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1 Einleitung

Hochfeste Aluminiumlegierungen sind die wichtigsten Leichtbauwerkstoffe in der Verkehrsin-
dustrie. Sie werden nicht nur fiir Flugzeuge und Automobile, sondern zunehmend auch fiir
Schiffskonstruktionen und in Schienenfahrzeugen verwendet. Hierbei ist ein wichtiger Aspekt
bei der Auslegung die Berlicksichtigung von Extrembelastungen. Bei Kollisionen kann es auf-
grund der hohen auftretenden Krifte zu grolen Deformationen bis hin zum Materialversagen
kommen. Um fiir solche Szenarien die Sicherheit von Personen und die Funktion des Fahrzeugs
zu gewdhrleisten, muss die Energieaufnahme der Struktur moglichst hoch sein. Hierbei steht
eine hohe Sicherheit, welche z.B. durch gro3ere Materialstirken erreicht werden kann, der An-
forderung des Leichtbaus, Gewicht einzusparen, entgegen. Um beide Anforderungen zu erfiil-
len, kdnnen die Verformungsreserven einer Struktur bei bekanntem Grenztragverhalten in der
Auslegung berticksichtigt werden. Damit kann bei gleicher Sicherheit gegen Versagen eine ge-
ringere Materialstirke zum Einsatz kommen oder umgekehrt bei gleicher Materialstirke eine
hohere Sicherheit gewéhrleistet sein.

In vielen Untersuchungen in der Literatur zum Grenztragverhalten geschweifiter Aluminium-
strukturen lag der Schwerpunkt auf dem globalen Verhalten von GroBstrukturen [1-7]. Daher
mussten in diesen Untersuchungen Vereinfachungen insbesondere fiir das lokale Bruchverhal-
ten vorgenommen werden. Dieses wird bei geschweillten spitzengehirteten Aluminiumlegie-
rungen mafgeblich durch die Fiigestellen beeinflusst. Zum einen ist die Schmelzzone (SZ) im
Gegensatz zu den meisten Stdhlen haufig schwécher als der Grundwerkstoff (GWS) der ver-
bundenen Platten. Zum anderen fiihrt das Schweillen dieser Legierungen zu einem Festigkeits-
verlust in der Warmeeinflusszone (WEZ), der noch unterhalb der Festigkeit der SZ liegen kann,
da der gewiinschte Warmebehandlungszustand durch den Warmeeintrag beim Schweillen ver-
loren geht. Daher gibt es verschiedene Ansdtze, um das mechanische Verhalten innerhalb der
WEZ an kleinen Proben detailliert zu beschreiben. Mehrere Autoren nutzten Schweil3simulati-
onen, um die Eigenschaften der WEZ zu ermitteln [8-10], oder fiihrten eine Reihe von Mikro-
zugversuchen an Proben durch, die direkt aus einer WEZ parallel zur Schweifinahtlinie herge-
stellt wurden [11, 12]. Solche Proben repréasentieren jedoch immer einen inhomogen Werkstoff
aufgrund der stark variierenden Festigkeitseigenschaften in der WEZ und erfordern einen hohen
experimentellen Aufwand bei der Ubertragung auf andere SchweiBnihte. In jiingster Zeit wur-
den Ansitze zur Verringerung des experimentellen und numerischen Aufwands vorgeschlagen,
um zumindest das FlieBverhalten innerhalb der WEZ zu ermitteln [13-15].

In allen Studien wird bisher entweder das Bruchverhalten im Detail beschrieben, ohne dass der
Einfluss auf das Verhalten groBerer Strukturen untersucht wird, oder es werden Vereinfachun-
gen insbesondere in der WEZ vorgenommen. Urban [ 1] untersuchte beispielsweise strukturelle
Details von geschweiliten Aluminium-X- und T-Profilen unter axialer Druckbelastung. Die ex-
perimentellen Ergebnisse zeigen, dass insbesondere bei grolen Plattendicken der Faltungsme-
chanismus stark durch den Bruch des Materials beeinflusst und damit die Energieaufnahme
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drastisch reduziert wird. Wahrend bei Plattendicken von 4 mm und 8 mm der Bruch innerhalb
der WEZ auftritt, wird bei einer Dicke von 12 mm ein Bruch der SZ beobachtet. Bei den von
Urban durchgefiihrten numerischen Simulationen wurde der Einfluss der WEZ jedoch nicht
beriicksichtigt, was zu einer Unter- oder Uberschitzung der Energieabsorption in Abhiingigkeit
von der Plattendicke fiihrte. Daher ist eine korrekte Verbindung zwischen der lokalen Beschrei-
bung des Bruchverhaltens im Bereich einer Schweifinaht und dem globalen Verhalten von gro-
Ben Strukturen, wie z.B. Schiffsstrukturen, insbesondere unter Scher- und Druckbelastung, im-
mer noch schwierig.

Fiir die WEZ und SZ gibt es in der Literatur bisher vergleichsweise wenige Untersuchungen
unter Schubbelastung, obwohl diese in einem Kollisionsszenario den Verformungsprozess do-
minieren kann. Zu finden sind viele Untersuchungen an iiberlappenden Verbindungen mit ge-
ringen Plattendicken, welche mittels Punkt- oder Kehlndhten geschweif3t wurden und die unter
Zugbelastung in der Plattenebene abscheren [16, 17]. Diese Ergebnisse sind aufgrund der un-
terschiedlichen Schweillvorgange und Belastung nur bedingt auf massive Schwei3ndhte iiber-
tragbar. Schubversuche an groflen Strukturen [18] ermdglichen im Gegensatz dazu keine de-
taillierte Betrachtung der Bruchvorginge. Andere Untersuchungen beschrianken sich z.B. auf
das Abscheren von T-St6Ben in der SZ [19], wodurch keine Aussage iiber das Verhalten der
WEZ getroffen werden kann.

Daraus ergibt sich fiir die vorliegende Arbeit das Ziel, das Grenztragverhalten geschweil3ter
Aluminiumstrukturen unter Bertlicksichtigung lokaler Vorgénge in der WEZ und SZ zu unter-
suchen und numerisch zu simulieren. Dafiir werden geschweif3te X-Profile aus EN AW 6082
T6 unter axialer Druckbelastung getestet und die Versuche numerisch simuliert. Fiir die Be-
stimmung der mechanischen Eigenschaften, insbesondere auch der inhomogenen WEZ, kom-
men verschiedene Versuche an Kleinproben zum Einsatz, die eine Untersuchung unterschied-
licher Spannungszustinde erlauben. Dabei soll die vorliegende Arbeit einen Beitrag zum Ver-
standnis des Versagens der WEZ und SZ von Schweiindhten unter Schubbelastung leisten.

Fiir die Ubertragung der Ergebnisse der Kleinversuche auf verschiedene SchweiBnihte, soll
zudem ein Materialmodell entwickelt werden, welches einerseits eine detaillierte Auflosung
der mechanischen Eigenschaften der WEZ ermdglicht. Andererseits soll der experimentelle
Aufwand zur Anwendung auf unterschiedliche SchweiBBnéhte, wie z.B. die Schweilindhte der
in dieser Arbeit untersuchten X-Profile, gering sein. Dazu werden schweillprozesséhnliche
Wirmebehandlungen an Kleinproben durchgefiihrt und daran die mechanischen Eigenschaften
bestimmt. Die auf diese Weise ermittelten Parameter lassen sich einem eindeutigen homogenen
Wirmebehandlungszustand zuordnen und sind damit unabhéngig von den inhomogenen Wir-
mebehandlungszustidnden in einer speziellen Schweilnahtgeometrie. Mit Hilfe einfacher Hér-
tepriifungen an unterschiedlichen geschweil3ten Bauteilen ist dann eine Zuordnung zu einem
speziellen Bauteil und SchweiBinaht moglich. Diese neue Methode wird zur Ermittlung des
Schidigungsverhaltens auf Zug- und Schubversuche sowie zur Validierung auf Axialdruckver-
suche an X-Profilen angewandt und mit einem konventionellen Materialmodell verglichen. Mit
dem Ziel, ein einfach anzuwendendes Materialmodell zur Verfligung zu stellen, sollen zudem
verschiedene Ansétze zur Abbildung des Schadigungsverhaltens bewertet werden.



2 Theoretische Grundlagen und Stand der Technik

Im folgenden Kapitel werden die wesentlichen theoretischen Grundlagen fiir das Versagens-
verhalten geschweiiter Aluminiumstrukturen dargelegt. Zudem wird ein Uberblick iiber die
Moglichkeiten zur Modellierung des duktilen Schiadigungsverhalten gegeben sowie der Stand
der Technik zur numerischen Simulation des Versagensverhaltens geschweifiter Aluminium-
strukturen beschrieben.

2.1 Werkstoff Aluminium

Aluminium ist ein kubisch flichenzentriertes Metall, welches durch die Dichte von 2.7 g/cm?
zu den Leichtmetallen zdhlt. Da Reinstaluminium nur miBige Festigkeiten (R, = 45 N/mm?)
aufweist, sind fiir die Anwendung in Strukturbauteilen (Knet-)Legierungen nétig. Die Alumi-
nium-Knetlegierungen konnen in acht Serien, welche sich in den Hauptlegierungselementen
unterscheiden, eingeteilt werden: 1xxx, 2xxx, ..., 8XXX.

Die mechanischen Eigenschaften einer Aluminiumlegierung werden nicht nur durch die che-
mische Zusammensetzung, sondern auch mafigeblich durch den Urformprozess, die Warmebe-
handlung und das resultierende Gefiige beeinflusst. Durch Warmwalzen nach dem Homogeni-
sieren erhélt die Platte in mdglicherweise mehreren Walzdurchgéngen ihre Dicke. Bei diesem
Vorgang werden die Korner im Werkstoff stark verformt und erhalten eine lang gestreckte
Pfannkuchenform (Abbildung 2-1a). AuBlerdem findet eine Zerstorung und Verteilung von un-
gelosten Teilchen statt, welche das Kornwachstum bei einer Rekristallisation hemmen kénnen
(Abbildung 2-1b).

b)

-+ Rekristallisiertes Korn
Sub-Korn

ST

(

Kurze
Querrichtung

Dispersoide

Walzrichtung (L) -

Abbildung 2-1: Schematische Darstellungen (iibersetzt aus [20])
a) eines Gefiiges nach dem Warmwalzen und
b) eines teilweise rekristallisierten Korns

Die lang gestreckte Form der Korner hat zur Folge, dass die Festigkeitseigenschaften nicht in
alle Richtungen homogen sind. Die Anisotropie wird neben der Kornform und -gré8e durch die
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im Walzprozess hervorgerufene Textur beeinflusst und ist zudem abhingig von der Legierungs-
zusammensetzung und der Warmebehandlung [21].

Um die hochsten Festigkeitswerte fiir die 6xxx-Al-Legierungen zu erreichen, wird nach dem
Warmwalzen das Ausscheidungshirten durchgefiihrt. Diese Behandlung erfolgt im Wesentli-
chen in drei Schritten [22]:

- Losungsglithen
- Abschrecken
- Auslagern

Das Losungsglithen findet bei relativ hohen Temperaturen knapp unterhalb der Schmelztempe-
ratur der am niedrigst schmelzenden Phase statt. Dabei 16sen sich die fiir das Ausscheidungs-
hirten wichtigen Legierungskomponenten im Aluminium-Mischkristall und verteilen sich
gleichmafig.

Nach dem Losungsglithen muss der Werkstoff schnell abgekiihlt (abgeschreckt) werden, damit
sich die gelosten Legierungskomponenten nicht wieder aus dem Mischkristall ausscheiden kon-
nen. Dadurch liegt ein iibersittigter Mischkristall (UMK) bei Raumtemperatur vor.

Der letzte Schritt des Hartevorgangs ist das Auslagern. Dieser Prozess wird entweder bei Raum-
temperatur oder bei erhdhter Temperatur durchgefiihrt, wobei letztere die wirtschaftlich bevor-
zugte Variante ist, um hochste Festigkeiten zu erzielen. Generell scheiden sich beim Auslagern
an Raumtemperatur zunichst mit dem Aluminium-Gitter kohirente Teilchen aus dem UMK
aus. Ausgelagert an hoherer Temperatur wachsen die Teilchen und bewirken eine hohere Ver-
festigung. Dies liegt darin begriindet, dass die kohdrenten Teilchen von Versetzungen geschnit-
ten werden konnen und der Energieaufwand fiir das Schneiden der groferen Teilchen steigt.
Durch noch lingere Auslagerung wachsen die Teilchen so weit, dass Versetzungen solche gro-
Ben Teilchen leichter umgehen als schneiden kdnnen, wodurch die Festigkeit des Werkstoffes
wieder abnimmt (Uberalterung). Das Verfestigungsverhalten wird zudem aber auch von der
Teilchenform und Phasengrenze beeinflusst. So kdnnen nur kohérente Teilchen geschnitten
werden. Werden die Teilchen zu groB, ist keine vollstandige Kohérenz mit dem Metallgitter
mehr moglich und es bilden sich zunichst teilkohdrente und schlussendlich vollstindig mit dem
Metallgitter inkohérente Teilchen aus.

Eine Ubersicht iiber die mdglichen Ausscheidungsprozesse einer 6xxx-Legierung ist in [23] zu
finden. Eine typische Abfolge besteht aus dem Bilden von zunéchst nahezu kugelformigen ko-
hirenten Zonen von Ausscheidungen, den sogenannten Guinier-Preston-Zonen (GP-Zonen).
Bei weiterer Auslagerung bilden sich immer noch kohérente B““-Teilchen (Mg-Si-Verbindun-
gen) in Nadelform aus. Diese sind hauptsédchlich fiir die Festigkeitssteigerung durch die Ausla-
gerung verantwortlich. Bei weiterer Auslagerung wandeln sich diese B“-Teilchen in die inko-
hirente Gleichgewichtsphase Mg>Si (B-Phase) um.

Die Zustinde nach der Wiarmebehandlung von Aluminium-Knetlegierungen sind in der ISO
2107-2007 genormt [24]. Im Zustand T6 wird die hochste Festigkeit erreicht. Um einen Verzug
durch die Warmebehandlung auszugleichen, konnen die Aluminiumplatten gereckt werden. Ist
dies der Fall, wird die Bezeichnung des Zustandes um die Ziffern 51 erweitert (z.B. T651).)
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2.2 Schweillprozess und Mikrostrukturentwicklung

Schweillverbindungen sind fiir viele Konstruktionen die bevorzugte Art von Fiigestellen. Wich-
tige Vorteile gegeniiber traditionellen Fiigeverfahren, wie dem Verschrauben oder Nieten, sind
eine hohe Festigkeit der Fiigestelle und ein gleichzeitig geringerer Materialaufwand. Kenn-
zeichnend fiir das Schweillen ist das Fiigen mittels Warme, wodurch eine stoffschliissige, irre-
versible Verbindung erreicht wird. Die Warme kann dabei auf verschiedene Arten erzeugt wer-
den, wie mittels eines Lichtbogens (Lichtbogenschweilen), durch Reibung und/oder Druck
(Reibschweiflen), mit einer Flamme (z.B. beim Plasmaschweif3en) oder mit einem energierei-
chen Strahl aus Licht oder Teilchen (Laser- bzw. Elektronenstrahlschweiflen). Hiervon ist das
Lichtbogenschweillen das derzeit am haufigsten eingesetzte Verfahren [25], wobei es sich so-
wohl gut fiir eine Automatisierung als auch die manuelle Anwendung eignet. Daher wurde das
Lichtbogenschweillen in dieser Arbeit angewandt und soll nachfolgend kurz beschrieben wer-
den.

Beim Lichtbogenschweiflen wird die benétigte Wiarme zum Aufschmelzen des Werkstoffs
durch einen Lichtbogen bereitgestellt. Dieser entsteht zwischen dem Werkstiick und einer
Elektrode. Letztere kann entweder abschmelzend (Metall-Schutzgas-Schweiflen) sein oder
nicht abschmelzend (Wolfram-Inertgas-Schweiflen). Im Detail wird bei dem in dieser Arbeit
verwendeten Metall-Schutzgas-Verfahren ein Inertgas verwendet (Metall-Inertgas-Schwei-
Ben), das den Schweillvorgang schiitzt. Bei dieser Variante ist in der Regel die Elektrode der
Pluspol (Anode), da an der Anode durch den Elektronenfluss héhere Temperaturen entstehen
und damit die Elektrode abgeschmolzen werden kann. Der Lichtbogen schmilzt aulerdem die
zu verschweilenden Bauteile auf, wodurch sich der abgeschmolzene Anodenwerkstoff als
Schweilzusatzwerkstoff im Schmelzbad mit dem Werkstiick verbindet. [25]

Allerdings lassen sich nicht alle Aluminiumlegierungen verschwei3en, wie z.B. die 2XXX und
7XXX Serie. Selbst bei Aluminiumlegierungen, die als gut schweillbar gelten, ist der Fiigevor-
gang mit einigen Schwierigkeiten verbunden. Zum einen bildet Aluminium eine temperaturbe-
standige Oxidschicht (Al>O3), welche vor und wéhrend des Schweillvorgangs entfernt werden
muss, um nicht aufgeschmolzene Stellen (lack-of-fusion-Defekt) zu vermeiden. Durch die ra-
sche Oxidation des Aluminiums besteht zudem die Gefahr von Porenbildung im Schmelzbad.
Das Aluminium kann Wasserdampf zu Al,O3; und Wasserstoff reduzieren, welcher sich in der
Schmelze 16st. Bei einem zu schnellen Abkiihlen der Schmelze kann der Wasserstoff nicht voll-
standig ausgasen, wodurch es zu Porenbildung kommt. Dieser Vorgang ist nur schwierig voll-
standig zu vermeiden [25, 26]. Weiterhin ist im Gegensatz zu z.B. Stahl die Warmeleitfahigkeit
von Aluminium hoher. Dies flihrt dazu, dass trotz geringerem Schmelzpunkt sehr viel Schweil3-
wiarme von der Schweilinaht weggeleitet wird und entsprechend viel Energie in das Werkstiick
geleitet werden muss. Einerseits erschwert dies z.B. das optimale Einstellen eines Lichtbogens
beim Lichtbogen-Schweillen. Andererseits fiihrt dies auch zu einer grofleren Wérmeeinfluss-
zone (WEZ), als bei geschweilitem Stahl. Insbesondere beim Schweillen hochfester ausschei-
dungsgehérteter Aluminiumlegierungen kommt es durch den Warmeeintrag in den Ausgangs-
werkstoff zudem zu einer Entfestigung, da der optimale Warmebehandlungszustand (T6) ver-
loren geht.
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Die prinzipielle Anderung der Mikrostruktur einer spitzengehirteten Legierung in der WEZ
durch das Schweilen ist in [27] beschrieben und in Abbildung 2-2 dargestellt. Durch den ver-
gleichsweise geringen Warmeeintrag an der Grenze von WEZ zum Grundwerkstoff (GWS)
vergroBern sich bei Uberschreiten einer gewissen Grenztemperatur zunichst die kleinen B-
Teilchen, welche maB3geblich fiir die Festigkeit verantwortlich sind. In ndherer Umgebung zur
Schmelzzone (SZ) ist die erreichte Maximaltemperatur hoher, sodass sich die groben p*“-Teil-
chen in B*-Teilchen umwandeln konnen. Die Temperatur ist jedoch zu niedrig, um die grof3en
Ausscheidungen wieder zu 16sen. In unmittelbarer Ndhe zur SZ hingegen 16sen sich alle Teil-
chen. In diesem Bereich ist die Festigkeit durch den Mangel an Teilchen zunichst am niedrigs-
ten. Jedoch kann durch eine Wiarmebehandlung nach dem Schweiflen wieder eine Verbesserung
der Festigkeitseigenschaften erreicht werden, indem sich dort neue B“-Teilchen bilden. Auch
wenn keine separate kiinstliche Alterung der WEZ nach dem Schweiflen vorgenommen wird,
bietet dieser Bereich Potential fiir Festigkeitssteigerungen durch Kaltauslagern, da ein UMK
vorliegt. Durch Kaltauslagern konnen sich anstelle neuer B“-Teilchen kleinere GP-Zonen aus-
scheiden, die ebenfalls ein gewisses Potential zur Festigkeitssteigerung haben.

a) Ty

Ausscheidungen:
AA / 7/ N
NN

7IN ¢’

kleine B** groBere B¢ grobe B°

AA: artificial aged
(kiinstlich gealtert, entspricht GWS z.B. T6)

W: welding
(Schweilvorgang)

PWHT: post weld heat treatment
(Wiarmebehandlung nach dem Schweiflen)

Abbildung 2-2:  Ausscheidungen in der WEZ einer 6xxx-Legierung nach [27]
a) im Zustand T6 vor dem Schweifsen

b) nach dem Schweifien
¢) nach Schweiffen und nachfolgender Wéirmebehandlung

Der konkrete Ablauf der Auflosungs- und Ausscheidungsreaktionen in der WEZ durch die
Schweillwiarmebehandlung ist sehr komplex und von vielen Parametern, wie chemischer Zu-
sammensetzung der Legierung, Ausgangszustand, erreichte Maximaltemperatur, Erwédrm- und
Abkiihlraten abhéngig. Die genauen Abldufe konnen mittels dynamischer Differenzkalorimet-
rie (engl. differential scanning calorimetry DSC) ermittelt werden [23, 28-30]. Bei diesem Ver-
fahren werden eine Probe der untersuchten Legierung und eine hochreine Referenz-Alumini-
umprobe der gleichen Warmebehandlung unterzogen. Die unterschiedliche Warmezufuhr zwi-
schen Legierung und Referenz zum Erreichen der gewliinschten Temperaturen wird dann her-
angezogen, um auf Ausscheidungs- (exotherm) und Auflosungsreaktionen (endotherm) zu
schlieen.
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Als ein wichtiger Aspekt geschweil3ter Bauteile konnen neben der Reduktion der Festigkeit in
der WEZ und SZ auch Eigenspannungen und Verformungen des Ausgangsmaterials auftreten
und dadurch das Versagensverhalten von Bauteilen beeinflussen. Die thermisch induzierten
Spannungen sind dabei in der Regel in Schweillnahtrichtung hoher, als quer dazu [31]. Im Rah-
men dieser Arbeit ist durch die umfangreiche mechanische Bearbeitung der Kleinproben der
Einfluss der Eigenspannungen auf die Parameteridentifikation jedoch als stark reduziert anzu-
sehen [32], widhrend geometrische Imperfektionen zugleich entfernt sind. Unter axialer Druck-
belastung haben beide Effekte vorrangig einen Einfluss auf die Traglast durch das Begiinstigen
des Ausbeulens und konnen integral durch eine Imperfektion beriicksichtigt werden. Daher soll
hier nicht weiter auf theoretische Hintergriinde zu Schweifleigenspannungen eingegangen wer-
den.

23 Duktiles Materialverhalten

Nach dem Uberschreiten der FlieBgrenze konnen sich duktile Materialien, wie Aluminium und
seine Legierungen, plastisch verformen bzw. flieBen. Dabei bewegen sich viele lokale Verset-
zungen im Kristallgitter des Metalls in die gleiche Richtung, sodass eine global bleibende Ge-
staltinderung die Folge ist. Je einfacher sich Versetzungen im Gitter bewegen kénnen, umso
einfacher erfolgt eine plastische Verformung. Da bei diesem Vorgang neue Versetzungen ent-
stehen, behindern sich die einzelnen Versetzungen gegenseitig immer weiter, sodass die weitere
plastische Deformation erschwert ist und das Material sich verfestigt (Versetzungsverfesti-
gung). [33]

Bei ausreichend hoher Verformung finden nicht mehr nur noch Versetzungsbewegungen statt,
sondern zusitzlich eine Schidigung des Materials, welche durch Hohlraumbildung und -wachs-
tum bis zum globalen Versagen des Materials fithrt. Dieses Materialverhalten wird in numeri-
schen Simulationen in der Regel durch die Implementierung eines elastisch-plastischen Mate-
rialmodells sowie durch ein Schidigungsmodell abgebildet [34]. Hierbei kdnnen insbesondere
das Schéadigungs- und FlieBverhalten des Werkstoffes entweder gekoppelt (d.h. abhingig von-
einander) oder nicht gekoppelt modelliert werden [35].

2.3.1 FlieBverhalten

Das FlieBverhalten (bzw. Verfestigungsverhalten) eines Werkstoffes wird typischerweise aus
einem einachsigen Zugversuch durch Auswertung der Kraft-Verschiebungskurve bestimmt.
Die Kraft-Verschiebungskurve lésst sich direkt in die technische Spannungs-Dehnungskurve
umrechnen, in der sich die technische Spannung o; auf den Ausgangsquerschnitt und die tech-
nische Dehnung &, auf die Ausgangsldnge bezieht. Sowohl die Lénge als auch der Querschnitt
einer Probe dndert sich jedoch wihrend eines Versuches zunehmend, wodurch die technische
Spannungs-Dehnungskurve die Spannungen und Dehnungen in der Probe zunehmend unter-
schétzt. Dieser Umstand kann durch die Berechnung der sogenannten wahren Spannungen o
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und der wahren (Gesamt-)Dehnungen ¢ berticksichtigt werden. Die wahren Dehnungen lassen
sich unter Annahme von Volumenkonstanz mittels

e=In(1+¢) (2-1)
aus den technischen Dehnungen berechnen. Die wahren Spannungen
o = O-t(l + gt) (2-2)

ergeben sich aus den technischen Spannungen und Dehnungen.

Fiir die Modellierung des FlieBverhaltens von Metallen haben sich verschiedene Ansitze etab-
liert. Allen Modellen ist jedoch gemein, dass die Beziechung zwischen Spannung und Gesamt-
dehnung bei elastischer Verformung typischerweise durch das Hooke sche Gesetz

E = E (2-3)

mit dem Elastizititsmodul E als Proportionalititsfaktor abgebildet werden kann.

Nach dem Uberschreiten der FlieBgrenze setzt sich die Gesamtdehnung aus einem elastischen
€1 und einem plastischen &,; Anteil zusammen

€= & T &y (2-4)

wobei der elastische Anteil anhand von Gleichung (2-3) berechnet wird. Damit ergibt sich die
plastische Dehnung bei bekannter Gesamtdehnung und Spannung zu

o
=eg——. (2-5)

gpl = E

Die Gleichungen (2-1) und (2-2) gelten nur solange ein homogener Spannungs- und Dehnungs-
zustand in der Probe vorliegt. Sobald sich die Probe einschniirt und damit die Zugfestigkeit
erreicht ist, sind die Spannungen und Dehnungen sowohl entlang Probenlénge als auch iiber
den Querschnitt inhomogen. Daher wird zur Beschreibung des Verfestigungsverhaltens im All-
gemeinen die FlieBkurve verwendet, welche eine Vergleichsspannung in Abhéngigkeit einer
plastischen Vergleichsdehnung dargestellt. Die gingigste Methode zur Berechnung einer Ver-
gleichsspannung fiir duktile Metalle ist die Vergleichsspannung nach von Mises

Oym = \/% ((oy — 02)% + (03 — 03)2 + (03 — 01)?), (2-6)

welche sich aus den drei Hauptspannungen o, g, und g5 brechnen ldsst. Im einachsigen Span-
nungszustand (d.h. vor Beginn der Einschniirung) ist die Vergleichsspannung nach von Mises
identisch mit der wahren Spannung. Bis dahin ergibt sich die FlieBkurve daher aus der wahren
Spannungs-Dehnungskurve, indem die elastische Dehnung von der wahren (Gesamt-)Dehnung
abgezogen wird.
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Fiir jeden Punkt der FlieBkurve ergibt sich flir einen mehrachsigen Spannungszustand eine
FlieBoberfliche im Hauptspannungsraum, die einen Zylinder um die hydrostatische Achse
(0, = 0, = 03) darstellt (Abbildung 2-3a). Die Zylinderform resultiert daraus, dass die Ver-
gleichsspannung nach von Mises nur die von der hydrostatischen Spannung abweichenden An-
teile der Spannungen beriicksichtigt. Sobald Verfestigung auftritt, erhoht sich die bendtigte
Spannung, um das Material plastisch zu verformen, wodurch sich die Zylinderoberfliche ver-
grofert.

a) b)
01 & ----vor Verfestigung o | E>E >0
- - nach Verfestigun e prm——
g g Rpo 2 l,— T/=—‘bh ________ r -
/I 7 E;=0
R, / FlieBkurve

g - - -bilinearer Ansatz
:/ — .- trilinearer Ansatz

Abbildung 2-3: a) Fliefigrenze vor und nach isotroper Verfestigung nach von Mises im Hauptspan-
nungsraum
b) Spannungs-Dehnungskurve mit bi- und trilinearem Ansatz

Analog zur Vergleichsspannung nach von Mises lasst sich eine Vergleichsdehnung &., nach
von Mises berechnen [36]:

Eeq = Epm = ?\/(51 —&)% + (5, — &3)% + (83— &1)2. 2-7)

Fiir das FlieBverhalten bei nicht monotoner Belastung muss berticksichtigt werden, dass plasti-
sche Verformungen unabhéngig von der Richtung zur Verfestigung fiihren. Die Ermittlung der
plastischen Vergleichsdehnung &, ;,; mit Gleichung (2-5) aus der Vergleichsdehnung kann je-
doch zu negativen Vorzeichen und damit zu einer Entfestigung fiihren. Daher wird fiir das
FlieBverhalten eine akkumulierte plastische Vergleichsdehnung

Eeqpl = J|éeq,pl| dt (2-3)

berechnet, indem der Betrag der plastischen Vergleichsdehnrate & ,,; Uiber die gesamte Belas-
tungshistorie integriert wird. Im Rahmen dieser Arbeit ist fiir alle Berechnungen, Simulationen
und Auswertungen immer die akkumulierte plastische Vergleichsdehnung ausschlaggebend.
Daher ist in allen weiteren Kapiteln zur Vereinfachung immer die akkumulierte plastische Ver-
gleichsdehnung gemeint, wenn von der plastischen Dehnung gesprochen wird. Zudem wird in

der Schreibweise fiir die akkumulierte plastische Vergleichsdehnung auf den Uberstrich ver-
zichtet und nur & ,,; geschrieben.
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Je nach Anforderung an das Materialmodell wird der Zusammenhang zwischen Spannung und
plastischer Dehnung mit verschiedenen Ansétzen abgebildet. Die einfachste Methode ist die
Anwendung eines bilinearen Modells, in welchem entweder ideal-plastisches Materialverhalten
ohne Verfestigung oder verfestigendes Materialverhalten abgebildet wird (Abbildung 2-3b). In
dem Modell wird die Spannungs-Dehnungs-Beziehung unterhalb der FlieBgrenze mittels Glei-
chung (2-3) bestimmt. Oberhalb der FlieBgrenze, welche bei Aluminiumlegierungen typischer-
weise durch die 0.2 %-Dehngrenze R, , festgelegt ist, erfolgt die Berechnung mit

Rpo.2
E b

o = RpO.Z + Elgpl mit gpl =& — (2-9)
worin der Verfestigungsmodul E; angibt, wie stark sich das Material verfestigt. Mit E; =0
ergibt sich ein ideal-plastisches Materialverhalten.

Eine Erweiterung des bilinearen Modells ist ein trilineares Modell, in dem der Ubergang von

elastischem zu elastisch-plastischem Materialverhalten genauer abgebildet wird, indem ein
weiterer linearer Bereich zwischen Ende des elastisch-proportionalen Bereichs R, und der

Dehngrenze R, , eingefiihrt wird. Fiir eine noch genauere Abbildung des FlieBverhaltens kon-
nen aus der Kraft-Verschiebungskurve fiir jeden Datenpunkt eine Spannung und Dehnung be-
rechnet werden, sodass sich der Verfestigungsmodul jeweils abschnittsweise durch die lineare
Verbindung der so erhaltenen Punkte ergibt.

Muss die FlieBkurve bis zum Probenbruch bekannt sein, miissen die Berechnungen nach Glei-
chungen (2-1) und (2-2) erweitert werden. Dies erfolgt typischerweise entweder durch die Ext-
rapolation bzw. den Fit der experimentellen Daten mit einer analytischen Beziehung oder durch
Ermittlung der Parameter in iterativen numerischen Simulationen. Einen Uberblick iiber be-
wihrte Funktionen fiir duktile Metalle gibt Tabelle 2-1.

Tabelle 2-1: Bewdhrte Funktionen zur Beschreibung der Fliefkurve von Metallen [37, 38]

Berechnung nach Formel Anwendungsbereich

Hollomon o=K-¢ey" Verfestigung ohne Séttigung (meiste Alumi-
niumlegierungen)

Ludwik g=09+ K- e" Wie Hollomon

Swift og=K"(g + )" Wenn bereits Kaltumformung sattgefunden
hat

Voce 0 =0g+me, + - Verfestigung mit Sattigung (hdufig bei Stih-

.. K(1 —exp (—ngy;)) len)

Anmerkungen: oy = Ry ,: FlieBgrenze; n: Verfestigungsexponent; K: Verfestigungskoeffizient; &:
Vordehnung; m: Dehnungskoeftizient im Voce-Gesetz

Fiir die Berechnung der Parameter anhand experimenteller Ergebnisse konnen charakteristi-
scher Punkte der FlieBkurve herangezogen werden. So kann der der Verfestigungsexponent fiir
die Gleichung nach Hollomon mit der plastischen Dehnung ¢,,bei Erreichen der Zugfestigkeit
gleichgesetzt werden: n = ¢,,,, Consideére-Kriterium [39]. Daraus ergibt sich die Verfestigungs-
koeftizient als
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o
K= ':,’Z (2-10)

€m

worin gg ~die wahre Spannung beim Erreichen der Zugfestigkeit ist. Dadurch lésst sich die

Funktion anhand eines einachsigen Zugversuchs einfach kalibrieren. Je nach Material und An-
forderung an die Genauigkeit der FlieBkurve werden die in Tabelle 2-1 genannten Funktionen
hiufig auch kombiniert oder erweitert. Die Kombination aus den Funktionen nach Swift und
Ludwik ergibt beispielsweise

og=09+K-(g+&,)" (2-11)

und erlaubt sowohl die Berticksichtigung der Flieligrenze als auch einer etwaigen Vorverfor-
mung. Das hiufig verwendete Johnson-Cook-Modell [40] ist ein Beispiel fiir eine Erweiterung,
bei der die Gleichung nach Ludwik mit einem dehnratenabhéngigen sowie mit einem tempera-
turabhiangigen Term multipliziert wird und dadurch entsprechende Abhéngigkeiten beriicksich-
tigt werden konnen.

Weiterhin ist es moglich, die FlieBkurve anhand von iterativen numerischen Simulationen zu
bestimmen. Dies bietet den Vorteil gegeniiber analytischen Modellen, dass auf diese Weise das
Verfestigungsverhalten sehr genau abgebildet werden kann. Zudem ist eine Beriicksichtigung
werkstoffspezifischer Details in Kurvenverldufen moglich, die die Idealisierung mit einer ana-
lytischen Funktion nicht ohne weiteres bietet. Nachteilig sind jedoch der hohe Aufwand (Mo-
dellbildung, iterative Simulationen, Abgleich mit experimentellen Ergebnissen) und die Ab-
hiangigkeit des Ergebnisses von dem gewéhlten Materialmodell und von der Vernetzung. Unter
Umsténden kann die Abhéngigkeit von der Vernetzung auch vorteilhaft verwendet werden, um
fiir eine spezielle Vernetzungsgiite eine modellabhéngige FlieBkurve zu definieren und so durch
eine etwaige grobere Vernetzung im Modell Rechenzeit einzusparen.

Fiir die iterative Bestimmung der FlieBkurve wird die Kurve mit geeigneten Methoden so lange
angepasst, bis ein Konvergenzkriterium, wie beispielsweise die Differenz zwischen den globa-
len Kraft-Verschiebungskurven in Simulation und Experiment, erfiillt ist. Eine Methode ist,
ausgehend von dem letzten aus Experimenten berechneten Wert (d.h. bei einsetzender Ein-
schniirung) die FlieBkurve stiickweise bis zum Probenbruch zu erweitern. Ein entsprechendes
Vorgehen wird von Gannon [41] beschrieben und ist in Abbildung 2-4a schematisch dargestellt.

Der Vorteil dieser Methode ist, dass zunédchst keine Annahme iiber den unbekannten Teil der
FlieBkurve getroffen werden muss. Jedoch kann dies je nach Schrittweite zu langen Rechenzei-
ten fithren. Alternativ dazu bieten sich Methoden an, die die gesamte FlieBkurve in jedem
Schritt anpassen [42, 43]. Die prinzipielle Vorgehensweise nach Bao [42] ist wie folgt beschrie-
ben. Zunichst wird eine Annahme fiir den unbekannten Verlauf der FlieSkurve nach Beginn
der Einschniirung getroffen (z.B. ideal plastisch, Abbildung 2-4b, oder mittels Hollomon-Glei-
chung [43]) und die resultierende simulierte Kraft-Verschiebungskurve mit dem entsprechen-
den experimentellen Ergebnis verglichen. Zu jedem Punkt auf der simulierten Kraft-Verschie-
bungskurve werden die zugehorige maximale Vergleichsspannung und plastische Dehnung im
Modell bestimmt, d.h. der entsprechende Punkt auf der alten FlieBkurve. Jeder Punkt der alten
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FlieBkurve gy, ; (€¢q,p1,i) Wird anschlieBend um den relativen Fehler der Kraft zwischen Expe-
riment und Simulation korrigiert

F Experiment

, (2-12)

OpMitl = OupMi

vM,i+1 vM,i FFEM,i
um die neue FlieBkurve oy i1 (Eeqpri+1 = €eqpii) Zu erhalten. Diese Schritte werden so lange
wiederholt, bis die Abweichung zwischen Experiment und Simulation gering ist bzw. konver-
giert. Liegt die initial angenommene FlieBkurve bereits dicht am Endergebnis, geniigen wenige
Iterationen, um ein Konvergenzkriterium zu erfiillen.

a) b)
O o _ - A-
i+1 i+2 PP ¥
————————— - 1
. e o _- Hy
1 /&f_{_:—-—}j\‘ - P :”_ ________ iil_ v
1- 1
OR = T —y OR - i
Letzter bekannter Punkt Ideal plastisch
& Zwischenschritt =/ Erster Zwischenschritt
O Neuer Punkt -V n-ter Zwischenschritt
< Zukiinftiger Punkt Ergebnis
Tm g; Tm 51:

Abbildung 2-4: Iterative Bestimmung der FliefSkurve
a) nach der Methode von Gannon [41]
b) nach der Methode von Bao [42]

2.3.2 Schidigungsmechanismen

Es ist allgemein bekannt, dass die Bruchdehnung und entsprechend auch die ertragbare Sché-
digung von Metallen vom Spannungszustand beeinflusst werden kann. Ein gingiges Mal}, um
den Spannungszustand zu charakterisieren, ist die Spannungsmehrachsigkeit

Um
n= 2-13
Tore (2-13)
wobei die hydrostatische Spannung a,,, durch
o, + 0, + o
Oy =—"3 (2-14)

3

definiert ist. Im rdumlichen Spannungszustand kann 7 theoretisch beliebige Werte annehmen,
wobei 1 = oo fiir allseitigen Zug mit gleich groBen Hauptspannungen und 7 = -co entsprechend
allseitigen Druck reprisentiert. Fiir die Abhingigkeit der Bruchdehnung und Schédigung von
der Spannungsmehrachsigkeit sind besonders relevante Werte n = 1/3 (einachsiger Zug), n =0
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(Schub) und n =-1/3 (einachsiger Druck). Es hat sich gezeigt, dass sich die Schadigungsme-
chanismen unter Zugbelastung (n > 1/3) von denen unter Schubbelastung (n = 0) unterscheiden
konnen. Sofern mehrachsiger Druck (7 < -1/3) auftritt, wird jedoch ein Versagen durch voran-
schreitende Schiadigung unterdriickt [44]. Insbesondere auf die Mechanismen unter Zug- und
Schubbelastung wird daher im Folgenden eingegangen.

Zugbelastung

Im Bereich hoher Spannungsmehrachsigkeit n > 1/3 ist der Ablauf der Schidigung sehr um-
fangreich untersucht worden und im Wesentlichen wie folgt [35]:

- Hohlraumwachstum
- Hohlraum(neu-)bildung
- Hohlraumvereinigung

- Makroskopischer Bruch

| @ Tecilchen

o Porositit
Matrix

A

Kraft

o_® ,
E( @ 5
. .° -
p— / ‘ o o ° >
T Ablosung oder Brechen Neubildung
Verschiebunf;

Abbildung 2-5: Schematische Darstellung des Vorgangs der duktilen Schédigung durch intermetalli-
sche Phasen: Hohlraumbildung durch Ablosung der Matrix oder durch Bruch von
grofien Teilchen, Hohlraumwachstum und Neubildung an kleinen Teilchen, Hohl-
raumvereinigung wird beschleunigt durch Hohlraumwachstum an kleinen Teilchen

(nach [45])

Abbildung 2-5 zeigt schematisch den Vorgang wéhrend verschiedener Stadien eines Zugver-
suchs. Dabei ist festzuhalten, dass Hohlraumneubildung vorrangig an groen Teilchen beginnt.
Die Eigenschaften der Matrix bestimmen, ob die Teilchen brechen (,,harte* Matrix) oder sich
die Matrix vom Teilchen 16st (,,weiche* Matrix). Die in-situ Untersuchungen von Achouri et
al. [46], dargestellt in Abbildung 2-6, zeigen beispielhaft den Vorgang des Ablosens in Abhén-
gigkeit des Verlaufs der Kraft-Verschiebungskurve. Nach Uberschreiten der Maximalkraft
nimmt das Hohlraumwachstum stark zu. Zusitzlich dazu kénnen sich neue Hohlrdume an klei-
neren Teilchen und Ausscheidungen bilden (Abbildung 2-5). Bei steigender Verformung be-
ginnen sich Hohlrdume zu vereinigen, entweder durch Einschniirung im Ligament zwischen
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zwei Hohlrdumen oder durch Ausbildung eines Scherbandes im Ligament zwischen den Hohl-
rdumen. Welcher Mechanismus vorliegt, ist durch die Anordnung der Hohlrdume bedingt und
wird in jedem Fall begiinstigt, wenn im Ligament durch kleine Teilchen eine sekundire Hohl-
raumpopulation entsteht, wie im Schema in Abbildung 2-5.

In-situ Kurve
3 a bc d

| |
| |
|

f gnverformt _

— Zugrlchtung —

Abbildung 2-6:  Hohlraumentwicklung um einen Einschluss wihrend eines in-situ Zugversuchs an ei-
nem hochfesten niedrig legierten Stahl. Ubersetzt aus [46]
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Zudem zeigen neue Untersuchungen insbesondere bei Werkstoffen mit geringem Anfangshohl-
raumvolumen, dass bei Zugbelastung vor dem Hohlraumwachstum bereits Scherbander schriag
zur Belastungsrichtung auftreten konnen. In dem Fall kommt es erst bei sehr hohen Dehnungen
zum Hohlraumwachstum trotz plastischer Deformation [47, 48].

Schubbelastung

Im Bereich von 7 = 0 sind die genauen Mechanismen noch Gegenstand der Forschung. Frithere
Untersuchungen haben sich zumeist experimentell mit Hilfe von makroskopischen Proben und
kiinstlich eingebrachten Hohlrdumen [49] oder analytisch [50] mit dem Hohlraumwachstum
beschiftigt. In neueren Beitrdgen wird das Verhalten von Hohlrdumen unter Schub zunehmend
auch anhand von numerischen Untersuchungen an Einheitszellen [51, 52] und in-situ [46] un-
tersucht. Im Allgemeinen wird wie unter Zugbelastung davon ausgegangen, dass Hohlraumbil-
dung und —vereinigung die Schiadigung verursachen. Im Detail unterscheiden sich die Mecha-
nismen jedoch deutlich von den Ablidufen unter Zugbelastung und sind wie folgt:

- Abflachung der Hohlrdume bis hin zu Mikrorissen
- Verldngerung und Rotation der Mikrorisse

- Vereinigung der Mikrorisse

- Makroskopischer Bruch

Den Zustand bei beginnender Vereinigung von Hohlrdumen zeigt schematisch Abbildung 2-7a.
Hierbei bilden sich die Hohlrdume wie im Zugversuch sowohl durch Ablosen der Matrix oder
den Bruch von Teilchen. Allerdings ruft die Schubbelastung ein Abflachen der Hohlrdume
sowie eine Rotation selbiger hervor. Die zunehmende Rotation ist gut in den in-situ
Untersuchungen von Achouri et al. [46] zu erkennen (Abbildung 2-7b). An den abgeflachten
Enden der Hohlrdume koénnen zudem Mikrorisse entstehen (Abbildung 2-7a). Diese konnen
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sich bei zunehmender Verformung und Wachstum vereinigen und so makroskopisch Risse
erzeugen. Unter Umstinden konnen die Hohlrdume durch das Abflachen so weit
zusammengedriickt werden, dass effektiv kein Hohlraum mehr vorhanden ist, sondern nur noch
ein Riss. Neben der Vereinigung von Hohlrdumen parallel zur Scherebene koénnen sich bei
geeigneter Hohlraumanordnung auch Hohlrdume durch Ligamentbruch zwischen zwei
Scherebenen vereinigen.

a)

o
~

68% 100%
Hohlraum- —_— it A

Ablosung

— Mikroriss
B E— Matrix

Vereinigung

Ablosung
und Bruch

Abbildung 2-7: a) Hohlraumwachstum und Vereinigung unter Schub nach [53]

b) Hohlraumentwicklung durch Ablosung sowie Ablosung und Bruch um verschie-
dene Einschliisse wdihrend eines in-situ Schubversuchs an einem hochfesten
niedrig legierten Stahl. Die Prozentangaben entsprechen der zugehorigen glo-
balen Verschiebung in Bezug auf die Bruchverschiebung. Ubersetzt aus [46]

24 Modelle fiir duktile Schadigung

Obwohl die grundlegenden Mechanismen der duktilen Schiadigung bekannt und seit langem
erforscht sind, ist die Modellierung unter verschiedensten Material- und Belastungskombinati-
onen immer noch eine Herausforderung, insbesondere sofern Hohlraumwachstum und Hohl-
raumvereinigung detailliert mitbeschrieben werden sollen [35]. Die meisten Modelle lassen
sich unter anderem in mikrostrukturbasierte und phdnomenologische Modelle einteilen.

2.4.1 Mikrostrukturbasierte Modelle

In diesen Modellansitzen ist das Ziel, das Versagen des Materials anhand der Vorgédnge auf
Mikrostrukturebene zu beschreiben. Vor allem fiir die duktile Schiadigung von Metallen unter
Zugbelastung, in der Hohlraumwachstum und Vereinigung mal3geblich fiir das Versagen ver-
antwortlich sind, wurden entsprechende Modelle entwickelt. Genannt werden soll im Rahmen
dieser Arbeit beispielhaft das am meisten verwendete Modell von Gurson [54]. Das Gurson-
Modell fiir die Schadigung duktiler Werkstoffe basiert auf dem Hohlraumwachstum eines po-
rosen Materials bei hohen Spannungsmehrachsigkeiten von 1 > 1/3. Durch Tvergaard und
Needleman [55] wurde das Modell erweitert und beriicksichtigt in seiner weit verbreiteten Form
(GTN-Modell) das Hohlraumwachstum vorhandener und neugebildeter Poren im Material.
Durch ein beschleunigtes Hohlraumwachstum wird die Hohlraumvereinigung bei zunehmender
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Verformung ab einem kritischen Hohlraumvolumen abgebildet. Schadigung infolge Scherde-
formation kann, bedingt durch die Anderung des vorliegenden Schidigungsmechanismus, je-
doch nicht korrekt vorhergesagt werden. Daher haben eine Reihe von Autoren Erweiterungen
des GTN-Modells vorgeschlagen [53, 56-59]. Alle Erweiterungen fiir niedrige Spannungsmehr-
achsigkeiten basieren jedoch auf phidnomenologischen Beobachtungen oder geometrischen
Uberlegungen und sind damit nicht mehr vollstindig fiir alle Spannungszustéinde mikrostruk-
turell begriindet. Je nach Form und Erweiterung des Modells sind neun oder mehr Parameter
zu kalibrieren.

Zwar konnen ein gro3er Teil davon anhand von Literaturwerten, einfachen Zugversuchen und
Mikrostrukturuntersuchungen bestimmt werden, die Kalibrierung erweist sich dennoch selbst
fiir homogene Werkstoffe als aufwéndig und héufig nicht eindeutig. Im Rahmen dieser Arbeit
sollen insbesondere auch die stark inhomogenen Festigkeitseigenschaften in einer Schweiinah-
tumgebung Ortlich fein aufgeldst abgebildet werden, wodurch die Identifikation zahlreicher Pa-
rameter zusétzlich erschwert ist.

2.4.2  Phanomenologische Modelle

Um die Modellierung des duktilen Versagens zu vereinfachen, konnen phanomenologische
Modelle verwendet werden. Im Gegensatz zu mikrostrukturbasierten Modellen konnen phéno-
menologische Modelle mit z.T. sehr wenigen Parametern auskommen. Eine hdufig angewen-
dete Methode ist es, eine Grenzkurve fiir die plastische Dehnung in Abhéingigkeit der Span-
nungsmehrachsigkeit zu definieren. Beim Uberschreiten der Grenzkurve tritt Materialversagen
auf. Im einfachsten Fall ist diese Grenzdehnung &7 konstant, unabhéingig von der in der Probe
vorliegenden Spannungsmehrachsigkeit. Da 1 jedoch einen erheblichen Einfluss auf das Ver-
sagensverhalten hat, ist dieser Ansatz ungeeignet, um eine Vielzahl von Probengeometrien und
Belastungsarten zu beschreiben. Um die Abhingigkeit der Bruchdehnung von der Spannungs-
mehrachsigkeit zu beriicksichtigen, gibt es verschiedene Funktionsansétze fiir den Verlauf von
& m.

Ein Beispiel hierfiir liefert die Richtlinie Nichtlinear [60] des Forschungskuratorium Maschi-
nenbau (FKM). Hierin ist die Grenzkurve definiert durch

Sf(‘r]) _ {Ef,min + (Ef,ref,l — sf‘min)e_ﬂn fur n = 0 (2_15)

Ef refi fir n<0’

WObEl &f min, € rer,1 Und B werkstoffabhéingige Parameter sind, die anhand verschiedener
Kennwerte eines einachsigen Zugversuchs bestimmt werden konnen. Die minimal ertragbare
Dehnung lésst sich fiir Aluminiumknetlegierungen mit Hilfe der Bruchdehnung A5 berechnen.

gf,min =5 % fur AS >6% (2-16)

Die Referenzdehnung &f .5 1 entspricht der wahren Bruchdehnung bei einer Spannungsmehr-
achsigkeit von null und ist anhand der Brucheinschniirung Z abschétzbar
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1
&fref1 = In (1 _ Z)' (2-17)

sofern die Bestimmung anhand experimenteller Ergebnisse (Schub- oder Torsionsversuche)
nicht moglich ist. Fiir den Exponenten S gibt die Richtlinie fiir Aluminiumknetlegierungen

1 £ — & mi
ﬁ - _ ln< f.ref,2 f,mln) (2-18)
Nref,2 Efref,1 — €f,min

an. Eine Abschitzung der Referenz-Spannungsmehrachsigkeit
1 14a(z--29_
Mref2 =7 (1 te ( “Ag)) (2-19)

bei der zugehorigen Referenzdehnung
1
Eref2 =3 (24, +Z) (2-20)

ist ebenfalls in Abhingigkeit der Ergebnisse im einachsigen Zugversuch gegeben, worin A, die
Gleichmaldehnung ist. Mit dieser Methode wird zu jedem Zeitpunkt unabhéngig von der Ver-
formungsgeschichte gepriift, ob die Grenzkurve tiberschritten ist.

Da sich die Spannungsmehrachsigkeit wiahrend eines Versuches dndern kann und damit auch
die inkrementelle Schiadigung bei plastischer Verformung, wird eine duktile Schadigung

D= ] Q1) devg (2-21)

eingefiihrt. Hierin wird das Inkrement der plastischen Vergleichsdehnung deq,,; mit einer

Schidigungsfunktion f () gewichtet. Diese Wichtungsfunktion kann als Reziprok der Grenz-

dehnung aufgefasst werden.
1

&f (m

fm) = (2-22)

Bei einer iiber den Versuchsverlauf konstanten Spannungsmehrachsigkeit versagt das Material,
wenn die plastische Vergleichsdehnung die Grenzdehnung bei der zugehorigen Spannungs-
mehrachsigkeit erreicht. Entsprechend ist definiert, dass Versagen eintritt, wenn die Schédi-
gung den Wert eins erreicht.

Fiir den Verlauf von &¢(n) und entsprechend f (17) werden im Folgenden zwei weitere Ansitze
im Detail beschrieben. Die Kombination der Funktionen von Rice und Tracey [61] und Cock-
croft und Latham [62] wurde als das einparametrige Rice—Tracey/Cockcroft—Latham (RTCL)

Kriterium im gleichen Jahr von Urban [1] und Torngvist [2] vorgestellt. Dieser Ansatz bendtigt
lediglich die Bruchdehnung &f,,; im einachsigen Zugversuch als zu kalibrierenden Parameter

und liefert dadurch ein einfach anwendbares Schidigungsmodell.
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Um die Materialeigenschaften bei Schubbelastung besser abbilden zu konnen, ist zusitzlich
zum Parameter & ,,; die Bruchdehnung & ; bei reinem Schub experimentell zu ermitteln. Eine
entsprechende zweiparametrige Funktion wurde von Lee [63] prisentiert und als Bao—Wierzbi-
cki (BW) Kriterium bezeichnet. Beide Ansédtze beriicksichtigen, dass bei mehrachsiger Druck-
belastung keine Materialschddigung zu erwarten ist [44], indem bei entsprechender Spannungs-
mehrachsigkeit f(n < —1/3) =0 gilt.

Die Unterteilung der Funktion in mehrere Bereiche der Spannungsmehrachsigkeit ist fiir das
RTCL-Kriterium

( fir n<-1/3
2 1+ n«/12 — 2712
ir —-1/3<n<1/3
frren () = { &t 30 + 12 = 279 (2-23)
3
CeoGn)
\ fru 165 ur n=1/
und das BW-Kriterium
( 0 fur n<-1/3
1+ 39 )
fir -1/3<n<0
gf,S
— 1
few (M) = 9 : fir 0<n<1/3 (2-24)
9(ef,ut — sf,s)n + &5
3n .
fir n=1/3
\ Ef ut

dhnlich. Fiir das RTCL- und das BW-Kriterium konnen die beiden Parameter &, und & s aus
den Gleichungen (2-21) und (2-23) bzw. (2-24) berechnet werden, wenn die Entwicklung der
plastischen Vergleichsdehnung und der Spannungsmehrachsigkeit bekannt ist und Bruchversa-
gen bei D = 1 angenommen wird. Fiir das RTCL-Kriterium ergibt sich

3
und fiir das BW-Kriterium
e = | 30 eeqp (2-26)
sowie
g = f(l + 31) déeg pi- (2-27)
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Sofern die Spannungsmehrachsigkeit im Schubversuch in den Bereich 0 <7 <1/3 fillt, muss
jedoch eine iterative Bestimmung des Parameters &; ¢ vorgenommen werden.

Sofern bereits bekannte Funktionen nicht geeignet sind, um vorliegende experimentelle Ergeb-
nisse zu beschreiben, beschreiben Bao und Wierzbicki [64] eine allgemeine Vorgehensweise,
um die gesuchte Grenzkurve mit einer neuen Funktion zu konstruieren:

1. Durchfiihrung einer Reihe von Versuchen mit unterschiedlichen Probengeometrien
bzw. Belastungen und Ermittlung von Kraft-Verschiebungskurven.

2. Numerische Simulation der Versuche.

3. Identifikation des Ortes der Rissinitiierung und der Bruchverschiebung fiir jeden Ver-
such.

4. Berechnung der €., ,;-n- Entwicklung am Rissinitiierungsort fiir jeden Versuch.

5. Ermittlung von &,4 ,,; bei der Bruchverschiebung und Berechnung der mittleren Span-
nungsmehrachsigkeit fiir jeden Versuch.

6. Eintragen der Ergebnisse aus Schritt 5 im &f-n-Diagramm sowie Konstruktion der

Grenzkurve anhand der Punkte.

Die bisher beschriebene Methodik geht davon aus, dass die Spannungsmehrachsigkeit aus-
reicht, um die Abhéngigkeit der Bruchdehnung vom Spannungszustand zu definieren. Im all-
gemeinen dreidimensionalen Fall kann 7 jedoch ungeniigend sein, um den aktuellen Span-
nungszustand zu definieren. Zusétzlich muss der Lode-Winkel-Parameter ¢ beriicksichtigt wer-
den. Dieser ist abhéngig vom Lode-Winkel

0 = %arccos <ﬂ> (2-28)

2/3
272

mit /, und /5 als zweitem und drittem Spannungsdeviator und hat in der Literatur zwei unter-
schiedliche Definitionen. Sowohl die erste

27 ] 3V3J;
&= 70—3(] = ZJZTB = cos (360) (2-29)

als auch die zweite Definition

_ 2(0, — 03) _
01— 03

£ 1 (2-30)

schrinken —1 < ¢ < 1 auf den gleichen Wertebereich ein, wobei die Werte zwischen Null und
den Grenzen zwar dhnlich, aber unterschiedlich sind. Im Rahmen dieser Arbeit wird im Weite-
ren nur die erste Definition verwendet. Mit der hydrostatischen Spannung, der Vergleichsspan-
nung und dem Lode-Winkel-Parameter ist ein dreidimensionaler Spannungszustand vollstidndig
definiert. Diese drei Parameter stellen Zylinderkoordinaten im Hauptspannungsraum dar, wo-
bei die hydrostatische Spannung als Zylinderachse und der Vergleichsspannung als Radius zu
verstehen sind.
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Fiir den ebenen Spannungszustand sind 7 und ¢ abhéngig voneinander. Die entsprechende Be-
ziehung wurde von Wierzbicki und Xue [65] wie folgt definiert

27 , 1
= Zafe-}
wodurch die Definition der Bruchdehnung in Abhéngigkeit einer dieser Parameter ausreichend
ist. Fiir einen allgemeinen dreidimensionalen Spannungszustand gilt dies jedoch nicht. Ver-
schiedene Arbeiten [66-71] haben gezeigt, dass die Bruchdehnung zusitzlich zur Spannungs-
mehrachsigkeit auch von dem Lode-Winkel-Parameter abhdngen kann. Um dies zu berticksich-
tigen, wird auch die Schadigungsfunktion in Abhédngigkeit von beiden Parametern

f@,$) = (2-32)

1
gf(n' f)

definiert. Aus der Grenzkurve fiir die Dehnung wird dadurch eine Grenzfliche, aus der die
Grenzkurve &¢(n) als eine Projektion in die £¢-n-Ebene hervor geht (Abbildung 2-8).

Abbildung 2-8: Projektion einzelner Kurven auf der Grenzfliche im (77, ¢, ef)—Raum in die (r], ef)—
Ebene [69]

Die Abhéngigkeit der Bruchdehnung vom Lode-Winkel-Parameter kann auf unterschiedliche
Weise im Modell berticksichtigt werden. Wierzbicki und Xue [65] schlagen eine symmetrische
Grenzflache zur ¢ = 0 —Ebene vor, wihrend die Grenzflache nach Bai und Wierzbicki [66] pa-
rabelformig asymmetrisch ist. Da die Grenzfldche sehr komplex sein kann, wurde von Basaran
[69] ein Fit mittels biharmonischen Splines angewandt, welcher in Abbildung 2-8 links gezeigt
1st.

2.5 Stand der Technik zur Modellierung geschweifiter Aluminiumstruk-
turen

Da die Fiigestellen einer geschweifiten Aluminiumstruktur einen wesentlichen Einfluss auf das
Tragverhalten hat, miissen diese in der Auslegung beriicksichtigt werden. Dies kann im ein-
fachsten Fall mittels Sicherheitsfaktoren und Festigkeitsbeiwerten geschehen [72, 73], die die
geringere Festigkeit insbesondere der WEZ global abdecken. Dabei kann die Festigkeit im
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weichgegliihten Zustand herangezogen werden. Diese Methoden sind dadurch héufig sehr kon-
servativ ausgelegt, wodurch das volle Potential eines Bauteils bzw. Werkstoffes nicht ausge-
nutzt wird.

Eine genauere Abbildung des Bauteilverhaltens erlauben daher numerische Simulationen unter
Berticksichtigung des lokalen Versagens der Fiigestelle. Dieses wird in der Literatur unter-
schiedlich detailreich modelliert.

Insbesondere wenn es das Ziel ist, gro3e Strukturen, wie Schiffssegmente zu simulieren, wird
die Fiigestelle stark vereinfacht. Urban [1] beriicksichtigte in der Simulation von Axialdruck-
versuchen an geschweifiten Aluminium-KreuzstoBen keine WEZ und SZ, zeigte aber an der
Simulation von Box-Profilen unter Beriicksichtigung einer festigkeitsreduzierten WEZ, dass
dort Bruchversagen auftritt. Autbauend darauf zeigten Haris und Amdahl [74] die Abhingigkeit
des Beulverhaltens der KreuzstoBe von den Randbedingungen, ebenfalls ohne Beriicksichti-
gung der WEZ und SZ. Benson et al. [5] und Khedmati et al. [6] zeigten unter Beriicksichtigung
einer festigkeitsreduzierten WEZ zudem, dass die Ausdehnung dieser einen deutlichen Einfluss
auf die Traglast hat, jedoch ohne die Modellierung einer SZ und Bruchversagen.

Die Einteilung der WEZ in nur eine Zone ist jedoch sehr grob. Fiir eine detailliertere Modellie-
rung der WEZ haben mehrere Autoren eine Vielzahl von Kleinproben parallel zur Schweif3naht
entnommen und diese in Zugversuchen getestet. Wang et al. [11] haben in einem Abstand von
je 4 mm Proben entnommen, die WEZ in 6 Zonen eingeteilt und das Verhalten der WEZ in
Zugversuchen senkrecht zur Naht simuliert. Gallais et al. [12] entnahmen aus einer reibriihrge-
schweiften Stumpfnaht Proben fiir vier Zonen zwischen der Mitte der Schweiflnaht und dem
GWS, wodurch in numerischen Simulationen Dehnungsverteilungen in guter Ubereinstim-
mung mit mittels Digitaler Bildkorrelation (engl. digital image correlation DIC) gemessenen
Dehnungen erreicht wurden. Von beiden Autoren wurde das Bruchversagen der Proben ledig-
lich im Querschnitt mit der geringsten Festigkeit bzw. hochsten Dehnung untersucht. Simar et
al. [75] haben ebenfalls anhand von Kleinproben parallel zur Naht die FlieBeigenschaften in der
WEZ einer ReibrithrschweiBinaht bestimmt. Anhand von Mikrostrukturuntersuchungen und
weiteren Annahmen wurde ein mikrostrukturbasiertes Schidigungsmodell kalibriert und die
Schadigungsparameter als konstant in der gesamten Probe angenommen. Damit konnte eine
gute Ubereinstimmung der experimentellen und numerischen globalen Kraft-Verschiebungs-
kurve senkrecht zur Naht erzielt werden.

In diesen Untersuchungen zeigte sich, dass im Zugversuch quer zur Naht die Lokalisation der
Dehnungen im Bereich mit der geringsten Festigkeit, d.h. der WEZ, erfolgt. Damit einherge-
hend kommt es dort zu einem Anstieg der Spannungsmehrachsigkeit und zum Bruch. Diesen
Umstand machten sich mehrere Autoren [14, 76, 77] zu Nutze und definierten fiir das Bruch-
versagen ein Kohdsivzonenmodell im Querschnitt mit der geringsten Festigkeit. Damit lief3 sich
das Versagen durch den bekannten Risspfad dort effizient auch fiir groBBe Strukturen bestehend
aus Plattenelementen mit groBen Elementkantenldngen im Vergleich zur Plattendicke model-
lieren. Weiterhin sind Multi-Material-Modelle fiir Schalenelemente, wie von Arif et al. [78],
ein vielversprechender Ansatz zur Abbildung der inhomogenen Materialeigenschaften inner-
halb der WEZ mit grof3en Schalenelementen. Arif et al. haben in Schalenelementen mit erhohter
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Integrationspunktanzahl die Integrationspunkte je nach Entfernung zur Schweifinaht entweder
auf Eigenschaften der WEZ oder des GWS zugreifen lassen. Dadurch konnten Maxima der
Spannung und plastischen Dehnung in guter Ubereinstimmung mit einem Referenz-Volumen-
modell eines Biegeversuchs berechnet werden bei gleichzeitig deutlich groBBeren Elementkan-
tenléngen und verringerter Rechenzeit.

Um die plastische Deformation in der WEZ moglichst detailliert und kontinuierlich abzubilden,
ohne eine Vielzahl von Kleinproben anfertigen zu miissen, gibt es verschiedene Ansétze. Zum
einen besteht die Moglichkeit, die Entwicklung der Festigkeitseigenschaften in der Schweil3-
nahtumgebung anhand von Schweillprozesssimulationen abzuschétzen [8-10]. In diesen wird
entweder anhand der Temperatur-Zeit-Entwicklung auf die Mikrostrukturentwicklung in der
WEZ nach dem Ende der Simulation geschlossen oder unter Einsatz gekoppelt thermisch-me-
chanischer Modelle direkt eine Verdnderung der Materialeigenschaften durch den Wirmeein-
trag berechnet. Diese Simulationen sind allerdings sehr komplex und insbesondere die Anwen-
dung gekoppelt thermisch-mechanischer Modelle auf die WEZ noch Gegenstand aktueller For-
schung.

In neueren Ansétzen zur Modellierung der WEZ ist es hédufig das Ziel, zum einen den experi-
mentellen Aufwand der Fertigung einer Vielzahl von Kleinproben in verschiedenen Abstdnden
parallel zur Naht zu minimieren und dabei zum anderen die Dehnungslokalisation der inhomo-
genen WEZ unter Zug abzubilden. Bereits Zheng et al. [13] platzierten eine Reihe von Dehn-
messtreifen (DMS) auf der Probenoberfliache geschweiliter Aluminiumbleche, um an verschie-
denen Positionen in der Schweilnahtumgebung (SZ, WEZ und GWS) Spannungs-Dehnungs-
kurven aufnehmen zu konnen. Dieser Ansatz lasst sich verfeinern, indem anstelle von DMS die
digitale Bildkorrelation zum Einsatz kommt und damit die Dehnungsentwicklung an der Pro-
benoberfliche wesentlich feiner aufgelost werden kann [14, 15]. Scheider et al. [77] nutzen
diesen Ansatz, um mit den aus der DIC gewonnenen Dehnungen ein ortsabhéngiges Material-
modell iterativ zu kalibrieren. Die Parameter der jeweiligen FlieBkurve wurden an 13 Stellen in
der WEZ optimiert und dazwischen interpoliert, sodass nach einem Optimierungsprozess die in
der DIC ermittelte Dehnungsverteilung quer zur Naht in verschiedenen Stadien des Zugver-
suchs korrekt abgebildet wurde. Durch diesen Ansatz geniigt eine Probe zur Bestimmung der
Verfestigungseigenschaften in der WEZ. Ebenfalls mittels numerisch iterativen Methoden ha-
ben Hoang et al. [79] die FlieBeigenschaften erfolgreich in der WEZ bei bekanntem GWS und
SZ anhand von Zugversuchen quer zur Naht bestimmt. Die ortlich fein aufgelosten Verfesti-
gungsparameter wurden ausgehend von in FlieBspannungen umgewerteten Hartepriifungen aus
einer Harteverteilung numerisch iterativ bestimmt.

Awang Draup et al. [80] nutzen ebenfalls ein Hartemapping zur ortsabhéngigen Festlegung der
Dehngrenze in der Umgebung einer Reibriihr-Schweifinaht. Die Dehngrenze wurde hier jedoch
nicht an geschweiften Proben bestimmt, sondern an separat gefertigten Kleinzugproben, wel-
che einer schweiBprozessdhnlichen Warmebehandlung unterzogen wurden. Die notwendigen
Parameter der Warmebehandlung haben Awang Draup et al. fiir insgesamt vier Bereiche aus
einer validierten thermomechanisch gekoppelten Simulation bestimmt. Zusédtzlich zur FlieB3-
grenze lieferten diese Zugversuche auch die anderen Parameter der FlieBkurve nach Ludwik
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(Tabelle 2-1) im Rahmen des verwendeten Johnson-Cook-Modells, welches eine temperatur-
und dehnratenabhéngige Erweiterung der Gleichung nach Ludwik darstellt. Wahrend fiir die
FlieBgrenze eine lokal sehr fein aufgeloste Zuweisung tiber das Hartemapping erfolgte, wurden
die anderen Parameter nicht interpoliert, sondern sind in einem gewissen Bereich als konstant
angenommen worden. Durch die Bestimmung der Johnson-Cook-Parameter anhand von Ver-
suchen mit klar definierten Warmebehandlungen haben die Modellparameter eine klare Ver-
bindung zur bekannten Mikrostruktur und beziehen sich damit nicht nur auf die speziell unter-
suchte SchweiBnaht.

Allen beschriebenen Ansétzen mit sehr detaillierter Auflosung der Festigkeitseigenschaften in
der WEZ ist gemein, dass die lokalen Dehnungen unter Zugbelastung besser abgebildet werden
konnen als Modelle mit grober Einteilung der WEZ. Eine ganzheitliche Betrachtung in diesem
Detailgrad, welche sowohl das Bruchversagen der SZ und des GWS als auch der WEZ und
insbesondere auch unter niedriger Spannungsmehrachsigkeit betrachtet, ist jedoch nach aktuel-
lem Kenntnisstand in der Literatur nicht zu finden. Die zu Beginn dieses Kapitels benannten
Methoden sind zwar geeignet, um grof3e Strukturen effizient zu modellieren, dies aber auf Kos-
ten der detailgetreuen Abbildung des lokalen Versagens insbesondere in der WEZ, welches die
zuletzt genannten Methoden leisten. Das Ziel dieser Arbeit ist es daher, mit Hilfe von Axial-
druckversuchen die Erkenntnisliicke zwischen Kleinproben auf der einen Seite und sehr grof3en
Strukturen auf der anderen Seite zu schliefen.
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3 Experimentelle Methoden

In diesem Kapitel werden die experimentellen Methoden beschrieben, wie anhand von Klein-
proben die mechanischen Eigenschaften der untersuchten (geschweiflten) Aluminiumlegierung
ermittelt wurden. Dazu zdhlen zum einen das Verfestigungsverhalten und zum anderen die duk-
tile Schiadigung bei unterschiedlichen Spannungszusténden.

Im Rahmen dieser Arbeit wurde die Aluminiumlegierung EN AW 6082 (BIKAR-Aluminium
GmbH, Korbuflen, Deutschland) untersucht. Die Legierung wurde in Form von 10 mm dicken
Platten in dem Zustand T651 geliefert, d.h. entsprechend der DIN EN 515 [81] spitzengehértet
und gereckt. Als Schweillzusatzwerkstoff kam fiir alle Schweiindhte EN AW 4047 (MTC
GmbH, Meerbusch, Deutschland) zum Einsatz. Die chemische Zusammensetzung des Aus-
gangs- und Schweizusatzwerkstoffes ist in Tabelle 3-1 dargestellt. Die Legierungsbestandteile
beider Werkstoffe wurden mittels optischer Emmissionsspektroskopie (engl. Optical emission
spectroscopy OES) bestimmt [29]. Zum Vergleich sind in Tabelle 3-1 ebenfalls die Normwerte
nach DIN EN 573-3 [82] dargestellt.

Tabelle 3-1: Chemische Zusammensetzung des Grundwerkstoffes und des Schweifzusatzwerkstof-
fes. Die Angaben sind der Massenanteil in Prozent. [29]

Material Quelle Si Fe Cu Mn Mg Cr /n
EN AW 6082 OES 0.83 0.38 0.06 0.48 0.92 0.03 0.01
EN AW 6082 DINEN 0.7~ <0.5 <0.1 04-1.0 06-12 <0.25 <0.2
573-3 1.3
DINEN 11—
EN AW 4047A 5733 13 0.6 0.3 0.15 0.1 - <0.2
Schmelzgut OES 7.23 0.29 0.03 0.19 0.39 0.02 <0.01

3.1 Fertigung geschweiliter Platten

Um Proben fiir Versuche an der WEZ und der SZ anfertigen zu konnen, wurden Platten ver-
schweifit. Dazu wurden zwei unterschiedliche Stumpfnahtgeometrien gewéhlt: V-Naht und
Doppel-V-Naht. Alle SchweiBungen wurden in der SchweiStechnischen Lehr- und Versuchs-
anstalt Mecklenburg-Vorpommern durchgefiihrt.

Zur integralen Bestimmung der mechanischen Eigenschaften des Schmelzgutes ist die Unter-
suchung des reinen Schweillzusatzwerkstoffes unzureichend. Sowohl die Untersuchung des
Drahtes selbst als auch das Aufschmelzen des Drahtes und die anschlieende Fertigung von
Zugproben aus diesem unter Laborbedingungen fiihrt zu nicht aussagekréftigen Ergebnissen,
da sich im Schmelzbad der Schweilzusatzwerkstoff und der GWS teilweise vermischen. Dies
ist in Tabelle 3-1 beispielsweise anhand des niedrigeren Si-Gehalts und anhand des erhohten
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Mg-Gehalts im Schmelzgut gegeniiber den Normwerten zu erkennen. Daher muss die Untersu-
chung des Schmelzgutes anhand von Proben erfolgen, die direkt aus der Naht geschweif3ter
Aluminiumplatten gefertigt sind. Um geniigend Material fiir eine Fertigung von Rundproben
zu erhalten, wurde die Stumpfnaht als V-Naht ausgefiihrt. Die Schweillung erfolgte entspre-
chend der Schweiflanweisung in Abbildung A 1 im Anhang.

Um die mechanischen Eigenschaften der Warmeeinflusszone anhand von Stumpfnéhten zu un-
tersuchen, wurden Stumpfndhte mittels Doppel-V-Nidhten gefertigt. Ziel dieser Schweiligeo-
metrie ist es, moglichst vergleichbare Eigenschaften zu den K-Nihten in einem Kreuzstof (Ka-
pitel 6.1) zu erzeugen. Um sicher zu stellen, dass die gesamte Warmeeinflusszone in Flachzug-
proben im Messbereich erfasst werden kann, wurden Platten mit 330 mm Breite (Abbildung
3-1) gefertigt. Fiir die Fertigung von Schubproben wurden Platten mit der gleichen Breite, wie
bei den KreuzstoBen verwendet (160 mm Breite der geschweiliten Platte). Die Schweilanwei-
sung, nach welcher die Fertigung der Doppel-V-Nihte erfolgte, zeigt Abbildung A 2 im An-
hang.
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Abbildung 3-1: Geometrie der Doppel-V-Stumpfndhte, Breite 330 mm [29]

Um die GroBe der Warmeeinflusszone abzuschéitzen, wurden vom Lehrstuhl fiir Werkstofftech-
nik im Rahmen eines gemeinsamen Projekts von den geschweiften Platten Schliffe senkrecht
zur Schweillnaht angefertigt und an diesen die Hartepriifung durchgefiihrt (Abbildung 3-2). Die
Priifung erfolgte mit einer Mikrohértepriifmaschine des Typs HMV-2 der Firma Shimadzu (Ky-
oto, Japan). Der Hérteverlauf in der Plattenmittelebene zeigt einen typischen Verlauf fiir spit-
zengealterte hochfeste Aluminiumlegierungen. Die Schmelzzone, die vorwiegend aus dem
Schweillzusatzwerkstoff besteht, weist im Mittel 70 HV1 sowie eine geringere Hérte als der
Grundwerkstoff auf (ca. 99 HV1). In der Warmeeinflusszone direkt angrenzend zur SZ ist die
Harte mit > 80 HV1 zunédchst hoher als in der SZ, sinkt jedoch mit steigender Entfernung zur
SZ ab. Das Minimum der Hérte in der WEZ mit 55— 60 HV1 wird auf beiden Seiten der
SchweiBnaht in einer Entfernung von ca. § mm von der Schweilnahtmitte erreicht und ist damit
niedriger als die Hérte der SZ. Bevor ein konstantes Niveau der Hiarte des GWS in einem Ab-
stand von ca. 45 — 50 mm zur SZ-Mitte erreicht wird, steigt die Hérte auf ein Maximum von
ca. 109 HV1 an. Dieser Anstieg auf einen hoheren Hirtewert als im GWS deutet darauf hin,
dass der Wiarmeeintrag zu einer weiteren Festigkeitssteigerung gefiihrt hat und damit der GWS
sein volles Auslagerungspotential trotz T6-Zustand noch nicht ausgeschopft hatte [29].
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Abbildung 3-2: Hdrteverlauf senkrecht zu einer Doppel-V-Stumpfnaht in der Plattenmittelebene. Da-
ten aus [29]

3.2 Digitale Bildkorrelation

Im Rahmen dieser Arbeit wird fiir eine Vielzahl von Experimenten die digitale Bildkorrelation
(engl. Digital image correlation DIC) zur Messung von Verschiebungen und Dehnungen an der
Oberflache von Proben eingesetzt. Die Methode basiert auf dem Vergleich mehrerer Bilder, die
wihrend eines Versuchs von der Probe aufgenommen werden. Es wird fiir jedes Bild ein Ver-
gleich mit einem Referenzbild durchgefiihrt und dabei individuelle Punkte auf der Probenober-
fliche anhand der Bewegung von Mustern verfolgt. Aus dem Unterschied der Position dieser
Muster im Vergleich zu einem Referenzbild wird dann die Verschiebung dieses Musters be-
stimmt. Diese Messtechnik bietet im Vergleich zu konventionellen Methoden, wie der Appli-
kation von DMS und physischen Extensometern einige Vor-, aber auch Nachteile. Die DIC ist
dann besonders gut geeignet, wenn entweder gro3e lokale Dehnungen gemessen werden sollen
oder die Probengeometrie die Anbringung eines physischen Extensometers fiir die Messung
globaler Deformationen erschwert. Wahrend DMS nur vereinzelt auf einer Probe angebracht
werden konnen und je nach Bauart iiblicherweise bei Dehnungen von mehr als 5 % versagen,
liefert die DIC auf der gesamten untersuchten Probenoberflache Datenpunkte und kann Deh-
nungen iiber 100 % erfassen. Dies ist insbesondere fiir die in dieser Arbeit untersuchten grof3en
lokalen plastischen Deformationen von Interesse. Zudem konnen besondere Probengeometrien
die Applikation von physischen Extensometern zur Aufnahme globaler Kraft-Verschiebungs-
kurven erschweren bis unmdéglich machen. Durch die Verfolgung einzelner Punkte kénnen mit-
tels DIC hingegen beliebige virtuelle Extensometer auch an komplizierteren Probengeometrien
angebracht werden. Nachteilig gegeniiber den konventionellen Methoden sind die unter Um-
stinden aufwindigere Versuchsvorbereitung und Auswertung. Durch das Priparieren der Pro-
benoberfliche und Ausrichten der Kamera(s) sowie die aufwindigere Aufbereitung der Daten
nach dem Versuch sind zusitzliche Arbeitsschritte notwendig im Vergleich zur Applikation
eines physischen Extensometers an einer genormten Probe. Zudem muss fiir die Messung klei-
ner lokaler Dehnungen mit hoher Genauigkeit bei der DIC viel Wert auf die individuelle Ver-
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suchsvorbereitung und Durchfiihrung gelegt werden. Sofern die Priparation der Probenober-
flache nicht zum gefilmten Bildausschnitt passt und ggf. Kameraeinstellung, Belichtungszeit
oder Bildschirfe ungiinstig gewahlt werden, kann das Messrauschen insbesondere kleine lokale
Dehnungen tliberdecken.

Insgesamt ist die DIC im Rahmen dieser Arbeit fiir eine Vielzahl von Versuchen sehr gut ge-
eignet, da in allen Versuchen grofle lokale Dehnungen auftreten und gleichzeitig bei vielen
Proben keine physischen Extensometer angebracht werden konnen. Zudem sollen die gemes-
senen lokalen Dehnungen zur Validierung von Finite-Elemente Simulationen herangezogen
werden. Daher soll in diesem Kapitel die Theorie fiir die DIC kurz dargestellt werden. Es kam
ausschlieBlich die Software VIC-2D 6 und VIC-3D 7 der Firma Correlated Solutions (Irmo,
USA) zum Einsatz, daher beziehen sich die im Folgenden dargelegten Abldufe auf diese Soft-
ware.

Bei der digitalen Bildkorrelation erfolgt eine Grauwertanalyse von Kameraaufnahmen eines
Versuchs. Um die Verfolgung einzelner Punkte auf der Probenoberfliche zu ermdglichen, muss
ein moglichst kontrastreiches Muster der Probenoberfliche vorhanden sein, welches in jedem
Bild wiedererkannt wird. Dies wird typischerweise mittels schwarzer Punkte (engl. speckle)
auf einer weilen Grundierung realisiert und ist schematisch in Abbildung 3-3a dargestellt. Ein
Raster aus kleineren quadratischen Flidchen (den sogenannten Subsets) unterteilt den untersuch-
ten Bereich auf der Probe. Anstelle anhand einzelner Pixel erfolgt die Verfolgung der Punkte
auf der Oberflache anhand dieser Subsets, wobei jedes Subset in der Mitte genau einen Daten-
punkt des Ergebnisses liefert. Der Abstand zwischen zwei Datenpunkten ist durch die Schritt-
weite definiert. Die Schrittweite kann geringer sein als die Subset-Grofe, wodurch es zu einer
Uberlagerung von Subsets kommt. Die geringstmdgliche Schrittweite betrigt ein Pixel, jedoch
sind dadurch zwei benachbarte Subsets nahezu identisch und die Auswertung liefert im Ver-
gleich zum zusitzlichen Rechenaufwand keine wesentliche Verbesserung der Ergebnisse. Fiir
die meisten Félle empfiehlt der Hersteller der Software eine Schrittweite, die in etwa einem
Viertel der Subset-Grofle entspricht, um optimale Ergebnisse zu erhalten.

Fiir jedes Subset bzw. jeden Datenpunkt werden fiir jedes Bild die Verschiebungen im Ver-
gleich zu einem Referenzbild zunichst in der Einheit Pixel bestimmt. Dies erfolgt, indem das
einzigartige Speckle-Muster jedes Subsets durch Herausrechnen von Verformung und Defor-
mationen in jedem Bild gesucht und die neue Position bestimmt wird. Dabei ist anzumerken,
dass die Deformation eines Subsets selbst nicht in das Ergebnis fiir eine Dehnungsberechnung
eingeht. Stattdessen wird das Gitter aus Datenpunkten dhnlich wie die Knoten eines Finite-
Elemente-Netzes behandelt (Abbildung 3-3b). Je drei Datenpunkte werden zu den Knoten eines
dreieckigen Elementes. Anhand der Verschiebung der Knoten wird die Dehnung des Elementes
berechnet und die gewichtete Mittelung aller angrenzenden Element-Dehnungen ergibt den
Wert fiir die Dehnung an einem Datenpunkt. Zusétzlich werden die Dehnungswerte mit Hilfe
einer Gewichtsfunktion iiber die Entfernung mehrerer Datenpunkte gemittelt. In allen Untersu-
chungen in dieser Arbeit wurde ein GauB3-Filter eingesetzt, der dem aktuellen Datenpunkt das
hochste Gewicht zuweist. Die bisher beschriebene Methodik ist sowohl fiir die 2D als auch die
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3D-Analyse giiltig, liefert aber nur Ergebnisse fiir die dimensionslose Dehnung bzw. Verschie-
bungen in der Einheit Pixel. Zur Messung von Verschiebungen in beispielweise Millimeter ist
zusétzlich eine Skalierung der Pixel notwendig. Weiterhin bendtigt die 3D-Bildkorrelation im
Vergleich zu der 2D-Auswertung einen zusitzlichen Korrelationsschritt, da zunichst die Bilder
beider Kameras untereinander abgeglichen werden miissen, bevor die eigentliche Korrelation
mit dem Referenzbild erfolgt. Damit dieser Schritt mdglichst fehlerfrei ablaufen kann, muss
eine spezielle Kalibrierungsroutine ausgefiihrt werden, anhand derer die relative Position der
Kameras zueinander bestimmt wird.
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Abbildung 3-3: Bestimmung der Dehnung mit der Software VIC-2D und VIC-3D nach [83]:
a) Wesentliche Parameter der DIC in einem schematischen Speckle-Muster
b) Berechnung der Dehnungen an einem Datenpunkt aus den Verschiebungsvek-
toren von umliegenden Datenpunkten

Prinzipbedingt kann selbst mit einer 3D-Bildkorrelation zwar die Verschiebung, nicht jedoch
die Dehnung senkrecht zur Probenoberfldache bestimmt werden. Diese gehen jedoch auch in die
Berechnung einer Vergleichsdehnung ein, welche essenziell zur Bewertung von Eigenschaften,
wie Verfestigung und Bruchdehnung, ist. Um die Dehnungen in Dickenrichtung zu beriicksich-
tigen, kann an der Probenoberfliche Volumenkonstanz bei plastischer Deformation angenom-
men werden. Unter Beriicksichtigung des an der Oberfldche vorliegenden ebenen Spannungs-
zustands ldsst sich €3 aus den beiden messbaren Hauptdehnungen mit

&3 =—(& + &) (3-1)

berechnen. Eingesetzt in Gleichung (2-7) ergibt sich fiir die Vergleichsdehnung

2
Eeq = —Jef + &2 + g¢,. (3-2)
V3

Insbesondere bei groflen plastischen Verformungen sind die Unterschiede zur plastischen Ver-
gleichsdehnung gering, da der Anteil der elastischen Dehnungen an der Gesamtdehnung ver-
nachldssigt werden kann. Damit ist eine richtungsunabhingige Vergleichsgrofe zwischen DIC
und numerischer Simulation gegeben, die zudem eine Néherung fiir die plastische Ver-
gleichsdehnung liefert, welche fiir das duktile Materialverhalten entscheidend ist.
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3.3 Zugversuche

Zur Bestimmung der FlieBkurve und der Bruchdehnung von Metallen werden typischerweise
gekerbte und ungekerbte Zugproben eingesetzt. Durch die unterschiedlichen mechanischen Ei-
genschaften im Grundwerkstoff und in der Schweillnahtumgebung miissen sowohl Versuche
am GWS als auch in der SZ und WEZ durchgefiihrt werden.

3.3.1 Probengeometrie und Durchfithrung der Versuche

Eine Ubersicht iiber die Probengeometrien fiir die verschiedenen untersuchten Materialbereiche
befindet sich in Tabelle 3-2.

Tabelle 3-2: Ubersicht iiber verwendete Probengeometrien fiir unterschiedliche Materialbereiche.
Angaben in mm. [29]

Ungekerbt Gekerbt
[Nennquerschnitt X Messliange] [(innenjauBlen) Kerbradius]
Grundwerkstoff ~ Rund: @8 x 40 Rund: (05|010); R2, R4, R12
Schweillgut Rund: @6 < 30 Rund: (06]|09); R4, R12
WEZ Flach: 25 x 6 x 100 Flach: (25]50) x 6; R10, R40
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Abbildung 3-4: Technische Zeichnungen ungekerbter und gekerbter Rundzugproben des GWS

Aus dem GWS wurden zunichst ungekerbte Rundzugproben gefertigt. Die Abmessungen ent-
sprechen den Vorgaben der DIN 50125 [84]. Zur Uberpriifung der Abhingigkeit der mechani-
schen Eigenschaften von der Walzrichtung wurden sowohl Proben in Walzrichtung (d.h. Pro-
benachse parallel zur Walzrichtung (0°), diagonal (45°) und senkrecht zur Walzrichtung (90°)
entnommen. Gekerbte Rundzugproben (Abbildung 3-4) mit drei unterschiedlichen Kerbradien
dienen der Bestimmung der Abhéngigkeit der Bruchdehnung von der Spannungsmehrachsig-
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keit bzw. der Validierung von Bruchkriterien. Alle Proben wurden in einer 50 kN servohydrau-
lischen Priifmaschine quasi-statisch mit einer Verfahrgeschwindigkeit von 0.01 mm/s wegge-
steuert bis zum Bruch belastet. Die Lingeninderung wurde mit einem Extensometer mit der
Messbasis 39.4 mm gemessen und die Zylinderkraft aufgezeichnet. [29]

Um die SZ zu priifen, kamen ebenfalls Rundproben zum Einsatz. Diese wurden aus den mittels
V-Naht geschweiflten Platten gefertigt. Die geplante Probenentnahme ist in Abbildung 3-5a
skizziert. Durch die manuelle Schweilung und Probenentnahme kann jedoch nicht gewahrleis-
tet werden, dass die Proben ausschlieBlich aus dem Schweillzusatzwerkstoff bestehen [29]. Ent-
sprechend ist in den gefertigten Proben ein geringer Anteil des GWS bzw. der WEZ enthalten
(siche Abbildung 3-8a). Diese Inhomogenitét ist aber durchaus gewiinscht, da die exakte Ab-
grenzung von SZ und WEZ in den Simulationen nicht im Detail flir jede SchweiBnaht angepasst
werden soll. Stattdessen kann eine integrale Priifung der Schmelzzone auf diese Weise die Fes-
tigkeitseigenschaften fiir eine idealisiert homogene Zone liefern. Ahnlich wie beim GWS wur-
den Rundproben gekerbt sowie ungekerbt gefertigt (siche Abbildung 3-5b). Auch hier erfolgte
eine quasi-statische, weggesteuerte Belastung bis zum Bruch mit einer Geschwindigkeit von
0.01 mm/s, bei der die Zylinderkraft vom System aufgezeichnet wurde. Bei allen Versuchen
kam ein Extensometer mit einer Messbasis von 30 mm zum Einsatz.
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Abbildung 3-5: a) Probenentnahme der SZ-Zugproben aus geschweifsten Platten
b) Technische Zeichnungen der SZ-Zugproben

Fiir Zugversuche zur Priifung der WEZ wurden Flachzugproben aus mittels Doppel-V-Naht
geschweillten Platten gefertigt. Die Geometrie der gekerbten und ungekerbten Proben ist in
Abbildung 3-6 dargestellt. Um den Schweillverzug der Platten zu entfernen, wurden die Proben
beidseitig auf eine Dicke von 6 mm abgefrist. Die Liange des Messbereichs der ungekerbten
Probe wurde so gewihlt, dass beidseitig der Schweilinaht die gesamte Warmeeinflusszone mit
konstantem Querschnitt gepriift wird. Dadurch wird gewahrleistet, dass die Probe im Quer-
schnitt mit der niedrigsten Zugfestigkeit versagt. Anhand des Ergebnisses aus der Hirtepriifung
(Abbildung 3-2) wurden die Kerben der gekerbten Zugproben so platziert, dass der kleinste
Querschnitt einen Abstand von 10 mm zur SchweiBnahtmitte aufweist. Zur Messung der Ver-
schiebungen auf der Oberflidche stand aufgrund der groBen Abmessungen kein Extensometer
zur Verfiigung. Stattdessen wurde die digitale Bildkorrelation eingesetzt. Fiir alle Versuche
wurden 5 MP-Kameras (2448 x 2048 Pixel) angewendet. Anhand eines Vorversuches und der
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Haértepriifung wurde der Bildausschnitt so gewihlt, dass die Messbasis eines virtuellen Exten-
someters um die Schweillnahtmitte bzw. um den Kerbgrund herum 65 mm Ausgangslidnge auf-
weisen kann und gleichzeitig eine moglichst hohe Auflésung der WEZ erzielt wird. 65 mm
Ausgangsmesslidnge (symmetrisch 32.5 mm Abstand zur Mitte der SZ) sind ausreichend, um
die beiden Messpunkte des virtuellen Extensometers in einen Bereich mit einer Harte von min-
destens 100 HV1 zu platzieren (siche Abbildung 3-2). Zwar ist dort noch eine Beeinflussung
des Ausgangszustandes durch die SchweiBwarme vorhanden, allerdings ist zu erwarten, dass
dieser und weiter entfernte Bereiche im Zugversuch quer zur Naht keine plastische Deformation
erfahrt. Dies legt die Korrelation zwischen Harteverlauf und FlieBgrenze nahe, wonach die we-
sentlich geringere Hérte in der WEZ und SZ auf eine wesentlich geringere Fliegrenze und
damit eine Dehnungslokalisation dort hindeutet. Innerhalb der WEZ erfolgte eine zusétzliche
Unterteilung mittels virtueller Extensometer mit 9 mm (Zone 2, Z2) und 12 mm (Zone 1, Z1)
Messbasis. Damit 16sten die Kameras die Probenoberfliche mit 32.5 Pixel/mm auf. Fiir die DIC
wurden die Proben mit einem schwarzen Speckle-Muster auf weilem Lack versehen. Das Mus-
ter mit PunktgroBen von hauptsichlich 4 x4 Pixeln wurde mit einer Subsetgrofle von
35 x 35 Pixel (d.h. 1.067 mm) und einer Schrittweite von 7 Pixel (d.h. 0.215 mm) ausgewertet.
Die Versuche wurden mit einer 100 kN servohydraulischen Priifmaschine (MTS) weggesteuert
(quasi-statisch, Verfahrgeschwindigkeit 0.02 mm/s) durchgefiihrt und die Zylinderkraft aufge-
zeichnet. [29]

Allen hier beschriebenen Versuchen ist ein Aufbringen einer Druckkraft von 100 N vor Beginn
des quasi-statischen Zugversuches gemein. Dies hat den Zweck, dass in der Auswertung der
Kraftnulldurchgang ermittelt und damit die Kraft-Verschiebungskurve genullt werden kann.
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Abbildung 3-6:  a) Entnahme der Flachzugproben aus geschweifsten Platten und technische Zeich-
nung der ungekerbten Proben. Ubersetzt aus [29] )
b) Technische Zeichnungen der gekerbten geschweifiten Zugproben. Ubersetzt aus

[29]
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3.3.2 Ergebnisse

Als Ergebnis eines Zugversuches lag die Kraft-Verschiebungskurve in Form der Zylinderkraft
und der Extensometerverschiebung vor. Der Nullpunkt der Verschiebung wurde hierbei auf den
Punkt des Kraftnulldurchgangs festgelegt. AnschlieBend erfolgte eine Mittelung aller Kurven
einer Versuchsreihe. Dafiir wurden zunéchst ausreichend Verschiebungswerte zwischen Null
und der maximal in allen Versuchen aufgetretenen Verschiebung festgelegt, um auch den line-
aren Anstieg zu Beginn der Versuche mit mehreren zehn Werten auflosen zu kénnen. Mittels
linearer Interpolation wurden die zu diesen Verschiebungen zugehorigen Kraft-Werte zwischen
den gemessenen Kraftwerten bestimmt. Die Mittelung aller Kraftwerte verschiedener Kurven
bei gleichem Verschiebungswert resultierte in einer einzigen gemittelten Kraft-Verschiebungs-
kurve fiir die gesamte Versuchsreihe sowie einer einzigen gemittelten technischen Spannungs-
Dehnungskurve (Abbildung 3-7). Anhand letzterer wurden anhand der ungekerbten Zugversu-
che fiir die drei Materialbereiche wesentliche Festigkeitseigenschaften bestimmt.

Da keine ausgeprigte Streckgrenze vorliegt, wurde die 0.2 %-Dehngrenze R, mit Hilfe des
Elastizitdtsmoduls E bestimmt. Zur Ermittlung von E kam eine lineare Regression zum Einsatz.
Dafiir wurden alle Messwerte beginnend am Ursprung mit einbezogen, solange das Be-
stimmtheitsmaBl R? der linearen Regression oberhalb des Grenzwertes R? > 0.9995 lag. Der

Anstieg dieser Regressionsgeraden entspricht E. Mit diesem E erfolgte auch die Berechnung
der Bruchdehnung As und der Gleichmal3dehnung A,.

Zusitzlich zur Auswertung der technischen Spannungs-Dehnungskurven lie8 sich die Bruch-
einschniirung Z5 anhand der Vermessung von Bruchflichen bestimmen. Die Ergebnisse sind in
Tabelle 3-1 dargestellt. Der Grundwerkstoff und die Schmelzzone erfiillen die Mindestanfor-
derungen der jeweiligen Norm hinsichtlich der Festigkeitsparameter. Weiterhin zeigt sich an-
hand der Ergebnisse des GWS, dass die Walzrichtung nur einen geringen Einfluss auf die Fes-
tigkeitseigenschaften aufweist. Zwar zeigt sich bei der Bruchdehnung eine groB3ere Richtungs-
abhingigkeit als bei den anderen gemessenen Parametern, jedoch ist die Bruchdehnung auch
im Allgemeinen einer groBBeren Streuung unterworfen. Daher wird die Richtungsabhédngigkeit
der Festigkeitseigenschaften im Rahmen dieser Arbeit vernachldssigt und der Werkstoff als
isotrop mit den Eigenschaften der 0° Richtung angenommen.

Zu den Versuchsergebnissen der WEZ ist anzumerken, dass diese nur als Vergleichswerte an-
gesehen werden konnen und zur weiteren Kalibrierung von Bruchkriterien dienen. Die zugeho-
rigen Proben sind im Gegensatz zum GWS nicht homogen. Die Inhomogenitét fiihrt bereits bei
sehr geringen Verschiebungen zu Dehnungslokalisationen in Bereichen mit der niedrigsten
FlieBgrenze, wodurch die Probe nahezu keine Gleichmal3dehnung erfahrt. Infolgedessen be-
schrinkt sich die Gesamtdehnung der Probe durch die geringe Festigkeit der WEZ auf einen
sehr kleinen Bereich. Dies schrinkt die die Aussagefdhigkeit der Bruchdehnung As und der
Gleichmalldehnung A, ein. Die angegebenen Werte fiir A, und As sind dennoch nach der iib-
lichen Berechnung aus der technischen Spannungs-Dehnungskurve bestimmt worden. Insge-
samt ist zu erkennen, dass die WEZ die geringste Zugfestigkeit und die SZ die geringste Bruch-
einschniirung aufweist, wiahrend der GWS die hochsten Werte erreicht.
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Abbildung 3-7: Technische Spannungs-Dehnungskurven aus Zugversuchen an ungekerbten(links) und
gekerbten (rechts) Proben des GWS, der WEZ und der SZ. Die Marker auf den gemit-
telten Kurven zeigen das Erreichen der Maximalkraft und der Bruchverschiebung an.

Dabei weist die geringe Brucheinschniirung der SZ (Abbildung 3-8a) auf ein sprodes Bruch-
verhalten hin. Dies zeigt sich auch in der technischen Spannungs-Dehnungskurve der unge-
kerbten Versuche, in welcher kein Kraftabfall vor dem Bruchversagen zu beobachten ist. Die
geringe Duktilitdt der SZ lasst sich anhand einer Vielzahl kleiner Poren begriinden (Abbildung
3-8b), die die globale plastische Verformung behindern.

a) b)

1mmJ

Abbildung 3-8: Rundproben der SZ
a) Zugprobe mit geringem Anteil WEZ nach einem Versuch ohne deutliche Bruchein-
schniirung
b) Schliffbild einer unbelasteten Probe [85]

Abbildung 3-7 zeigt neben den technischen Spannungs-Dehnungskurven der Versuche an un-
gekerbten Proben auch die Kurven der Versuche an gekerbten Proben. Fiir den GWS ist ein
deutlicher Anstieg der maximalen technischen Spannung mit sinkendem Kerbradius zu erken-
nen. Fiir die SZ ist dieser Effekt insbesondere zwischen den beiden verschiedenen Kerbradien
weniger deutlich ausgeprigt. Im Vergleich zur ungekerbten Probe erreichen die gekerbten Pro-
ben jedoch hohere technische Spannungen.
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Tabelle 3-3: Mechanische Eigenschaften des GWS, der SZ parallel zur Schweifirichtung und der
WEZ senkrecht zur Schweifirichtung. Alle Ergebnisse sind aus je drei Versuchen ge-
mittelt. Die Ergebnisse fiir den GWS, aufSer fiir Zs und Ag, sind [29] entnommen.

. E Ry Rpo.2 As Ag Zs
Material Datenursprung - o1 [IN/mm?] [Nmm?]  [%]  [%] [%]
Zugversuch (0°) 70800 308 289 12.2 5.0 441
Zugversuch 50400 303 278 130 - -
EN AW 6082 (45°)
1651 (GWS) Zugversuch 534 308 284 1.5 - -
(90°) '
DINEN485-2 26000 300 255 9.0 - -
[86]
Zugversuch (ge-
EN AW 4047 cchweibte 52y 67300 227 111 89 89 9.1
Geschweilt (SZ
parallel ) DINEN 17322 5600 130 60 5 -
[87]
EN AW 6082 Zugversuch (90°
GeschweiBt (WEZ "€ 70200 210 148 42 26 254
zur SZ)
senkrecht)

* Die Proben fiir die experimentell ermittelten Werte fiir EN AW 4047 beinhalten fertigungsbedingt
einen geringen Teil EN AW 6082 der WEZ

Im Gegensatz zur SZ und zum GWS ist die maximale technische Spannung fiir die WEZ hin-
gegen nahezu identisch fiir alle untersuchten Probengeometrien. Dies deutet darauf hin, dass
die Inhomogenitit des Werkstoffes in der WEZ einen groBeren Einfluss auf den Spannungszu-
stand in der Probe hat, als die Probengeometrie [29].

34 Schubversuche

Da von einem einachsigen Zugversuch nur bedingt auf das Materialverhalten unter Schubbe-
lastung geschlossen werden kann, ist es notwendig, separate Schubversuche durchzufiihren.
Die Ergebnisse konnen dann verwendet werden, um Parameter von Schidigungsmodellen zu
kalibrieren, die nicht aus Mikrostrukturuntersuchungen und Zugversuchen gewonnen werden
konnen.

3.4.1 Stand der Technik

Zur Untersuchung eines Werkstoffs unter Schubbelastung, haben sich je nach Anwendung ver-
schiedene experimentelle Methoden entwickelt. Zunéchst ist hierbei die Probengeometrie und
Vorgehensweise nach entsprechenden Normen zu nennen:
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- ASTM B0769: Schubversuche zum Abscheren von zylindrischen Proben quer zur Pro-
benachse [88]
- ASTM B0831: Schubversuche zum Testen von diinnen Aluminiumplatten [89]

Wihrend die Norm ASTM B0769 das primére Ziel hat, den Werkstoff von Verbindungsele-
menten wie Nieten zu testen, ist der Versuchsaufbau der ASTM B0831 besser geeignet, um die
Schéadigungsparameter in Platten zu bestimmen. Durch die Norm ist jedoch nur vorgeschrieben,
die maximale Kraft F,,,, zu bestimmen und daraus die mittlere Schubfestigkeit

E
Sm = ";1‘”‘ (3-3)

anhand der Querschnittsfliche A zu berechnen. Fiir eine normgerechte Probe ohne Kerbe in
Dickenrichtung (Abbildung 3-9a) werden keine Angaben gemacht, wie globale Verschiebun-
gen bzw. globale Dehnungen zu bestimmen sind. Dies ist jedoch notwendig, um im Vergleich
mit numerischen Simulationen Bruchkriterien zu kalibrieren. Lokale Dehnungen sollen nach
der Norm mit Hilfe digitaler Bildkorrelation auf der Oberfldche gemessen werden. Weiterhin
ist es aufgrund des Versuchsautbaus in einer einachsigen Zugmaschine nicht moglich, reinen
Schub im Nennquerschnitt zu erzeugen, da der Nennquerschnitt rotiert und damit einen Zugein-
fluss erfahrt. Um diese Probleme zu minimieren, schldgt die Norm eine modifizierte Probenge-
ometrie vor, in welcher die Probe lediglich 2 mm dick ist und der Nennquerschnitt nochmals
durch beidseitige Nuten auf eine Dicke von 1 mm reduziert wird. In Kombination mit nur I mm
Breite und 6.35 mm Liange des Messbereichs wird der Einfluss einer Momenteinleitung im
Messquerschnitt reduziert.

In der Literatur sind aulerdem eine Vielzahl verschiedener Proben und Vorrichtungen zu fin-
den, um Schubversuche durchzufiihren:

-, Standard“-Proben mit und ohne Kerbe in Dickenrichtung [88, 90, 91],

- Torsionsproben zylindrisch gekerbt [92] oder eben gekerbt [93],

- ,,Butterfly“-Proben [69, 94, 95],

- ,,M/H*“-Proben mit mehreren Messbereichen [96-98],

- Kreuzformige Proben fiir mehrachsige Priifmaschinen mit einem oder mehreren Mess-
bereichen [99, 100] und

- Proben in Vorrichtungen mit verschiedenen Lastwinkeln [69, 95, 101].

Dabei haben die unterschiedlichen Versuche unterschiedliche Vorziige. Insbesondere die
,»Standard“-Proben (Abbildung 3-9a) sind relativ einfach zu fertigen und zu priifen, aufgrund
von Tests mit einachsigen Zugpriifmaschinen. Um die Rotation zu vermindern, kénnen sym-
metrische Proben mit zwei Schubzonen gefertigt werden, welche einem M bzw. H dhneln (Ab-
bildung 3-9b). Diese Probengeometrie ist jedoch aufwindiger in der Fertigung. Einen anderen
Ansatz zur Erzeugung reinen Schubs bieten Torsions-Versuche. Es konnen entweder gekerbte
zylindrische Proben eingesetzt werden oder ebene Proben mit Kerbe. Bei Letzteren wird ein
innerer Bereich gegen einen dufleren rotiert, wobei das Versagen in einer kreisformig umlau-
fenden Kerbe erzeugt wird (Abbildung 3-9d). Insbesondere ebene Torsionsproben erfordern
eine spezielle Priifvorrichtung.
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Allen bisher genannten Methoden ist gemein, dass das Schubversagen zwar im kleinsten Pro-
benquerschnitt, aber dennoch an einem nicht genau definierten Ort initiiert. Im Vergleich zu
gekerbten Zugproben ist daher die Auswertung der &4 ,;-n-Entwicklung zur Kalibrierung von
Bruchkriterien in numerischen Simulationen erschwert. Daher wurden sogenannte ,,Butterfly*-
Proben (Abbildung 3-9¢) von mehreren Autoren vorgeschlagen, welche zweifach gekerbt sind,
sowohl in Dicken-Richtung als auch in Langs-Richtung. Damit wird die grof3te plastische De-
formation im Versuch auf die Probenmitte beschrankt. Diese Proben konnen auch in speziellen
Vorrichtungen eingesetzt werden, die eine Uberlagerung von Schub und Zug, bzw. Druck er-
moglichen, indem die Probe rotiert und damit die Lastrichtung gedndert wird. Die Rotation
erfolgt meistens inkrementell durch das Einspannen der Proben mittels verschiedener Bohrlo-
cher in der Probe direkt (Abbildung 3-9c) oder mittels vergleichbaren Bohrlochmustern in se-
paraten Vorrichtungen fiir die Lasteinleitung.

) 4 b) ) - d)
Bereiche n;it j
N reduzierter Dicke
~o > 7 \

Abbildung 3-9: Skizzen verschiedener Beispiele fiir Schubprobengeometrien in der Literatur
a) ,,Standard “-Probe ohne Kerbe in Dickenrichtung nach [89]
b) M-férmige Probe nach [98]
¢) Probe fiir Tests unter verschiedenen Winkeln nach [101]
d) Ebene Torsionsprobe mit Kerbe in Dickenrichtung nach [93]
e) ,, Butterfly “-Probe nach [95]
f) Kreuzformige Probe fiir Biaxial-Priifmaschine nach [100]

Weiterhin ist es moglich, mittels biaxialen Priifmaschinen und geeigneten Probengeometrien
Schubversagen (Abbildung 3-9f) hervorzurufen. Die Kontrolle der Krifte in zwei Achsen er-
laubt die Erzeugung des gewiinschten Spannungszustandes mit hoher Genauigkeit. Weitere
Probengeometrien fiir biaxiale Priifmaschinen sind zu finden in [100].
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3.4.2 Schubprobe basierend auf CTS-Proben

Viele Probengeometrien in der Literatur sehen eine beidseitige Einkerbung in Dickenrichtung
vor, um die maximale Schubspannung im gewiinschten Messbereich zu maximieren und den
Ort des Versagens zu definieren. Ziel dieser Arbeit ist es jedoch, nicht nur einen homogenen
Grundwerkstoff zu untersuchen, sondern auch die Warmeeinflusszone und das Schmelzgut ei-
ner Schweiflnaht. Wahrend in der Schmelzzone die mechanischen Eigenschaften durch die ver-
schiedenen Schweilagen und etwaige Poren und Lunker inhomogen sein konnen, weist die
WEZ durch den unterschiedlichen Warmeeintrag im Abstand zur Schmelzzone eine hohe In-
homogenitit bzgl. der mechanischen Eigenschaften auf. Diese Inhomogenitéten sollen in der
Schmelzzone insgesamt und in der WEZ in Dickenrichtung nicht im Detail, sondern integral
im Materialmodell beriicksichtigt werden. Im Umkehrschluss bedeutet dies, dass bei der Aus-
wahl bzw. dem Design einer Probengeometrie sehr diinne Querschnitte, wie sie durch ein beid-
seitiges Einkerben in Dickenrichtung auftreten, ausgeschlossen sind. Bedingt durch etwaigen
Verzug geschweifiter Platten muss die Probendicke im Vergleich zur Ausgangsplattendicke oh-
nehin etwas reduziert werden. Dies ist notwendig, um geometrisch identische ebenen Proben
zu erhalten und die Einleitung von Biegemomenten infolge des Schweillverzuges zu vermeiden.
Eine weitere Reduktion der Probendicke durch Kerben in Dickenrichtung fiihrt darauthin zu
einer nicht mehr integralen Priifung der mechanischen Eigenschaften in diesem Bereich der
Schweiflnahtumgebung. Daher kommen insbesondere ,,Butterfly*“-Proben trotz ihrer guten Eig-
nung fiir die Kalibrierung von Bruchkriterien in der WEZ und SZ nicht in Frage.

Neben der bauteilnahen Probendicke im kleinsten Querschnitt sind zur Priifung des GWS, der
WEZ und der SZ unter Schubbelastung im Rahmen dieser Arbeit folgende Anforderungen an
die zu verwendende Schubprobe relevant:

- Priifung in einachsiger Zugpriifmaschine

Erzeugung eines moglichst reinen Schubspannungszustandes (n =0, £ = 0)

Moglichkeit, verschiedene Spannungszustinde im kleinsten Querschnitt zu erzeugen
Geringer Materialverbrauch bei der Fertigung aus geschweillten Platten

Um mit einer Probengeometrie verschiedene Spannungszustinde erzeugen zu konnen, muss die
Belastung variiert werden. Dies kann beispielsweise in einer multiaxialen Priifmaschine erfol-
gen, indem die Last der verschiedenen Achsen relativ zueinander variiert wird. Fiir eine ein-
achsige Priifmaschine ist dies jedoch nicht mdglich, daher muss eine Anderung des Spannungs-
zustandes durch Anderung der Lasteinleitung erfolgen. In Kombination mit den anderen An-
forderungen schlieB3t dies die Verwendung einer aus der Literatur bekannten Probengeometrie
aus. Daher wurde im Rahmen dieser Arbeit eine neue Probengeometrie fiir die Anwendung in
einer Vorrichtung zur Anderung des Lastwinkels entwickelt.

Vorrichtung zur Priifung unter verschiedenen Lastrichtungen

Probengeometrien und Priifabldaufe zur Priifung einer Probe unter variablen Lastrichtungen sind
bereits seit den 1970er-Jahren (Abbildung 3-9c) in Verwendung [69, 95, 101, 102] und wurden
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fiir die unterschiedlichen Anwendungsfille von verschiedenen Autoren immer wieder ange-
passt und modifiziert. Fiir eine moglichst flexible Versuchsdurchfiihrung wird hier die Vorrich-
tung von Richard [102] verwendet. Mit dieser wird die Last einer einachsigen Zugpriifmaschine
iiber eine Sichel mit mehreren Bohrungen, die unterschiedliche Lastachsen ermdglichen, auf
eine Probe iibertragen. Der Versuchsaufbau ist in Abbildung 3-10a dargestellt. Durch die An-
ordnung der Bohrungen in 15°-Schritten ermdglicht die Vorrichtung eine Belastung zwischen
0°und 90° im Vergleich zu einer Referenzachse in sieben Inkrementen. Hierbei sei angemerkt,
dass die in dieser Arbeit verwendete und in Abbildung 3-10a gezeigte Notation der Winkel von
der Notation nach [102] abweicht. Nach [102] wird die in Abbildung 3-10a gezeigte 0°-Ein-
stellung mit 90° bezeichnet und die 90°-Einstellung mit 0°. Die Kraftiibertragung von der Sichel
auf die Probe erfolgt mittels sechs Bolzen, die in linglichen Aussparungen mittels Hiilsen ge-
fithrt werden. Diese fungieren als Loslager und gewihrleisten, dass die Kraftiibertragung der
mittleren und dufleren Bolzen in Richtungen senkrecht aufeinander erfolgt. Die Ausrichtung
der ,,Lager" ist Abbildung 3-10b dargestellt.
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Abbildung 3-10: a) Vorrichtung fiir Schubversuche in einachsiger Priifimaschine [103]
b) Technische Zeichnung einer symmetrischen Schubprobe mit eingezeichneter
Lagerausrichtung [103]

Symmetrische Probe

Fiir diese Vorrichtung schligt Richard in [102] eine Probengeometrie fiir Zug- und Schubver-
suche (engl. compact tension shear, CTS-Probe) vor, die auf fritheren Arbeiten basiert [104].
In Anlehnung an die Arbeiten von Richard soll das Ziel, einen groen Bereich in der Probe mit
einem idealen Schubspannungszustand erzeugen zu konnen und andere Belastungen in eine
Probe einleiten zu konnen, beibehalten werden. Dieses Ziel soll fiir quasi-statische Versuche
mit einer Probe ohne scharfe Kerbe in Kombination mit der Vorrichtung zur Lasteinleitung
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erreicht werden. Deshalb wird von der Probengeometrie aus [102] das fiir die Vorrichtung no-
tige Lochbild und die AuBBenkontur beibehalten. Im Messbereich ist eine Anpassung der Geo-
metrie notwendig, da fiir quasi-statische Versuche bis zum Bruch zu grofle Krifte notwendig
sind. Statt einer einseitigen scharfen Starterkerbe wird die Probe beidseitig mit einem Kerbra-
dius von 2 mm eingekerbt und die Kerbe mit einem Offnungswinkel von 90° auslaufend zum
Probenrand versehen (analog zu [101]), um die Kerbwirkung zu reduzieren. Mittels numeri-
scher Simulationen wurde die Geometrie so ausgelegt, dass im Messbereich ein moglichst gro-
Ber Bereich mit konstanter Spannungsmehrachsigkeit und Schubspannung auftritt (Abbildung
3-11a). Als Ergebnis ergibt sich die Geometrie in Abbildung 3-10a. Die Abmessungen sind
dhnlich zu der Probengeometrie von Arcan et al. [101]. Arcan et al. untersuchten ihre Proben
mittels Spannungsoptik und Dehnmessstreifen und konnten ebenfalls einen groen Bereich mit
konstanten Spannungen im kleinsten Querschnitt messen.

Zur Messung der Verformung der Probe kann der Zylinderweg der Priifmaschine nur bedingt
herangezogen werden, da die Steifigkeit der gesamten Vorrichtung zu gering ist, um vernach-
lassigt zu werden. Stattdessen kann die Verformung im kleinsten Querschnitt anhand der Ver-
schiebungsdifferenz zweier Messpunkte auf der Probenoberfliache entsprechend der Skizze in
Abbildung 3-11b charakterisiert werden.
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Abbildung 3-11: a) Normierter Schubspannungs- (Tyy/Txymax) und Spannungsmehrachsigkeitsver-
lauf'im kleinesten Querschnitt entlang der Symmetrieebene der Schubprobe bei ge-
ringer elastischer Verformung und 0° Sichelausrichtung

b) Messung der globalen Relativverschiebung bei Schubversuchen. Ubersetzt aus

[103]

Asymmetrische Probe

Um ein Ausbeulen der gesamten Vorrichtung bzw. der Probe wéhrend eines Versuches zu ver-
meiden, werden die Zylinder bei diesen Versuchen ausschlieBlich auseinandergefahren. Das
Auseinanderfahren bedeutet, dass im kleinsten Querschnitt nur Spannungsmehrachsigkeiten



3.4 Schubversuche 41

von 7 = 0 erzeugt werden kdnnen. Um dennoch Druckspannungen und damit 7 < 0 im kleins-
ten Querschnitt hervorzurufen, bietet sich eine Modifikation der Probengeometrie hin zu einer
asymmetrischen Probe an. Durch die Rotation des Messbereichs um 45° relativ zur Langsachse
der Proben (Abbildung 3-12a) kann bei geeigneter Wahl der Sichelausrichtung Druck im kleins-
ten Querschnitt erzeugt werden. Die Messung der globalen Verformung erfolgt analog zu den
symmetrischen Proben durch die Verfolgung zweier Punkte auf der Probenoberflache und der
Berechnung der Verschiebungsdifferenz in Richtung der Versuchsstand-Zugachse (Abbildung
3-12b).
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Abbildung 3-12: a) Skizze der asymmetrischen Schubprobe
b) Messung der globalen Relativverschiebung bei Versuchen mit der asymmetri-
schen Schubprobe am Beispiel des Lastwinkels 0°

Durch die Rotation des kleinesten Probenquerschnitts relativ zur Au3enkontur der Probe wird
im Messbereich in dieser Probe beim Einstellen eines Lastwinkels von 45° der gleiche Span-
nungszustand hervorgerufen, wie in der symmetrischen Probe und einem Lastwinkel von 0°.
Entsprechend rufen die Lastwinkel < 45° eine Uberlagerung von Schub- und Druckspannungen
und die Lastwinkel > 45°¢eine Uberlagerung von Schub- und Zugspannungen hervor. Zur Ver-
deutlichung sind in Abbildung 3-13 die Bewegung der Messpunkte bei Lastwinkeln von 0°
(Druck + Schub), 45° (nur Schub), 90° (Schub + Zug) und 135° (entspricht einer gekerbten
Flachzugprobe) dargestellt. Dabei ist anzumerken, dass Lastwinkel > 90° bedeuten, dass die
Sicheln spiegelverkehrt (im Vergleich zur Abbildung 3-13 rechts) im Versuchsaufbau einge-
setzt werden, wodurch theoretisch auch bis zu 180° getestet werden konnte. Die Einstellungen
> 135° rufen jedoch zu den Einstellungen von 90° bis 120° dquivalente Beanspruchungen her-
vor und werden daher nicht weiter betrachtet.

Mit den beiden vorgestellten Proben in Kombination mit der Vorrichtung kénnen auch die An-
forderungen an die Versuche geschweiliter Proben erfiillt werden. Durch die Trennung der va-
riablen Lasteinleitung mittels der Sichel von der Probe kann Letztere vergleichsweise kompakt
sein und damit Probenmaterial eingespart werden. Insbesondere die symmetrische Probe eignet
sich aulerdem fiir Versuche an geschweiliten Proben, da die Bohrungen fiir die Lasteinleitung
parallel zum Messbereich, d.h. parallel zur Schweilinaht, und damit aulerhalb des Bereichs der
SZ und WEZ angeordnet sind. Damit wird eine Lasteinleitung in durch die Schweilung ge-
schwichten Materialbereiche vermieden. Zudem hilft die Krafteinleitung durch die massiven
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Sicheln bei der Reduktion der Rotation des Messquerschnittes und damit bei der Beibehaltung
des gewlinschten Spannungszustandes dhnlich einer Kerbe in Dickenrichtung.

0° (Druck + Schub)

45° (Schub)

90° (Schub + Zug)  135° (Zug)

(Aquivalent zu 180°)

Abbildung 3-13: Bewegung der Messpunkte auf asymmetrischen Schubproben im Versuch bei verschie-
denen Lastwinkeln

3.4.3 Probenfertigung und Versuchsdurchfiihrung

Aus dem Grundwerkstoff wurden sowohl symmetrische als auch asymmetrische Proben gefer-
tigt. Die asymmetrischen Proben kamen fiir Versuche unter verschiedenen Lastwinkeln zum
Einsatz, um den Einfluss des Spannungszustandes auf das mechanische Verhalten im Detail zu
untersuchen.

Fiir die SZ und die WEZ wurde hingegen auf die Fertigung beider Probentypen verzichtet und
ausschlieBlich symmetrische Proben verwendet. Durch die diagonale Anordnung des Messbe-
reichs in den asymmetrischen Proben wiirden sich die Bohrungen fiir die Krafteinleitung in der
SZ bzw. WEZ befinden und damit in einem geschwéchten Bereich. Zudem ist der Test ver-
schiedener Lastwinkel fiir die SZ und WEZ fiir die in dieser Arbeit geplante Anwendung nicht
notwendig, weshalb die zusitzlichen Lastwinkel-Einstellungen, die die asymmetrischen Proben
bieten, im Gegensatz zum GWS nicht gebraucht werden.

Die Ausgangsplatten fiir die Fertigung waren 10 mm dicke Platten des GWS und mittels Dop-
pel-V-Naht verschweillte Platten (siehe Kapitel 3.1) fiir die WEZ und SZ. Alle Schubproben
wurden entsprechend der technischen Zeichnungen so gefertigt, dass der kleinste Querschnitt
in Walzrichtung der Ausgangsplatten ausgerichtet ist (siche Abbildung 3-10a und Abbildung
3-12a). Wihrend der kleinste Querschnitt der SZ-Proben genau mittig in der Schweifinaht plat-
ziert wurde, war der kleinste Querschnitt in den WEZ-Proben um 10 mm zur SZ-Mitte versetzt.
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Das beidseitige Abfrasen aller Proben auf 6 mm Dicke gewéhrleistete durch die Reduktion der
auftretenden Maximalkraft, dass die quasi-statische Belastung bis zum Bruch ohne Beschadi-
gung der Vorrichtung erfolgen konnte. Bei den aus geschweiften Platten hergestellten Proben
wurde durch das Abfrasen auBBerdem der Schweillverzug entfernt. Im Test der SZ ist durch das
Entfernen der Uberhdhung der Schweifinaht zudem gewihrleistet, dass der Bruch in der SZ
erfolgt und nicht in der angrenzenden WEZ mit geringerer Materialdicke und Zugfestigkeit.

Insgesamt wurden 37 Proben getestet. Alle symmetrischen Proben, d.h. je drei Proben des
GWS, der WEZ und der SZ, wurden unter einem Lastwinkel von 0° getestet. Je drei Versuche
an asymmetrischen Proben des GWS wurden mit allen neun Lastwinkeleinstellungen zwischen
0°und 120° in 15° Schritten durchgefiihrt. Dazu kam ein Versuch mit Lastwinkel 135°, welcher
mit der asymmetrischen Probe einem Zugversuch mit einer gekerbten Flachzugprobe ent-
spricht.

Alle Versuche wurden quasi-statisch mit einer 100 kN servohydraulischen Priifmaschine
(MTS) quasi-statisch (0.01 mm/s Verfahrgeschwindigkeit) durchgefiihrt und die Zylinderkraft
wihrend der Versuche aufgezeichnet. Zur Verfolgung der Messpunkte auf der Probenoberflé-
che und zur Messung lokaler Dehnungen kam die DIC zum Einsatz. Die Proben wurden dazu
einseitig mittels einer Airbrush-Pistole mit einem Speckle-Muster aus schwarzen Punkten auf
weiller Grundierung versehen. Die fiir alle symmetrischen Proben (GWS, WEZ und SZ) ver-
wendeten 12 MP-Kamera (4096 x 3000 Pixel) losten die Probenoberfliche mit rund
118 Pixel/mm auf. Die fiir die asymmetrischen Proben (nur GWS) eingesetzte 5 MP-Kamera
(2448 x 2048 Pixel) erzielte eine Auflosung von 82.9 Pixel/mm. In der Auswertung mit der
Software Vic-2D 6 wurden in allen Versuchen Subsets mit einer Grofle von 29 x 29 Pixel (d.h.
0.245 mm bei 12 MP und 0.354 mm bei 5 MP) und einer Schrittweite von 7 Pixel (d.h.
0.059 mm bei 12 MP und 0.086 mm bei 5 MP) verfolgt.

3.4.4 Ergebnisse

Die Kraft-Verschiebungskurven, welche sich aus den Versuchen an symmetrischen Proben mit
einem Lastwinkel von 0° ergeben haben, zeigt Abbildung 3-14. Die gemittelten Kurven wurden
hierbei analog zu den gemittelten Kurven der Zugversuche bestimmt.

Anhand der Kraft-Verschiebungskurven wird deutlich, dass der Grundwerkstoff auch unter
Schubbelastung die hochste Festigkeit aufweist, wihrend die Warmeeinflusszone die geringste
Maximalkraft erreicht. Der Unterschied zwischen SZ und WEZ ist jedoch weniger eindeutig
als in den Zugversuchen. Aullerdem bestitigt sich anhand der geringen Bruchverschiebung der
SZ die geringe Duktilitdt dieser Zone. Die grofite Bruchverschiebung erreicht im Gegensatz zu
den Zugversuchen die WEZ. Dies deutet auf eine hohe Duktilitit der WEZ unter Schubbelas-
tung in einem Abstand von 10 mm zur Mitte der Schweilinaht hin. Durch die Ausrichtung der
WEZ entlang der Lastrichtung und des kleinsten Querschnitts ist anzunehmen, dass die Inho-
mogenitdt des Werkstoffes einen geringeren Einfluss auf den Spannungszustand in der Probe
hat, als in den Zugversuchen. Daher zeigen die Ergebnisse, dass die WEZ in 10 mm Abstand
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zur Mitte der Schweillnaht zwar deutlich an Festigkeit gegeniiber dem GWS verliert, aber keine
Duktilitat.
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Abbildung 3-14: Kraft-Verschiebungskurven der Versuche an symmetrischen Schubproben des GWS,
der WEZ und der SZ bei einem Lastwinkel von 0°. Die Marker auf den gemittelten
Kurven zeigen das Erreichen der Maximalkraft und der Bruchverschiebung an.
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Abbildung 3-15: Kraft-Verschiebungskurven der Versuche an asymmetrischen Schubproben des GWS
unter verschiedenen Lastwinkeln

Die Ergebnisse der Versuche an asymmetrischen Proben des GWS unter verschiedenen Last-
winkeln sind in Form der Kraft-Verschiebungskurven in Abbildung 3-15 dargestellt. Der Ver-
such mit dem Lastwinkel von 135° wurde aufgrund der Maximalkraft von > 21 kN abgebro-
chen, um eine Beschiddigung der Belastungsvorrichtung zu vermeiden und ist daher nicht weiter
ausgewertet worden. Es zeigt sich, dass beginnend bei 0° mit einem steigenden Lastwinkel, d.h.
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mit sinkendem Druck- bzw. Schubanteil an der Belastung, die Bruchverschiebung sinkt. Zudem
nimmt die erreichte Maximalkraft bis zum Erreichen eines Winkels von 45° ab und steigt da-
nach wieder an. Bei dem Lastwinkel von 45° ist der kleinste Querschnitt der asymmetrischen
Probe so ausgerichtet, wie der kleinste Querschnitt in den Versuchen mit der symmetrischen
Probe und 0° Lastwinkel.

Gebiete mit abgescherter Bruchflache

Nadelformig abgescherte Bruchfldche

Abbildung 3-16: Bruchflichen asymmetrischer Proben nach Versuchen mit unterschiedlichen Lastwin-
keln
a) 0°, fast ausschlieflich abgescherte Bereiche
b) 15°, hauptsdichlich abgescherte Bereiche
¢) 45°, hauptsdchlich abgescherte Bereiche
d) 75°, teils abgescherte, teils raue Bereiche
e) 105° fast ausschlieflich raue Bereiche

Um einen Uberblick iiber die erzielten Spannungszustinde in den asymmetrischen Proben zu
erhalten, kdnnen die Bruchfldchen néher untersucht werden. Abbildung 3-16 zeigt eine Aus-
wahl von Bruchfldchen, die nach Versuchen mit unterschiedlichen Lastwinkeln entstanden
sind. Hoher aufgeloste Bilder dieser Versuche und von Versuchen mit den anderen Lastwinkeln
sind im Anhang (Abbildung A 7, Abbildung A 8 und Abbildung A 9) zu finden. Alle Bruchfla-
chen wurden mit der gleichen Vergroferung aufgenommen. Dadurch wird beim Vergleich der
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Bruchfliachen deutlich, dass die resultierende Probendicke mit zunehmendem Lastwinkel ab-
nimmt. Wihrend die Probendicke bei einem Lastwinkel von 0° (Abbildung 3-16a) am Ende des
Versuchs grofer als die Nenndicke von 6 mm ist, zeigt die Probe nach einem Versuch mit einem
Lastwinkel von 105° (Abbildung 3-16¢) eine deutliche Verringerung der Dicke gegeniiber der
Nenndicke. Bei einem Lastwinkel von 45° (Abbildung 3-16c¢) ist die Verdnderung der Proben-
dicke gegeniiber dem unverformten Zustand vernachldssigbar. Dies deutet darauf hin, dass das
Ziel, mit Lastwinkeln < 45° Druckspannungen in den kleinsten Querschnitt einzuleiten, erreicht
wurde. Die unverdnderte Probendicke beim Lastwinkel von 45° ldsst schlussfolgern, dass
hauptséchlich eine Schubbeanspruchung vorgelegen haben muss, wihrend die Querschnittsver-
minderung bei Winkeln von > 45°einen Zugeinfluss vermuten lassen.

Dieses Ergebnis anhand der Probendicke wird durch eine detailliertere Betrachtung der Bruch-
flichen unterstiitzt. Bei einem Lastwinkel von 0° (Abbildung 3-16a) weist die Bruchfldche na-
hezu ausschlieBlich glatte Flachen auf, welche durch ein Abscheren bei gleichzeitigem Druck-
einfluss entstanden sein miissen. Lediglich im Kerbgrund gibt es einen Bereich, welcher eine
raue Oberflache aufweist und auf einen Zugeinfluss im Kerbgrund hindeuten kann. Bei einem
Lastwinkel von 15° (Abbildung 3-16b) ist der Grofteil der Bruchfldche durch glatte Flichen
gekennzeichnet, welche allerdings in der Mitte der Probe weniger deutlich Spuren eines Druck-
einflusses zeigen als bei der Probe mit Lastwinkel 0°. Die Bruchflache der Probe mit einem
Lastwinkel von 45° (Abbildung 3-16c) weist hauptsdchlich abgescherte Flichen auf. Im Be-
reich der Plattenmittelebene treten jedoch auch einige Bereiche mit rauer Oberflache auf, die
auf einen gewissen Zugeinfluss schliefen lassen. Bei einem Lastwinkel von 75° (Abbildung
3-16d) zeigt die Bruchflidche etwa zur Hilfte abgescherte und zur anderen Hilfte raue Bereiche.
Daher ist davon auszugehen, dass hier Zug- und Schubspannungen iiberlagert aufgetreten sind.
Bei weiter steigendem Lastwinkel nehmen die Anteile der abgescherten Bereiche auf der
Bruchfldche ab, sodass bei einem Lastwinkel von 105° (Abbildung 3-16e) nur noch einige na-
delformig abgescherte Bereiche erkennbar sind. Dies verdeutlicht, dass der Schubeinfluss unter
dieser Belastung nur noch gering gegeniiber dem Zugeinfluss ist.

3.5 Zwischenfazit

Fiir eine grundlegende Materialcharakterisierung des Grundwerkstoffs, der Schmelzzone und
der Wiarmeeinflusszone sind Zugversuche an ungekerbten Proben durchgefiihrt worden. Diese
Untersuchungen zeigen, dass sich die vorliegenden Schweillverbindungen wie vergleichbare
Aluminium-Schweiflverbindungen in der Literatur verhalten. Dies bedeutet, dass der Grund-
werkstoff im spitzengehérteten Zustand die besten Festigkeitseigenschaften aufweist. In der
Schmelzzone ist die Zugfestigkeit gegeniiber dem GWS reduziert, aber dennoch hoéher als im
schwichsten Bereich der Warmeeinflusszone.

Gekerbte Proben des GWS und der SZ zeigen im Zugversuch das typische Verhalten homoge-
ner Werkstoffe mit einer ansteigenden maximalen technischen Spannung bei kleiner werdenden
Kerbradius. Im Gegensatz dazu stehen die Ergebnisse der WEZ, bei denen unterschiedliche
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Kerbradien kaum einen Einfluss auf die maximale technische Spannung haben. Dies weist da-
rauf hin, dass die Inhomogenitdt der WEZ einen gro3en Einfluss auf den Spannungszustand in
Zugversuchen quer zur Naht hat, wihrend der Einfluss der geometrischen Kerbe dem gegen-
iiber geringer ausfallt.

Zur Untersuchung der verschiedenen Materialbereiche unter Schubbelastung wurden Versuche
an einer neuen symmetrischen Probe durchgefiihrt. Diese Versuche verdeutlichen, dass auch
unter Schubbelastung eine deutlich geringere Festigkeit in der SZ und WEZ gegeniiber dem
GWS vorliegt. Zudem zeigen diese Schubversuche, dass die WEZ im Bereich der niedrigsten
Zugfestigkeit eine hohe Duktilitit beibehélt, wihrend die SZ deutlich geringere plastische De-
formationen als der GWS und die WEZ ertragen kann.

Fiir die Untersuchung des Einflusses des Spannungszustandes auf das Bruchverhalten wurden
weiterhin Versuche an neuen asymmetrischen Proben und mit variablem Lastwinkel am GWS
durchgefiihrt. Die Auswertung der Bruchfldchen zeigt, dass in diesen Versuchen das Ziel, ver-
schiedene Spannungszustinde zu erzeugen, erreicht wurde. Durch die Variation des Lastwin-
kels konnten in der Probe Uberlagerungen von Druck- bzw. Zugspannungen mit Schubspan-
nungen erzeugt werden.

Insgesamt liefern die Ergebnisse aus diesem Kapitel die Basis, um mit Hilfe von numerischen
Simulationen Bruchkriterien zu kalibrieren und den Einfluss des Spannungszustandes auf das
Versagen im Detail zu untersuchen.
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4 Entwicklung eines kontinuierlich ortsabhangiges Material-
modells

Bei konventionellen Methoden zur Beschreibung der FlieBkurven in der Warmeeinflusszone
miissen viele einzelne Proben aus geschweiliten Platten entnommen werden, bei denen die tat-
sdchliche Warmebehandlung zum einen nicht homogen und zum anderen nur schwer nachvoll-
ziehbar ist. Daher muss dieser Vorgang fiir verdnderte Schweillparameter wiederholt werden,
um die ortsabhéngigen mechanischen Eigenschaften zu bestimmen. Um diesen Versuchsauf-
wand zu minimieren, wird insbesondere die WEZ héaufig zu einer oder zwei homogenen Zone
vereinfacht. Dies kann jedoch unter Umstinden zu einer zu ungenauen Abbildung des FlieB3-
und Bruchverhaltens in der WEZ fiihren [29, 103].

Zur Beschreibung der lokalen mechanischen Eigenschaften soll in diesem Kapitel daher eine
neue Methode beschrieben werden, die insbesondere in der Wiarmeeinflusszone Ortlich fein
aufgelost mechanische Eigenschaften zur Verfiigung stellt. Dazu werden Kleinproben mit in
der WEZ auftretenden Temperatur-Zeit-Verlaufen wirmebehandelt. An diesen Kleinproben
konnen dann die mechanischen Eigenschaften, hier insbesondere die FlieBkurve, bestimmt wer-
den. Die entsprechende Hérte einer solchen warmebehandelten Probe erlaubt die Zuordnung zu
einer gemessenen Hirte in einem realen Bauteil und damit auch die Zuordnung der entspre-
chenden FlieBkurve. Die Methodik soll im Folgenden im Detail beschrieben werden.

4.1 Bestimmung der FlieBkurven an wirmebehandelten Rundproben

Fiir das neue Materialmodell sollen FlieBkurven verwendet werden, die sich einem Ort in der
WEZ zuordnen lassen. Diese FlieBkurven werden an Kleinproben bestimmt, welche einer
schweillprozessdhnlichen Warmebehandlung unterzogen wurden.

4.1.1 Aufnahme von Temperatur-Zeit-Verldufen in der Ndhe einer Schweil3naht

Fiir die Bestimmung der in der Schweiflnahtumgebung auftretenden Temperatur-Zeit-Verldufe,
wurden diese zundchst wihrend eines realen Schweiflvorgangs im Rahmen eines gemeinsamen
Projekts durch den Lehrstuhl fiir Werkstofftechnik gemessen. Die im folgenden erlduterten
Vorgehensweisen und Ergebnisse an der gleichen Charge des in dieser Arbeit untersuchten
GWS wurden in der Veroftentlichung von Wiechmann et al. beschrieben [29].

Die Messung der Temperatur wihrend des Schweillprozesses erfolgte mittels in Bohrungen
versenkter Temperaturmessfiihler mit einem Durchmesser von 0.5 mm (Type K, Therma Ther-
mofiihler GmbH, Lindlar, Deutschland). Dazu wurde ein T-Stof3 mittels K-Naht verschweif3t,
die entsprechende Geometrie mit den Bohrungen zeigt Abbildung 4-1. Die Lange des T-Stof3es
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betrug 240 mm. Zweimal fiinf Bohrungen in 80 mm und 160 mm Entfernung vom Ende des T-
StoBes erlaubten das Einbringen von Temperaturmessfiihlern in das Bauteil. Zwischen den
Schweillungen der vier Lagen konnte sich die Probe jeweils auf unter 100 °C abkiihlen. Die
Schweillanweisung, nach welcher die Schweillung erfolgte, ist im Anhang in Abbildung A 3 zu
finden. Wéhrend jeder Schweilage wurde die Temperatur an den Messfiihlern aufgezeichnet.

Abbildung 4-1: Positionierung von Temperaturmessfiihlern in einem T-Stof3 [29]
a) Technische Zeichnung des T-Stofses mit Bohrungen fiir die Messfiihler
b) Makro-Aufnahme eines Schliffbildes vom geschweifiten T-Stofs mit der realen
Position der Bohrungen

Nach dem Schweillvorgang wurde ein Schliftbild des Querschnittes des T-StoBles angefertigt
(Abbildung 4-1b), um die tatsidchliche Position der Bohrungen und Temperaturmessfiihler zu
ermitteln. Anhand des Schliffs wurde die kiirzeste Entfernung des Endes jeder Bohrung zu jeder
Schweilllage bestimmt. Die Ergebnisse der Temperaturmessungen sind in Abbildung 4-2a in
Abhiéngigkeit des Abstands zur Schmelzzone aufgetragen. Die dargestellten Parameter sind die
mittlere Heizrate, Kiihlrate und die Maximaltemperatur. Abbildung 4-2b zeigt einen prinzipiel-
len Temperatur-Zeit-Verlauf in der WEZ und die Definition der drei Parameter. Hierbei sei
angemerkt, dass die mittlere Heiz- und Kiihlrate den tatsdchlichen Verlauf zu einem linearen
Verlauf vereinfachen. Wihrend bei der Erwdrmung ein linearer Verlauf den gemessenen Ver-
lauf gut abbildet, erfolgt das Abkiihlen nach dem newtonschen Abkiihlgesetz (d.h. nichtlinear).
Relevant beim Abkiihlen ist das Erreichen von 200 °C oder weniger, da bei niedrigeren Tem-
peraturen keine Verdnderungen der Mikrostruktur mehr zu erwarten sind. Zudem kiihlt die
WEZ durch die geringe Grof3e der verschweiliten Platten ab ca. 200 °C nur sehr langsam ab.
Die mittlere Kiihlrate wird daher vereinfachend zwischen der Maximaltemperatur und 200 °C
berechnet. In Abbildung 4-2a zeigt sich, dass bei steigendem Abstand zur SZ alle drei bestimm-
ten Parameter abnehmen. Dabei wurden Heizraten von 25-118 K/s, Maximaltemperaturen von
229-516 °C und Kiihlraten von 3.5-15 K/s gemessen. [29]
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Abbildung 4-2: a) Gemessene Heiz- und Kiihlraten sowie Maximaltemperaturen in Abhdngigkeit
des Abstands zur SZ [29]
b) Typischer Temperatur-Zeit-Verlauf'in der WEZ [29]

4.1.2 Experimentelle Methoden

Die in diesem Kapitel beschriebene Auswahl von Parametern und die Versuchsdurchfiihrung
erfolgten durch den Lehrstuhl fiir Werkstofftechnik. Zusétzlich zu den folgenden Ausfiihrungen
sind weitere Details in [29] zu finden.

Zur Bestimmung von FlieBkurven fiir diskrete Warmebehandlungen wurde aus den zuvor be-
schriebenen Messungen Parametersétze aus Heiz- und Kiihlrate sowie Maximaltemperatur ge-
wihlt, die den Temperatur-Zeit-Verlauf in verschiedenen Abstéinden zur Schweifinaht abbilden.
Die ausgewihlten Kombinationen sind Tabelle 4-1 zu entnehmen, wobei die Maximaltempera-
tur des unbehandelten GWS der Raumtemperatur (RT) entspricht.

Tabelle 4-1: Parameter der schweifiprozessihnlichen Wéirmebehandlung [29]

Abstand zur SZ [mm)] Maximaltemperatur [°C] Heizrate [K/s] Kiihlrate [K/s]
0 >660 - -

ca.2 500 100 10

ca. 4 425 75 10

ca. 8 325 50 8

ca. 16 225 25 4

- RT (GWS) - -

Diese Wiarmebehandlung wurde dann auf zylindrische Kleinproben (Durchmesser 5 mm,
Lange 10 mm) des GWS aufgebracht. Dies erfolgte im Abschreck- und Umformdilatometer des
Typs Bihr 805 A/D (Abbildung 4-3). In diesem wird eine Probe induktiv mittels einer Spule
geheizt. Eine zweite Spule dient der Kiihlung bzw. Abschreckung der Proben mit einem Inert-
gas, welches durch Offnungen in der Spule austritt. Im Versuch wird der Soll-Temperatur-Zeit-
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Verlauf durch Regelung der Heizung und Kiihlung anhand gemessener Ist-Werte eines Tempe-
raturmessfiihlers eingehalten.

Spulen ... flir induktives Heizen
fiir Gasdiisen-Abschrecken Stibe fiir

Temperaturmessfithler ~ Verschiebungsmessung

-l B =] Probe
::>, L R L’—l 0 <:

3 ) S
Y

HEBEBE N
Druckstempel

Abbildung 4-3:  Aufbau des Abschreck- und Umformdilatometers mit zylindrischer Probe. Ubersetzt
aus [29]

Nach der Wiarmebehandlung wurden die Proben zunichst sieben Tage kaltausgelagert und die
Mikrohirte bestimmt. Langere Kaltauslagerungen haben einen vernachldssigbaren Effekt auf
die mechanischen Eigenschaften [29]. Im Anschluss wurden ebenfalls im Dilatometer Stauch-
versuche durchgefiihrt. Zur Verminderung der Reibung kam eine diinne Molybdan-Platte zwi-
schen den wirmebehandelten Proben und den Keramik-Druckstempeln zum Einsatz. Die
Stauchversuche erfolgten mit einer Verfahrgeschwindigkeit von 1 mm/s bis zu einem Weg von
2 mm beim Grundwerkstoff und 3 mm bei allen anderen Versuchen. Das System zeichnete
wiéhrend des Versuchs die Zylinderkraft und die Verschiebung auf. Die Messung der Verschie-
bung erfolgt in dem Dilatometer, indem die Position der Stirnflichen mittels Stangen direkt an
den Druckstempeln abgenommen wird.

4.1.3 Auswertung der Experimente

Aus den Stauchversuchen ergeben sich Kraft-Verschiebungskurven [105], welche sich in tech-
nische Spannungs-Dehnungskurven umrechnen lassen. Diese Kurven weisen einen Einlaufbe-
reich zu Beginn des Versuchs auf, der in einen linearen Anstieg von 37 GPa beim GWS iiber-
geht. Die linearen Anstiege der Kurven aus Versuchen mit anderen Wiarmebehandlungen sind
in Tabelle 4-2 dargestellt. Diese Anstiege der Spannungs-Dehnungskurven sind geringer als der
Elastizititsmodul von Aluminiumlegierungen von ca. 70 GPa. Dieser Unterschied entspricht
den Ergebnissen in der Literatur an dhnlichen Versuchen und Probengréfen durch Liu et al.
[106], die im Stauchversuch 49 GPa als linearen Anstieg fiir EN AW 2024 bestimmt haben. Liu
et al. haben den Unterschied zum Elastizitdtsmodul mit Hilfe von numerischen Simulationen
auf eine nicht optimal parallele Ausrichtung der Druckplatten zu den Stirnfldchen der Proben
zuriickgefiihrt. Dieser Effekt kann auch zu Stande kommen, wenn die Fertigung keine optimal
parallelen Stirnfldchen der Probe erzeugt hat [106]. Eine nicht perfekte Ausrichtung der Stirn-
flachen zu den Druckplatten ist auch fiir die vorliegenden Ergebnisse plausibel und erklért da-
mit den Unterschied zwischen gemessenem linearen Anstieg und Elastizitdtsmodul. AuBlerdem
konnen bereits durch geringe Schrigstellungen der Druckplatte zur Probenstirnfldche bereits
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asymmetrische Spannungsverteilungen in der Probe entstehen, mit einer lokalen Spannungs-
und Dehnungsspitze am ersten Kontaktpunkt (Abbildung 4-4 rechts). Das Ende des Einlaufbe-
reichs zeigt dabei den Punkt im Versuch an, ab dem die Druckplatten vollstandigen Kontakt
mit den Stirnflichen der Proben aufweisen [106]. Um den Einfluss einer etwaigen Schragstel-
lung gering zu halten, kann ein groBes Verhiltnis von Lénge zu Durchmesser fiir die Probe
gewihlt werden [107], dann besteht jedoch die Gefahr des Ausbeulens bei groen Verformun-
gen und war fiir die vorliegenden Versuche keine Option.

Tabelle 4-2: In den Stauchversuchen bestimmte lineare Anstiege
5 Tax = Tnax = Tax = Tax =
Warmebehandlung GWS 295 C 325 °C 495 °C 500 °C Sz
Anstieg [GPa] 37 43 43 49 51 17

Eine Parameterstudie mit einem Finite Elemente (FE) 3D-Halbmodell und Schrégstellung einer
Druckplatte (analog zur Skizze in Abbildung 4-4) zeigt den Einfluss des Schriagstellungswin-
kels ¢ auf den Anfangsbereich der Spannungs-Dehnungskurve der vorliegenden Stauchversu-
che. Die Simuationen wurden mit Achtknoten-Hexaeder-Elementen mit einer Elementkanten-
lange EKL = 0.125 mm voll integriert durchgefiihrt. Hierbei wurde nur die Schrigstellung der
Druckplatte variiert, wihrend die Probengeometrie als ideal angenommen wurde, um die Mo-
dellbildung gegeniiber der Variation der Probengeometrie (d.h. Nicht-Parallelitit der Stirnfla-
chen) zu vereinfachen. Ohne Schrigstellung (¢ = 0) gibt es keinen Einlaufbereich und der li-
neare Anstieg entspricht dem Elastizitdtsmodul von 70 GPa (Abbildung 4-4 links). Mit steigen-
dem Winkel wird der Einlaufbereich grofer und der lineare Anstieg kleiner. Der Einlaufbereich
ist mit einem Winkel von ¢ = 0.5° und der lineare Anstieg mit einem Winkel von ¢ = 0.7° am
besten durch das Modell abgebildet. Bei einem Winkel von ¢ = 0.7° ist insgesamt die beste
Ubereinstimmung der experimentellen und numerischen Ergebnisse zu beobachten, daher wird
dieses Ergebnis nachfolgend als Referenz herangezogen.

300 —
_ |7
g 2000 0y Experiment )
§ —% -FEM ¢=0.0° T
&, —A -FEM ¢=0.2° B ¢
& 100 —B -FEM ¢=0.5° e
- —© -FEM ¢=0.7° a
, —< -FEM ¢=0.9°
0 k lokale Spannungs-

0 0.005 0.01 0.015 0.02
|8t\ [mm/mm]

und Dehnungsspitze

Abbildung 4-4:  Einfluss der Schrdgstellung zwischen Stirnfldche der Stauchprobe und Druckplatte auf
die Spannungs-Dehnungskurve. Die experimentelle Kurve ist die Mittelung aus drei
Versuchen und mit dem experimentellen Streuband dargestellt.

Zusétzlich zu einer etwaigen Schrigstellung verhindert die Reibung zwischen den Druckstem-
peln und der Probe in Stauchversuchen zudem, dass sich wie in Zugversuchen ein Bereich mit
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einer GleichmaBdehnung ausbildet. Stattdessen bauchen die Stauchproben bereits unmittelbar
nach Versuchsbeginn aus, wobei ein geringerer Reibkoeffizient zu einer geringeren Ausbau-
chung fiihrt. Stauchversuche, in denen prinzipiell keine oder kaum Reibung auftritt, sind zwar
durch geeignete Probengeometrien bzw. Versuchsaufbauten [108] oder Schmierungen [109]
moglich, konnten hier allerdings aus versuchstechnischen Griinden nicht angewendet werden.

Um den Einfluss der Reibung zu untersuchen, wurde fiir eine weitere Parameterstudie ein ach-
sensymmetrisches FE-Halbmodell der Zylinderprobe erstellt (quadratische Vierknoten-Ele-
mente, voll integriert, Elementkantenlinge EKL = 0.125 mm). In diesem Modell erfolgte der
Stauchvorgang mittels einer reibbehafteten Druckplatte, wodurch der Reibkoeffizient zwischen
den Druckplatten und einer Probe ausgehend von Erfahrungswerten und anhand einer Parame-
terstudie bestimmt werden konnte. Die Molybdénplatte zur Verringerung der Reibung zwischen
Probe und Stempel wurde aufgrund der geringen Dicke nicht im Modell mit beriicksichtigt,
stattdessen ist der Effekt der Platte im eingestellten Reibkoeffizienten enthalten. In dieser Un-
tersuchung mit einem Reibkoeffizienten von 0.10 weist das Modell eine dhnliche Ausbauchung
auf, wie die entsprechenden Experimente. Daher wurden alle weiteren Simulationen ebenfalls
mit diesem Koeffizienten durchgefiihrt.

Insgesamt zeigen die Ergebnisse, dass Reibung und Schrigstellungen in den Versuchen aufge-
treten sind. Fiir die Ermittlung der wahren Spannungen und Dehnungen bedeutet dies, dass die
Gleichungen (2-1) und (2-2) streng genommen nicht giiltig sind. Durch die Minimierung der
Reibung und eine gute Ausrichtung der Probe liefern die beiden Gleichungen jedoch gute Néa-
herungslésungen fiir die wahren Spannungen und Dehnungen. Allerdings ist dabei zu beachten,
dass sich aufgrund des Stauchversuchs negative Werte fiir Spannung und Dehnung ergeben.
Zur weiteren Ermittlung der FlieBkurve mit den Gleichungen (2-3) bis (2-5) wurden entspre-
chend die Betrdge der wahren Spannung und Dehnung verwendet.

4.1.4 Numerische Iteration der FlieBkurven und Extrapolation mit einer analy-
tischen Beziehung

Um die Néaherungslosung fiir die FlieBkurven nach Gleichungen (2-1) bis (2-5) zu bewerten,
wurde die berechnete FlieBkurve fiir den GWS in einer numerischen Simulation des Stauchver-
suchs verwendet. Diese Simulation wurde mit dem axialsymmetrischen Modell unter Bertick-
sichtigung der Reibung aber ohne Beriicksichtigung der Schrégstellung durchgefiihrt. Um den
Effekt der Schrigstellung auf die Kraft-Verschiebungskurve in der Simulation zu beriicksich-
tigen, wurde anstelle des tatsdchlichen Elastizitdtsmoduls von 70 GPa der jeweils experimentell
ermittelte lineare Anstieg als Elastizititsmodul im Modell verwendet (Tabelle 4-2). Damit
ergab sich im Modell und Experiment die gleiche Steigung, jedoch ist die experimentelle Kraft-
Verschiebungskurve um den Einlauf gegeniiber der berechneten Kurve verschoben. Zur Be-
rlicksichtigung dieses Offsets wurde der Nullpunkt des Wegs auf den Schnittpunkt der Tan-
gente am linearen Anstieg mit der Weg-Achse verschoben.
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Abbildung 4-5a zeigt, dass die Simulation mit der analytisch bestimmten FlieBkurve insbeson-
dere auch fiir hohe technische Dehnungen eine gute Niaherung der technischen Spannungs-Deh-
nungskurve liefert. Die geringen Abweichungen auch bei hohen Dehnungen liegen darin be-
griindet, dass die Proben in Stauchversuchen im Gegensatz zu Proben in Zugversuchen zwar
ausbauchen, aber keine so starke Dehnungslokalisation auftritt.

Um moglichst genaue FlieBkurven zu erhalten, kann die Ndherungslosung mit Hilfe von itera-
tiven numerischen Simulationen verbessert werden. Nach nur einem Iterationsschritt mit der
Methode nach Bao (siehe Kapitel 2.3.1) liefert die Simulation eine technische Spannungs-Deh-
nungskurve, die innerhalb des Streubands der Experimente liegt (Abbildung 4-5b).

Zur Validierung dieser Methode (axialsymmetrisches Modell ohne Druckplattenschrigstellung
und verringerter Elastizititsmodul) ist in Abbildung 4-5b au3erdem eine technische Spannungs-
Dehnungskurve einer Rechnung mit derselben FlieSkurve mit Volumenelementen, E = 70 GPa
und Plattenschrigstellung dargestellt. Fiir diesen Vergleich wurde auch die Kurve des Volu-
menmodells analog zu den Experimenten auf der Weg-Achse verschoben, um einen Versatz
durch den Einlaufbereich zu beriicksichtigen. Es zeigt sich, dass beide Simulationen mit glei-
cher FlieBkurve (hier nach einer Iteration) nahezu identische technische Spannungs-Dehnungs-
kurven innerhalb des experimentellen Streubandes liefern. Daher wird fiir die iterative Bestim-
mung der FlieBkurven fiir alle Warmebehandlungen das axialsymmetrische Modell verwendet,
um den Rechenaufwand gering zu halten.
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Abbildung 4-5: Vergleich der Spannungs-Dehnungskurven von Experiment (inkl. Streuband) und
a) FE-Simulationen mit axialsymmetrischem (axs.) Modell unter Verwendung der
analytisch berechneten Flieffkurve und E = 37 GPa
b) FE-Simulationen mit axialsymmetrischem Modell (E = 37 GPa) sowie Modell
mit Volumenelementen (3D; E =70 GPa) mit derselben iterativ bestimmten
FliefSkurve

Fiir alle Warmebehandlungen geniigten ein oder zwei Iterationsschritte, um im gesamten Kur-
venverlauf mit Ausnahme des Ubergangs zwischen elastischem und elastisch-plastischem Be-
reich eine Abweichung von 0.5 % oder weniger zu den gemittelten experimentellen Ergebnis-
sen zu erhalten, woraufhin die Iteration abgebrochen wurde. Die iterativ erhaltenen FlieBkurven
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fiir alle untersuchten Warmebehandlungen sind in Abbildung 4-6 dargestellt. Die Kurven konn-
ten bis zu einer Dehnung von ca. 45 % bzw. 25 % fiir den GWS bestimmt werden.
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Abbildung 4-6: FliefSkurven nach verschiedenen Wirmebehandlungen, iterativ bestimmt anhand von
Stauchversuchen und extrapoliert anhand Gleichung (4-1). Die Marker stellen den
Beginn der Extrapolation dar.

Da in Schub- und Zugversuchen durch starke Dehnungslokalisationen auch groBere Dehnungen
auftreten konnen, wurden die Kurven mit einer analytischen Beziehung extrapoliert. Da die
numerisch iterativ bestimmten FlieBkurven das Materialverhalten sehr gut bis zum Ende der
experimentellen Daten abbilden, sollten diese auch vollstindig in das Gesamtergebnis der
FlieBkurve eingehen. Unter der Annahme, dass sich die Verfestigung bei groen Dehnungen

nach einer Potenzfunktion verhélt, wurde die Gleichung nach Hollomon (siehe auch Tabelle
2-1)

g=K- Spln (4_1)

verwendet. Da es im Stauchversuch keinen markanten Punkt, wie den Beginn der Einschniirung
im Zugversuch, gibt, kann das Considere-Kriterium nicht angewandt werden, um die Parameter
der Funktion zu berechnen. Stattdessen wurden die Parameter mit Hilfe des letzten experimen-
tell bestimmten Punkts (€, end, Oeng) €rmittelt. Zudem sollte die Extrapolationsfunktion an die-

sem Punkt den experimentellen Anstieg o,,,, aufweisen. Mit der Ableitung der Gleichung (4-1)
o' =K -neyt (4-2)

ergibt sich ein Gleichungssystem mit zwei Gleichungen und den beiden Unbekannten K und n,
welches sich mit

Opnd€
n= end<pl.end (4_3)

Oend

und
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K =ex

p <Uend log(o'end) - O-e’ndepl,end log(gpl,end)> (4_4)

Oend

16sen lasst. Mit der Gleichung (4-1) und den Parametern nach Gleichungen (4-3) und (4-4)
wurden entsprechend alle FlieBkurven bis zu einer gewiinschten Dehnung von €., ,; = 2 extra-
poliert, ohne die bereits iterativ bestimmten Werte zu dndern. Das Ergebnis fiir alle untersuch-
ten Wiarmebehandlungen zeigt Abbildung 4-6.

4.2 Korrelation zwischen Hirtepriifung und ortsabhéngiger FlieBkurve

Die Hértepriifung in der Schweiflnahtumgebung wird in vielen Féllen als Indikator fiir die Fes-
tigkeitseigenschaften herangezogen. Dabei wird eine geringe Harte auch mit geringer Festigkeit
assoziiert. Eine Abschitzung der Dehngrenze anhand der Vickershérte HV kann fiir ausschei-
dungsgehirtete Al-Mg-Si-Legierungen beispielsweise nach

R,02(MPa) = 3-HV — 48.1 (4-5)
[110, 111] und der Zugfestigkeit nach
R,,(MPa) = 2.6 - HV + 39.8 (4-6)

erfolgen [111]. Diese direkte Umwertung ohne Beriicksichtigung weiterer Faktoren ist jedoch
nicht immer eindeutig moglich, da das Ergebnis der Hartepriifung von komplexen elastisch-
plastischen Vorgédngen abhéngt [112]. Dies zeigt sich auch in der WEZ der hier untersuchten
Legierung, da dort mehrfach gleiche Hartewerte das Ergebnis der Priifung sind. Durch die un-
terschiedlichen Abstinde der Punkte mit gleichem Héartewert zur Schweil3naht konnen unter-
schiedliche Mikrostrukturen und damit auch ein unterschiedliches Flie3- und Verfestigungs-
verhalten vorliegen. Hierbei haben die Untersuchungen des Lehrstuhls fiir Werkstofftechnik im
Rahmen des gemeinsamen Projekts gezeigt, dass die Mikrostruktur hauptsidchlich durch die
erreichte Maximaltemperatur beeinflusst wird [29]. Bei bekannter Maximaltemperatur kann da-
her auf die FlieBkurve und die Harte geschlossen werden.

Dies bedeutet im Umkehrschluss, dass eine FlieBkurve, welche mittels schweillprozessédhnli-
cher Wiarmebehandlung bestimmt wurde, einem bestimmten Abstand zur SZ zugewiesen wer-
den kann, wenn die erreichte Maximaltemperatur an jedem Ort bekannt ist. Exemplarisch sind
in Abbildung 4-7a die Maximaltemperaturen der in Kapitel 4.1.2 ausgewéhlten schweil3pro-
zessdhnlichen Wiarmebehandlungen eingetragen, um eine Abschitzung des jeweiligen Abstan-
des zur SZ zu erhalten. Die abgeschitzten Absténde sind in Tabelle 4-3 dargestellt. Allerdings
miissten fiir eine andere Schweillnahtgeometrie oder fiir andere Schweillparameter ebenfalls
Temperaturmessungen an verschiedenen Orten vorliegen, um zu ermitteln, in welchem Abstand
zur SZ welche Temperatur-Zeit-Verldufe vorliegen. Dies ist jedoch sehr aufwindig und kann
vermieden werden, indem zu den schwei3prozessdhnlichen Warmebehandlungen Hartewerte
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ermittelt werden, welche sich wiederum tiber die Maximaltemperatur ebenfalls einem Abstand

zur SZ zuordnen lassen.
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Abbildung 4-7: Zuordnung der Ergebnisse der schweifsiprozessdihnlichen Wdirmebehandlung zu einem

Abstand zur SZ im T-Stof3

a) Abschitzung der Abstinde relevanter Wirmebehandlungszustinde zur Schmelz-

zone anhand der Ty, q,-Messung (T qx-Daten aus [29])

b) Abstand der Wirmebehandlungszustinde entsprechend Tabelle 4-3 zur SZ im

Vergleich zum Hdrteverlauf im T-Stofi sowie Zuordnung derselben
handlungszustinde zu Punkten auf dem Hdrteverlauf

Wdrmebe-

Zusitzlich zu den bereits beschriebenen Wiarmebehandlungen aus Kapitel 4.1 wurden daher
durch den Lehrstuhl fiir Werkstofftechnik weitere Proben schwei3prozessdhnlich wiarmebehan-
delt und anschlieBende Hértepriifungen an allen Proben durchgefiihrt [113]. Die Ergebnisse
sind in Abbildung 4-8 dargestellt und zeigen, dass das Minimum der Hérte bei T4, = 450 °C
erreicht wird.
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Abbildung 4-8: Vickershdrte nach verschiedenen schweifiprozessdhnlichen Wirmebehandlungen und

Kaltauslagerungsdauern [113]
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Fiir die Warmebehandlungen, fiir die in Kapitel 4.1 FlieBkurven bestimmt wurden, ergaben sich
die Hartewerte in Tabelle 4-3. Diese Kombinationen aus Wiarmebehandlung, Harte und Ab-
stand sind Abbildung 4-7b mit einem Hérteverlauf, welcher an einem T-StoB3 bestimmt wurde,
in einem Hérte-Abstandsdiagramm dargestellt. Dabei zeigt sich, dass die Punkte, welche sich
aus Tabelle 4-3 ergeben, mit geringer Abweichung nicht auf dem Hairteverlauf liegen. Daher
miissen die bekannten FlieBkurven iiber ihre zugehdrige Hérte jedem schweiflnahtspezifischen
Harteverlauf neu zugeordnet werden. Dies ist beispielhaft in Abbildung 4-7b abgebildet und
stellt das Ergebnis der Zuordnung der Fliekurven zu den entsprechenden Absténden fiir diese
SchweiBnaht dar. Der Vorgang der Zuordnung soll im Folgenden néher erldutert werden.

Tabelle 4-3: Hdrte [113] nach schweifiprozesséihnlicher Wirmebehandlung und Abschdtzung des
Abstandes zur SZ aus Ty, q,-Messung

Maximaltemperatur [°C] Hérte [HV1] Abstand zur SZ [mm]

>660 (SZ) 70 0
500 79 0.8
425 67 2.8
325 91 6.3
225 104 17
RT (GWS) 99

Zunichst wird als Ausgangspunkt der Zuweisung ein Punkt auf dem Hérteverlauf innerhalb der
SZ definiert. Fiir Stumpfnihte ist dieser Ausgangspunkt die Mitte der Schweiinaht. Fiir einen
T-StoB befindet sich der Ausgangspunkt in einem frei wihlbaren Abstand zur Grenze von der
SZ zur WEZ. Dieser Abstand ist fiir alle Untersuchungen in dieser Arbeit auf 2.5 mm festgelegt
worden und entspricht der halben minimalen Breite der SZ in Stumpfnéhten.

Die FlieBkurve der SZ wird anschlieend allen gemessenen Hértewerten bis zu einem Abstand
von 2.5 mm vom Ausgangspunkt zugewiesen, da die FlieBkurve innerhalb der SZ idealisiert als
homogen angenommen wird. Der Abstand von 2.5 mm ergibt sich erneut aus der halben mini-
malen Breite der SZ in Stumpfnédhten und wird auch fiir den T-Stof3 verwendet. Weitere Details
zur genauen Festlegung der Ausgangspunkte bei komplexeren Probengeometrien sind in Kapi-
tel 4.3.3 zu finden.

Alle anderen Wiarmebehandlungszustinde werden einem Punkt im Harteverlauf zugewiesen,
welcher die entsprechende Hérte aufweist. Allerdings konnen die Hértewerte der bekannten
FlieBkurven mehrfach in einem Harteverlauf, wie dem in Abbildung 4-7b, auftreten. Daher
muss die Abfolge in Abhingigkeit der Maximaltemperaturen bei der Zuordnung beriicksichtigt
werden. Dies wird insbesondere in der Umgebung des globalen Minimums des Hérteverlaufs
von <60 HV1 im T-Stof3 deutlich. Die schweillprozessihnliche Warmebehandlung mit einer
Maximaltemperatur von 425 °C resultiert in einer Hirte von 67 HV1, welche auf beiden Seiten
dieses globalen Minimums auftritt. Zur Bestimmung der Seite konnen die Ergebnisse in Abbil-
dung 4-8 beriicksichtigt werden. Es zeigt sich, dass die Warmebehandlung mit T, = 425 °C
zu einer hoheren Hérte flihrt als die Warmebehandlung mit T, = 450 °C. Entsprechend muss
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das Harteminimum, welches bei einer hoheren Maximaltemperatur erzeugt wird, dichter an der
SZ liegen als die Harte nach der Warmebehandlung mit T,,,, = 425 °C. Damit ist die Zuord-
nung der Warmebehandlung mit T,,,, = 425 °C zum Hérteverlauf eindeutig.

Weiterhin ist aufféllig, dass das lokale Hartemaximum von 79 HV1 fiir T,,,4, = 500 °C im Hér-
teverlauf des T-Stof3es nicht erreicht wird. Jedoch zeigt ein detailliertes Hartemapping (Anhang,
Abbildung A 11) nach einem Axialdruckversuch, dass angrenzend zur SZ fast ausnahmslos ein
schmales Band mit erhohter Hérte zu finden ist. Daher sollen die Ergebnisse fiir T}, 4, = 500 °C
bei der Zuweisung berticksichtigt werden, sofern sich ein lokales Maximum im Rahmen von
5% von 79 HV1 finden ldsst, um eine gewisse Priifunsicherheit zu beriicksichtigen. Damit ldsst
sich Tpqx = 500 °C wie in Abbildung 4-7b gezeigt zuordnen. Die Suche nach einem zugehdri-
gen Extrempunkt wird fiir alle Warmebehandlungen ohne passende Kombination aus Hértewert
und Verlauf durchgefiihrt.

Diese Vorgehensweise kann prinzipiell auf verschiedene Schweiinahtgeometrien angewandt
werden, sofern eine Hérteverteilung im Abstand zur SZ fiir die entsprechende Schweillnahtge-
ometrie vorliegt. Durch die Zuordnung ausgewahlter Warmebehandlungen liegen anschlieend
fiir diskrete Abstdnde zur SZ die jeweiligen FlieBkurven vor.

4.3 Ortsabhingige Interpolation der mechanischen Eigenschaften

Als Ergebnis der Zuordnung einer schweillprozessiahnlichen Warmebehandlung zu einem Hér-
teverlauf liegt der gesamte Parametersatz, bestehend aus Harte, Warmebehandlung, FlieBkurve
und etwaige Schidigungsparameter in Abhangigkeit des Abstandes zur spezifischen Schweil3-
naht vor. Insbesondere die FlieBkurve und die Schiadigungsparameter miissen fiir ein numeri-
sches Modell ebenfalls in den Bereichen zwischen den bekannten FlieBkurven definiert werden.
Im einfachsten Fall konnten die FlieBkurven direkt linear interpoliert werden. Dies hétte jedoch
zur Folge, dass insbesondere Extrempunkte, die der ortlich feiner aufgeloste Harteverlauf zeigt,
unter- bzw. liberschitzt werden konnen. Insbesondere das globale Minimum der Hérte wird
durch die Warmebehandlung der Stauchproben nicht gesichert erreicht. Jedoch ist die minimale
Festigkeit in der WEZ entscheidend fiir das FlieBverhalten der WEZ als Ganzes und soll des-
halb mit im Modell abgebildet werden. Die entsprechende Vorgehensweise ist im Folgenden
am Beispiel der mittels Doppel-V-Naht verschweifiten Platte (Abbildung 3-2) erklért und die
Ubertragung auf FE-Modelle allgemein beschrieben.

4.3.1 Indirekte Interpolation der FlieBkurven

Die Hartepriifung an der Doppel-V-Stumpfnaht ergibt fiir beide Seiten der Naht einen ortsab-
hingigen Hérteverlauf. Beide Verldufe werden zunichst gemittelt (Abbildung 4-9). Abbildung
4-9 zeigt zudem die Zuordnung der schweillprozessédhnlichen Warmebehandlungen zu der Mit-
telung. Weiterhin wird der gemittelte Hérteverlauf fiir einen Zwischenschritt der Interpolation
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idealisiert. Ziel ist es, den prinzipiellen Verlauf der Hérte zu erfassen, ohne dass kleine Schwan-
kungen wie bei ca. 25 mm Abstand zur SZ-Mitte in Abbildung 4-9 beriicksichtigt werden. Diese
Schwankungen wiirden im Interpolationsergebnis zu Steifigkeitsschwankungen und entspre-
chend zu Dehnungsgradienten fithren, welche in Experimenten an den vorliegenden geschweil3-
ten Verbindungen nicht zu beobachten sind [103]. Fiir die Idealisierung des Harteverlaufs wer-
den Stiitzstellen definiert und zwischen diesen linear interpoliert. Abbildung 4-9 zeigt, dass zum
einen alle schweillprozessiahnlichen Warmebehandlungen und der zur SZ gehérende Punkt im
Abstand von 2.5 mm als Stiitzstellen ausgewéhlt werden. Zudem erfolgt die Identifikation aller
globalen und lokalen Extrempunkte im Hérteverlauf. Alle Extrempunkte mit einer Prominenz
grofer als 5 % der maximalen Hérte gehen als Stiitzstellen in die Idealisierung ein. Infolgedes-
sen ist die Schwankung in der Harte bei etwa 25 mm Abstand nicht beriicksichtigt. Um fiir
beliebig grofle Abstinde FlieBkurven interpolieren zu konnen, wird eine weitere Stiitzstelle in
einem fiir die spatere Anwendung ausreichend grofen Abstand zur SZ festgelegt. Dieser fiktive
Stiitzpunkt erhélt die FlieBkurve und die Héarte der schweillprozessidhnlichen Warmebehand-
lung, die dem Harteverlauf im groBten Abstand zur SZ zugeordnet werden konnte, d.h. im Bei-
spiel in Abbildung 4-9 die FlieBkurve und Harte des GWS. Dadurch sind im Modell bei gro3en
Abstinden, fiir die nicht notwendigerweise eine Hértepriifung vorliegen muss, konstant die Ei-
genschaften des GWS hinterlegt.
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Abbildung 4-9: Bestimmung der Stiitzstellen des idealisierten Hdirteverlaufs fiir die indirekte Interpo-
lation an einer Stumpfnaht. Die gepriiften Hdrteverldufe zu beiden Seiten der Stumpf-
naht sind gemittelt. Der Mittelung sind die schweifiprozessihnlichen Wéirmebehand-
lungen zugewiesen.

Die sich aus der Zuordnung ergebende Ortsabhingigkeit der FlieBkurven verdeutlicht Abbil-
dung 4-10 oben links. Abbildung 4-10 zeigt weiterhin die Vorgehensweise zur indirekten orts-
abhéngigen Interpolation der FlieBkurven. Zunéchst werden alle FlieBkurven auf ihre zugeho-
rige Hérte normiert, um einen von der plastischen Dehnung abhingigen Umrechnungsfaktor
zwischen FlieBspannung und Hérte zu erhalten (Abbildung 4-10, Schritt 1). Zwischen diesen



62 4 Entwicklung eines kontinuierlich ortsabhidngiges Materialmodells

ortlich diskret vorliegenden auf die Hérte normierten FlieBkurven wird dann mit einer geeigne-
ten Auflosung ortlich interpoliert (Abbildung 4-10, Schritt 2). Die Abstinde zwischen den in-
terpolierten Kurven werden dabei so klein gewihlt, dass alle Stiitzstellen des idealisierten Hér-
teverlaufs enthalten sind und dass mehrere Kurven pro Elementkantenlédnge eines geplanten
FE-Modells vorhanden sind. Im letzten Schritt (Abbildung 4-10, Schritt 3) wird jeder Punkt auf
der normierten FlieBflaiche mit dem zugehorigen Wert des idealisierten Harteverlaufs am ent-
sprechenden Abstand multipliziert, um fiir jeden Ort eine individuelle FlieBkurve zu erhalten.
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Abbildung 4-10: Ablauf der Interpolation von Fliefkurven anhand von Hdrtepriifungen an einer
Stumpfnaht
1) Normierung der Fliefkurven auf den zugehdrigen Hdértewert
2) Lineare Interpolation der normierten FlieSkurven auf unbekannte Abstdinde
3) Multiplikation der interpolierten normierten FlieSkurven mit idealisiertem Hdrte-
verlauf

In Abbildung 4-10 unten links ist das Ergebnis der indirekten Interpolation gezeigt. Die zusitz-
lichen Schritte der Interpolation haben dabei die originalen FlieBkurven aus den schweil3pro-
zessahnlichen Warmebehandlungen nicht veridndert (vgl. Abbildung 4-10 oben links und unten
links). Die indirekte Interpolation mit Hilfe des Harteverlaufs fiihrt jedoch dazu, dass zwischen
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den experimentell ermittelten FlieBkurven die fiir das Verhalten der WEZ entscheidenden Ext-
rempunkte besser abgebildet werden kdnnen als mit einer direkten Interpolation. Im Ergebnis
in Abbildung 4-10 unten links flihrt dies dazu, dass die FlieBkurve der Warmebehandlung mit
Trnax =425 °C nicht das globale Minimum der FlieBspannung darstellt, wie es bei einer direk-
ten Interpolation der Fall gewesen wire. Stattdessen befindet sich das globale Minimum der
FlieBspannung am Ort des globalen Harteminimums. Durch die Idealisierung des Hérteverlaufs
fiir den Schritt 3 ist zudem der prinzipielle Verlauf der mechanischen Eigenschaften gut erfasst,
ohne dass unplausibel starke Inhomogenititen auftreten.

4.3.2 Indirekte Interpolation von Schidigungsparametern

Ziel des neuen Materialmodells ist es, die Inhomogenitéten in der WEZ mdglichst detailreich
und gleichzeitig effizient abzubilden. Dazu gehort auch die Bereitstellung eines ortsabhidngigen
Schadigungsmodells. Dafiir muss die wirmebehandlungsabhingige und damit ortabhingige
Verteilung von Schidigungsparametern in der Schweilinahtumgebung ebenfalls bekannt sein.
Aufgrund der Inhomogenitét in der WEZ kann der Aufwand zur ortlich fein aufgeldsten Be-
stimmung dieser Parameter sehr hoch werden, da der Kalibrierprozess je nach Modell bereits
fiir einen einzigen homogenen Werkstoff komplex sein kann. Daher sollen die phdnomenolo-
gischen Kriterien RTCL und BW (siehe Kapitel 2.4.2) angewandt werden, welche mit einem
bzw. zwei Parametern einen vertretbaren Kalibrieraufwand benotigen.

Untersuchungen zeigen weiterhin, dass Schidigungsparameter fiir verschiedene Warmebe-
handlungszusténde einer 6xxx Aluminium-Legierung konstant sein konnen [75, 114], was Po-
tential flir eine vereinfachte ortsabhéngige Festlegung von Schadigungsparametern bietet. Dies
lasst sich damit erklédren, dass sich die Gréfe und Verteilung der hohlrauminduzierenden Aus-
scheidungen durch die Warmebehandlung nicht dndert, weil diese bereits beim Abkiihlen aus
der Schmelze oder beim Hochglithen gebildet werden. Lediglich die FlieBeigenschaften des
Matrixmaterials dndern sich durch die Verdnderung der festigkeitssteigernden Ausscheidungen
im Nanometer-Bereich [114, 115]. Allerdings konnen sich in der vorliegenden Legierung
EN AW 6082 T6 in der WEZ beim Schweil3prozess deutlich grobere Teilchen bilden als bei
konventioneller Auslagerung, wodurch die Schadigungsparameter in der WEZ nicht konstant
bleiben.

Daher sollen die Schiadigungsparameter des RTCL- und des BW-Kriteriums analog zu den
FlieBkurven ortlich interpoliert werden. Jedoch verhalten sich Hérte und Schidigungsparameter
anders zueinander als die FlieBspannung zur Hirte. Eine Erhohung der Parameter des RTCL-
und BW-Kriteriums entspricht effektiv einer Steigerung der Duktilitdt, eine Steigerung der
Harte hingegen eine Steigerung der Festigkeit. Typischerweise sinkt die Duktilitdt jedoch, wenn
ein Material verfestigt (mit Ausnahme der Feinkornverfestigung, bei der sich beide Eigenschaf-
ten verbessern). Daher wird im Rahmen des vorliegenden neuen Materialmodells ein inverser
Zusammenhang zwischen Schadigungsparameter und Hérte angenommen. Anstelle einer Nor-
mierung, wie bei den FlieBkurven (siehe Schritt 1 in Abbildung 4-10), erfolgt eine Skalierung
der Parameter mit der Harte und anschlieBend die lineare Interpolation der skalierten Parameter
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(Schritt 2). Um interpolierte Parameter zu erhalten, werden die skalierten Parameter im nichs-
ten Schritt durch die an der jeweiligen Position vorliegende idealisierte Hérte geteilt (anstelle
multipliziert wie in Abbildung 4-10 Schritt 3). Damit liegen fiir die Modellierung des Schédi-
gungsverhaltens ortsabhingig fein aufgeldste Schadigungsparameter vor, aus welchen die
Grenzkurve des jeweiligen Modells fiir jeden Ort konstruiert werden kann.

Aus den Stauchversuchen allein ist es nicht mdglich, phdnomenologische Bruchkriterien zu
kalibrieren. Stattdessen sind weitere Versuche mit verschiedenen Spannungszustdnden notwen-
dig. Allerdings war es aus versuchstechnischen Griinden nicht mdglich, gesamte Zug- und
Schubproben in iiblichen Dimensionen einer entsprechenden schweillprozessdahnlichen Wir-
mebehandlung zu unterziehen. Daher werden die Schadigungsparameter fiir die WEZ und fiir
die SZ anhand von geschweiflten Platten bestimmt. Dabei ist die detaillierte Auflésung ver-
schiedener Bereiche innerhalb der WEZ nicht mdglich, sodass sich auf die Bestimmung der
Schadigungsparameter des GWS, der WEZ im Zugfestigkeitsminimum (bzw. Héarteminimum)
und der SZ beschriankt wird. Damit liegen die Schiadigungsparameter in der WEZ nicht zwangs-
weise am Ort einer bekannten schweiprozessdhnlichen Warmebehandlung vor.

Auf die konkret durchgefiihrten Experimente und die Parameteridentifikation wird in Kapitel 5
im Detail eingegangen.

4.3.3 Ubertragung der ortsabhiingigen Materialparameter auf FE-Modelle

Als Ergebnis der Interpolationen von FlieBkurven und Schidigungsparametern liegen alle Mo-
dellparameter in Abhéngigkeit eines Abstandes zu einer Schweifinaht vor. Da dies auch einer
Abhingigkeit von der Maximaltemperatur entspricht, ist fiir die Ubertragung der Modellpara-
meter auf ein Bauteil die kiirzeste Entfernung jedes Punktes zur nichstgelegenen Schwei3naht
gesucht. Dafiir wird am Ort einer Schweifinaht eine Hilfsgeometrie, wie zum Beispiel eine
Ebene, mit geeigneter Ausrichtung definiert, zu der der kiirzeste Abstand jedes Punktes berech-
net werden kann.

Die Zuweisung des ortsabhdngigen Materialmodells auf ein FE-Modell lésst sich daher am ein-
fachsten realisieren, indem die Schweilirichtung und Plattenebene auf die Achsen und Ebenen
des globalen Koordinatensystems ausgerichtet sind. Fiir zwei mittels Stumpfnaht gefligte Plat-
ten kann ein FE-Modell beispielsweise so ausgerichtet werden, dass die Schweifirichtung in y-
Richtung und die Ausrichtung der geschweiften Platten parallel zur x-y-Ebene vorliegt. Damit
befindet sich die Schweillnahtmitte in der y-z-Ebene. In diesem Fall entspricht der kiirzeste
Abstand jedes Punktes zur Schweif3nahtmitte einfach dem Betrag der x-Koordinate.

Fiir komplexere Schwei3nahtgeometrien, wie eine K-Naht in einem T-Stof3 geniigt diese Ver-
einfachung nicht mehr aus. Stattdessen muss die Schwei3nahtgeometrie detaillierter und raum-
lich begrenzt abgebildet werden. Dies erfolgt im Rahmen dieser Arbeit mittels rdumlich be-
grenzter Ebenen (d.h. Rechtecke) und Geraden (d.h. Strecken). In jedem Fall werden einem
Element die Modellparameter zugewiesen, die zu dem kiirzesten Abstand zu der nichstgelege-
nen vorab definierten Hilfsgeometrie (d.h. Schweiinaht) gehdren. Zur Veranschaulichung zeigt
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Abbildung 4-11 eine schematische Darstellung eines fiktiven Bauteils, welches mittels drei un-
terschiedlicher SchweiBindhte gefligt wurde. Die SchweiBindhte selbst sind nicht dargestellt,
aber die Positionen dieser sind eingezeichnet. In dem Bauteil befinden sich zwei Stumpfnéhte,
welche durch eine gemeinsame Ebene definiert werden konnen. Die beiden Kehlnéhte sind
durch zwei Geraden und die K-Naht durch ein Rechteck idealisiert. In diesem Beispiel sind die
Hilfsgeometrien jeweils in die Schweiinahtwurzel gelegt. Fiir die Beispielpunkte P1 bis P7 in
der Abbildung sind die kiirzesten Strecken zu den verschiedenen Hilfsgeometrien eingezeichnet
und entsprechend der Legende die ndchstgelegene Hilfsgeometrie gekennzeichnet. Je nach Ide-
alisierung der Schweiflnaht wird folgendes berechnet, wobei in Klammern beispielhaft Punkte
in Abbildung 4-11 angegeben sind, bei denen die die entsprechende Berechnung zum gerings-
ten Abstand aller Hilfsgeometrie fiihrt:

- Ebene:
o geringster senkrechter Abstand zur Ebene (P2, P4)
- Strecke:
o geringster senkrechter Abstand zur zugehdrigen Gerade, wenn der Lotpunkt
zwischen den Endpunkten der Strecke liegt (P5, P7)
o sonst: Abstand zum néchstgelegenen Endpunkt (P6)
- Rechteck:
o geringster senkrechter Abstand zur Ebene des Rechtecks, wenn der Lotpunkt
innerhalb des Rechtecks liegt (P1)
o sonst: geringster Abstand zur nichstgelegenen der vier begrenzenden Strecken
analog zum Vorgehen fiir eine Strecke (P3)

In dieser Arbeit wird das neu entwickelte Modell ausschlielich in LS-DYNA auf reduziert
integrierte Elemente mit nur einem Integrationspunkt angewandt. Um die Programmierung ei-
nes eigenen Materialmodells zu vermeiden, wurde eine MATLAB-Routine geschrieben, die die
relevanten Modelldaten, wie Position der Knoten und Zuordnung der Knoten zu den Elementen
aus der Modelldatei (.k-Datei) ausliest. Zur Bestimmung des Abstands eines Elements zu einer
SchweiBnaht wird vereinfacht als Position des Elements die Mittelung aller Knotenkoordinaten
berechnet. Diese Ndherung ist im Rahmen dieser Arbeit ausreichend, da durch die Vernetzung
gewdhrleistet wird, dass alle Elemente in der Schweillnahtumgebung prismenférmig mit mog-
lichst geringer Abweichung zum Quader sind. Damit liegt der einzige Integrationspunkt mittig
im Element vor.

Nach Bestimmung der Position des Elements und Berechnung des Abstandes des Elements zur
nichstgelegenen Schweiflnaht wird entsprechend dieses Abstandes fiir das Element die Flie3-
kurve festgelegt. Fiir das Element wird dann in dem FE-Modell bzw. genauer in der .k-Datei
des Modells eine individuelle Materialkarte mit den ortsabhéngigen Eigenschaften angelegt. Je
nach Schidigungsmodell werden in diesem Schritt zudem die entsprechenden Schadigungspa-
rameter ausgelesen und ebenfalls in der individuellen Materialkarte hinterlegt (RTCL-Krite-
rium), bzw. die Grenzkurve selbst aus den Parametern erstellt (BW-Kriterium).
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Punkte auf/im Bauteil:
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Abbildung 4-11: Schematische Darstellung eines mittels mehrerer Schweifindhte gefiigten fiktiven Bau-
teils. Die Schweifindhte sind durch unterschiedliche Hilfsgeometrien idealisiert und
die kiirzeste Entfernung von beispielhaften Punkten auf bzw. im Bauteil zu den ver-
schiedenen Hilfsgeometrien eingezeichnet.

4.4 Zwischenfazit

In diesem Kapitel wurde ein neues kontinuierlich ortsabhéngiges Materialmodell auf Basis von
schweillprozessihnlichen Wirmebehandlungen und Hartepriifungen (KWH-Modell) entwi-
ckelt. Durch die Bestimmung der FlieBkurven an wirmebehandelten Kleinproben sind die
FlieBkurven einer eindeutigen Mikrostruktur zugeordnet und damit zunichst unabhédngig von
einer Position in einer inhomogenen Schweillnahtumgebung. Da die Mikrostruktur und damit
die Festigkeitseigenschaften und die Hérte mafigeblich von der erreichten Maximaltemperatur
abhingt, ist es moglich, die FlieBkurven anhand der zugehorigen Hérte einer Position auf einer
schweilnahtspezifischen Hirteverteilung zuzuweisen. Durch eine indirekte ortliche Interpola-
tion der FlieBkurven mit Beriicksichtigung des Hérteverlaufs konnen die fiir das globale Ver-
halten einer Probe wichtigen Extrempunkte der Festigkeit detailliert abgebildet werden. Durch
zusitzliche Versuche zur Kalibrierung von Schiadigungsparametern und nachfolgender Inter-
polation dieser liegt damit ein Ortlich fein aufgeldstes Materialmodell vor. Dieses kann {iber
einen vergleichsweise einfach zu bestimmenden Harteverlauf auf beliebige andere Schweil3-
ndhte des gleichen Werkstoffs libertragen werden, ohne dass erneut FlieBkurven und Schidi-
gungsparameter ermittelt werden miissen.
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5 Parameteridentifikation fiir Material- und Schidigungsmo-
delle

In diesem Kapitel wird die Parameteridentifikation fiir die verwendeten Material- und Schidi-
gungsmodelle beschrieben. Zum einen wird dies fiir die Schweillnahtumgebung anhand eines
4-Zonen-Modells durchgefiihrt, in welchem geschweiflte Bauteile in vier Zonen (GWS, SZ und
zwei Zonen in der WEZ) eingeteilt werden. Zum anderen erfolgt die Parameterbestimmung
auch fiir das in Kapitel 4 beschriebene neu entwickelte KWH-Modell. Zudem wird im Rahmen
dieses Kapitels der Einfluss des Spannungszustands auf das Verhalten des Grundwerkstoffs mit
Hilfe von numerischen Simulationen im Detail untersucht.

5.1 Parameteridentifikation anhand von Zugversuchen

Wie Tabelle 3-2 zeigt, kamen fiir die verschiedenen Materialbereiche unterschiedliche Geome-
trien sowohl fiir gekerbte als auch ungekerbte Proben zum Einsatz. Die Versuche an diesen
Proben sollen mittels Finiter Elemente Methode (FEM) simuliert werden, um zusétzlich zu den
Experimenten Informationen {iber den lokalen Spannungs- und Dehnungszustand zu erhalten.

5.1.1 FE-Modelle

Die verwendeten Probengeometrien lassen sich in den Kategorien Rundzugproben und Flach-
zugproben unterscheiden. Innerhalb beider Kategorien ist die prinzipielle Modellbildung gleich
und wird daher auch nicht fiir jedes Modell, sondern im Folgenden allgemein beschrieben. Auf
die verwendeten Elementkantenldngen (EKL) wird im Rahmen einer Konvergenzstudie in Ka-
pitel 5.1.2 eingegangen.

Rundzugproben

Rundzugproben kamen fiir den GWS und die SZ zum Einsatz. Beide Materialien werden im
Rahmen dieser Arbeit sowohl als homogen als auch isotrop angesehen. Dadurch ist die Verein-
fachung der Modelle durch Beriicksichtigung von Symmetrien moglich. Die Rotationssymmet-
rie erlaubt die Verwendung achsensymmetrischer Elemente. Weiterhin kann Spiegelsymmetrie
ausgenutzt werden, sodass ein achsensymmetrisches Halbmodell entsteht (Abbildung 5-1). Alle
Rundproben wurden mittels eines parametrisierten Skriptes in Marc Mentat so erstellt, dass
einerseits alle Elemente im Messbereich der Probe moglichst quadratisch sind. Andererseits
wurden Knoten auf der Probenoberflache so platziert, dass die Positionen dieser Knoten dem
jeweiligen experimentell verwendeten Extensometer entspricht. Das bedeutet, dass bei einer
Messbasis von 39.4 mm der zugehorige Knoten auf der Oberflache der Probe die x-Koordinate
39.4/2 mm = 19.7 mm erhélt. Um in der Simulation eine Einschniirung in der Symmetrieebene
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hervorzurufen, wurde eine Imperfektion der Geometrie in Form einer Reduktion des Probenra-
dius von 0.1 % eingebracht.

Eine globale Verschiebung wurde auf das FE-Modell aufgebracht, indem alle Knoten am Pro-
benende als Starrkorper mit einem Master-Knoten verschoben wurden. An diesem Master-Kno-
ten wurde auch die Kraft wihrend der Simulation ausgelesen. Alle Rechnungen erfolgten mit
voll integrierten Vier-Knoten-Elementen.

o Messpunkt Extensometer
Verschiebungsrandbedingung
am Master-Knoten
Symmetrierandbedingung

____________________________________ _——— Ly:Messbasis des Extensometers
Rotationsachse

Lo/2

Abbildung 5-1: Schematische Darstellung eines rotationssymmetrischen FE-Halbmodells einer unge-
kerbten Zugprobe mit zugehorigen Randbedingungen und Messpunkten fiir die Ver-
schiebung

Flachzugproben

Alle Flachzugproben wurden aus geschweiliten Platten gefertigt, um die Eigenschaften der
WEZ zu ermitteln. Dementsprechend lag in diesen Proben kein homogener Werkstoff vor,
wodurch die geometrische Symmetrie in Zugrichtung nicht im FE-Modell beriicksichtigt wer-
den konnte. Durch das beidseitige Abfrdsen der Proben auf eine Dicke von 6 mm sind die Ma-
terialeigenschaften ndherungsweise symmetrisch zur Plattenmittelebene und werden idealisiert
als in Dickenrichtung homogen angenommen. Unter Berlicksichtigung der Symmetrie senk-
recht zur Zugrichtung sind Viertelmodelle entstanden (siche Abbildung 5-2a), auf die an beiden
Probenenden eine Verschiebung auf alle Knoten aufgebracht wurde. Analog zu den Rundzug-
proben wurden auch hier Knoten auf der Probenoberflidche so platziert, dass das Auslesen der
Knotenverschiebungen an diesen dem jeweiligen Extensometer im Experiment entspricht. Die
Vernetzung erfolgte mittels Acht-Knoten-Hexaeder Elementen.

Um die inhomogenen Materialeigenschaften der Schweillnaht im Modell zu beriicksichtigen,
wurde fiir das gleiche FE-Netz zum einen das KWH-Modell verwendet, welches in Kapitel 4
entwickelt wurde, und zum anderen ein konventionelles 4-Zonen-Modell (Abbildung 5-2a). Die
Einteilung der Zonen ist in Abbildung 5-2b abgebildet und aus [29] iibernommen. Eine Eintei-
lung der WEZ in die zwei Zonen Z1 und Z2 hat den Hintergrund, dass die hohe Inhomogenitét
in der WEZ und insbesondere das Minimum dadurch genauer erfasst werden soll als mit nur
einer Zone. Hierbei liegt in der Z1 die geringste Festigkeit vor.

Fiir das 4-Zonen-Modell wurden alle Simulationen mit Marc Mentat mit voll integrierten Ele-
menten implizit gerechnet. Fiir das KWH-Modell kamen reduziert integrierte Elemente in ex-
pliziten Rechnungen in LS-DYNA zum Einsatz mit identischen Randbedingungen zum 4-Zo-
nen-Modell. Das vernetzte Viertel-Modell mit den Dehngrenzen nach dem KWH-Modell (ent-
sprechend Abbildung 4-10) zeigt Abbildung 5-3.
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Abbildung 5-2: a) FE-Viertelmodell einer ungekerbten Zugprobe mit 4-Zonenmodell
b) Einteilung der Schweifinahtumgebung in 4 Zonen nach [29]
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Abbildung 5-3: Verteilung der Dehngrenze nach KWH-Modell im FE-Viertelmodell im Vergleich zum
Hdrteverlauf

5.1.2  Bestimmung von FlieBkurven fiir das 4-Zonen-Modell

Fiir das KWH-Modell liegt die Verteilung der FlieBkurven in der Umgebung der untersuchten
Stumpfnaht entsprechend der Ergebnisse aus Kapitel 4.3.1 (Abbildung 4-10) vor. Im Gegensatz
dazu wurden fiir das konventionelle 4-Zonen-Modell die in Kapitel 3.3 beschriebenen Zugver-
suche zur Bestimmung der FlieBkurven herangezogen. Anhand des Beispiels des GWS wird
die Vorgehensweise im Detail erldutert.

Anhand der gemittelten Kraft-Verschiebungskurven erfolgte nach Umrechnung in die techni-
sche Spannungs-Dehnungskurve zunéchst die analytische Berechnung der FlieBkurve mittels
Gleichungen (2-1) bis (2-5). Diese ist bis zum Einsetzen der Einschniirung giiltig und wurde
fiir hohere Dehnungen numerisch iterativ mit der Vorgehensweise nach Bao [42] entsprechend
der Ausfiihrungen in Kapitel 2.3.1 bestimmt. Dazu wurde dem FE-Modell des Zugversuchs
zunéchst die analytisch berechnete FlieBkurve bis zum Beginn der Einschniirung zugewiesen.
Als initiale Annahme fiir den weiteren Kurvenverlauf wurde ideal-plastisches Verhalten durch
eine horizontale Extrapolation des letzten bekannten Punktes realisiert (Abbildung 5-4a). Die-
ses Verhalten ist fiir den vorliegenden Werkstoff nicht wahrscheinlich, da der Verlauf der Fliel3-
kurve auf zunehmende Verfestigung hindeutet, verdeutlicht aber am Beispiel des GWS das ite-
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rative Vorgehen nach Bao [42]. Die daraus resultierende Kraft-Verschiebungskurve liegt deut-
lich unterhalb der experimentell ermittelten Kurve (Abbildung 5-4b). Abbildung 5-4b zeigt,
dass das iterative Anpassen der FlieBkurve nach acht Schritten zu einer FlieBkurve fiihrt, mit
welcher die simulierte Kraft-Verschiebungskurve vollstindig innerhalb des experimentellen
Streubandes liegt. Entsprechend wurde nach acht Iterationsschritten abgebrochen. Um die An-
zahl der Iterationsschritte zu reduzieren, kamen fiir alle anderen iterativ mit dieser Methode
bestimmten Kurven keine ideal-plastischen Extrapolationen nach Beginn der Einschniirung
zum Einsatz, sondern als erste Ndherung die Berechnungsergebnisse nach Gleichungen (2-1)
bis (2-5). Dadurch geniigten in allen weiteren Féllen maximal drei Iterationsschritte zur Be-
stimmung der FlieBkurve.
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Abbildung 5-4: Iterative Bestimmung der Fliefskurve des GWS mit ausgewdhlten Zwischenschritten

a) Fliefkurve )

b) Kraft-Verschiebungskurve nach Uberschreiten der Maximalkraft
Weiterhin soll das Beispiel des GWS die Abhédngigkeit der FlieBkurven von der Elementgrof3e
aufzeigen. Die zuvor beschriebene Vorgehensweise wurde an einem Modell mit einer Element-
kantenldnge von EKL = 0.125 mm durchgefiihrt. Abbildung 5-5a zeigt den Einfluss steigender
EKL auf das Iterationsergebnis fiir den GWS. Die FlieBkurven fiir 0.125 mm < EKL < 0.5 mm
unterscheiden sich bis zu einer Dehnung von ca. 40 % kaum. Mit diesen EKL konnte die Ein-
schniirung in Ubereinstimmung mit den Experimenten abgebildet werden. AuBerdem trat bei
EKL = 0.125 mm nur noch eine vernachlissigbare Anderung der maximalen lokalen Dehnun-
gen im Inneren der Probe im Vergleich zur EKL = 0.25 mm auf. Entsprechend das Ergebnis
der Konvergenzstudie, dass die EKL = 0.125 mm und die zugehorige FlieBkurve verwendet
werden konnen. Damit haben die Elemente eine Kantenldnge von 1/32 des Probenradius. Diese
Anzahl an Unterteilungen fiir den kleinsten Probenquerschnitt wird fiir alle Zugproben gewihlt,
sodass fiir die Flachzugproben eine EKL von 12.5/32 mm = 0.39 mm verwendet wird.

Im Gegensatz dazu zeigen die iterativ bestimmten FlieBkurven fiir EKL > 0.500 mm in Abbil-
dung 5-5a ein nicht-physikalisches Verhalten, da bei hohen Dehnungen eine Entfestigung auf-
treten miisste, um die Kraft-Verschiebungskurve korrekt abbilden zu kénnen. Dies ist jedoch
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vor Eintreten des Bruchversagens fiir diese Legierung in diesem Ausmal} unplausibel. Stattdes-
sen sind die Elemente so groB3, dass die Einschniirung der Proben nicht korrekt geometrisch
abgebildet werden kann. Entsprechend wird das Absinken der Kraft-Verschiebungskurve bei
der Iteration durch eine Entfestigung der FlieBkurve erreicht.
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Abbildung 5-5: a) Elementkantenlingenabhdngigkeit der Fliefskurve des GWS
b) Fliefkurven des 4-Zonenmodells. Die Marker zeigen den Punkt, ab dem die Fliefs-
kurven nicht mehr direkt aus experimentellen Ergebnissen errechnet wurden.

Fiir die Ermittlung der FlieBkurve in der SZ anhand der durchgefiihrten Zugversuche ist keine
Iteration notwendig, da die SZ-Proben ohne das Auftreten einer Einschniirung sprode brechen
(sieche Abbildung 3-7). Entsprechend geniigt die Anwendung der Gleichungen (2-1) bis (2-5)
auf die gemittelte technische Spannungs-Dehnungskurve aus.

Nachdem die FlieBkurven des GWS und der SZ bekannt sind, ist es moglich, die FlieBkurven
in der WEZ numerisch iterativ anhand der geschweiften Flachzugproben zu bestimmen. Die
WEZ wird im Rahmen des 4-Zonen-Modells in zwei Bereiche (Z1 und Z2) eingeteilt, die se-
parate mechanische Eigenschaften erhalten. Um analog zum GWS und zur SZ anhand einer
Kraft-Verschiebungskurve eine erste Naherung fiir die FlieBkurve berechnen zu kénnen, wur-
den mittels DIC zusétzliche virtuelle Extensometer auf der Probenoberfldche in den Zugversu-
chen ausgewertet. Diese virtuellen Extensometer wurden auf der Probenoberflidche auf der Seite
des Bruchversagens so platziert, dass die Messbasis und der Ort der Extensometer der Linge
und Position der Z1 bzw. Z2 auf der Probe entspricht. Mit der Zylinderkraft ergibt sich eine
zonenspezifische Kraft-Verschiebungskurve, anhand der die jeweilige FlieBkurve analytisch
bis zum Erreichen der Maximalkraft errechnet werden kann. Aufgrund der Tatsache, dass es in
der Z2 zu keiner Einschniirung kommt, wurde die weitere iterative Bestimmung der FlieSkurve
nur fiir die Z1 durchgefiihrt. Dazu wird den vier Zonen im Modell des Zugversuches die jeweils
bekannte FlieBkurve des GWS, der SZ und der Z2 zugewiesen. Die FlieBkurve der Z1 ergibt
sich analog zum GWS aus der Iteration, sodass die globale Kraft-Verschiebungskurve der Si-
mulation an die Kurve des Experiments angendhert wird.
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Damit liegen fiir alle vier Zonen FlieBkurven bis zu unterschiedlichen maximalen Dehnungen
vor. Bedingt durch die geringe Verformung der Z2 im Versuch ist dort die FlieBkurve nur bis
ca. 2 % bekannt, wihrend die FlieBkurve des GWS nach der Iteration bis ca. 60 % vorliegt. Um
fiir die SZ und die Z1 die FlieBkurven zu extrapolieren, wurde das Considére-Kriterium ange-
nommen und die Kurven nach Gleichung (2-11) bis zu einer Dehnung von &, ,; = 2 erweitert.
Fiir die Z1 und den GWS wurden die FlieBkurven iterativ bereits iiber den Beginn der Ein-
schniirung hinaus bestimmt. Daher werden diese Kurven nach dem letzten iterativ bestimmten
Punkt nach Gleichung (4-4) extrapoliert. Das Ergebnis fiir die Bestimmung der FlieBkurven des
4-Zonen-Modells zeigt Abbildung 5-5b, wobei der Marker den letzten direkt aus der Kraft-
Verschiebungskurve berechneten Punkt anzeigt.
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Abbildung 5-6: Experimentell (gemittelt) und numerisch bestimmte technische Spannungs-Dehnungs-
kurven von Zugversuchen an ungekerbten (links) und gekerbten (rechts) Proben. Die
numerisch bestimmten Kurven sind bis zur experimentell ermittelten Bruchverschie-
bung dargestellt. Daten aus [103] auf3er FEM fiir die WEZ.

Zur Validierung der FlieBkurven konnen numerisch bestimmte technische Spannungs-Deh-
nungskurven mit den in Kapitel 3.3.2 experimentell bestimmten gemittelten Spannungs-Deh-
nungskurven an gekerbten und ungekerbten Proben verglichen werden (Abbildung 5-6). Bei
den ungekerbten Proben (Abbildung 5-6 links) liegen die Simulationsergebnisse nahezu voll-
staindig auf den experimentellen Ergebnissen, da die FlieBkurven anhand ebendieser Experi-
mente iterativ bestimmt wurden. Mit der Methode nach Bao konnte allerdings im Vergleich zu
der Methode nach Gannon, welche in [103] angewandt wurde, eine bessere Ubereinstimmung
der simulierten Kraft-Verschiebungskurve der WEZ erzielt werden. Die in [103] fiir die Z1
bestimmte FlieBkurve fiihrt bis zum Erreichen der Maximalkraft innerhalb des experimentellen
Streubandes zu einer leichten Unterschitzung der gemittelten Kraft-Verschiebungskurve. Diese
Unterschétzung tritt mit der hier vorliegenden FlieBkurve fiir die Z1 nicht auf. Zudem zeigt
Abbildung 5-6 rechts, dass die zuvor bestimmten FlieBkurven im Zusammenhang mit den ver-
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wendeten FE-Modellen der gekerbten Proben geeignet sind, um das globale Verhalten (repra-
sentiert durch die technischen Spannungs-Dehnungskurven) der verschiedenen Materialien gut
abzubilden.

5.1.3 Kalibrierung der Schidigungsparameter — 4-Zonen-Modell

Durch die vorangegangene Konvergenzanalyse konnen die numerischen Simulationen der ver-
schiedenen Zugversuche verwendet werden, um die Entwicklung der plastischen Ver-
gleichsdehnung und der Spannungsmehrachsigkeit auszulesen und anhand dieser Schadigungs-
parameter zu bestimmen. Die &, ,;-17-Kurven fiir alle Zugversuche sind in Abbildung 5-7 dar-
gestellt, wobei die Kurven in allen Versuchen an dem Element mit der hochsten plastischen
Dehnung aufgenommen wurden. Dieses ist im Zugversuch beim Erreichen der experimentellen
Bruchverschiebung in allen Versuchen das Element im Zentrum der Einschniirung, d.h. im
Zentrum der Probe, und auch immer das Element mit der hdchsten auftretenden Spannungs-
mehrachsigkeit. Daher kann in allen Versuchen das Zentrum der Proben als Ort der Rissinitiie-
rung angesehen werden. Die folgenden Untersuchungen beschrinken sich in der WEZ auf die
Z1, da diese durch die geringe Festigkeit maBgeblich das globale Verhalten der geschweil3ten
Proben bestimmt und deshalb nur fiir diese gekerbte Proben gefertigt wurden. Innerhalb der Z2
wurde in den ungekerbten Proben kein Bruchversagen experimentell beobachtet, was eine se-
parate Kalibrierung von Bruchkriterien fiir die Z2 verhindert. Stattdessen werden die Parameter
jeweils aus den Ergebnissen der Z1 und des GWS gemittelt, weil dort anhand des Hirteverlaufs
ein Zwischenzustand zwischen den beiden anderen Zonen zu erwarten ist.

Abbildung 5-7 zeigt, wie auch in [103] beschrieben, dass die Spannungsmehrachsigkeit auch
wiéhrend eines Versuchs an einer ungekerbten Probe nicht zwangslidufig konstant bleibt. Ab
Einsetzen der Einschniirung liegt kein einachsiger Spannungszustand mehr vor. Da die unge-
kerbte SZ-Probe (Abbildung 5-7¢) vor Einsetzen einer Einschniirung gebrochen ist, tritt dort
im Gegensatz zu ungekerbten Proben des GWS (Abbildung 5-7a) und der Z1 (Abbildung 5-7b)
eine konstante Spannungsmehrachsigkeit bis zum Bruch auf. In der Z1 stellt sich auch deshalb
bei der ungekerbten Probe kein konstanter Spannungszustand von 1 = 1/3 bis zum Erreichen
der Zugfestigkeit ein, da die inhomogenen Materialeigenschaften eine unmittelbare Erh6hung
der Spannungsmehrachsigkeit hervorrufen. Weiterhin zeigt sich zum einen, dass die plastische
Vergleichsdehnung beim Erreichen der Bruchverschiebung beim GWS und bei der SZ mit ab-
nehmendem Kerbradius abnimmt. Dieses Verhalten ist vielfach in der Literatur fiir homogene
Aluminium-Knetlegierungen beobachtet [64, 71, 92, 116].

Die vorliegenden Untersuchungen zeigen, dass die Bruchdehnung in der WEZ im Gegensatz
zum GWS und zur SZ fiir den kleinsten Kerbradius in der Z1 ansteigt (Abbildung 5-7b). Dieses
Ergebnis entspricht nicht dem Verhalten homogener Legierungen, jedoch gibt es in der Litera-
tur nach aktuellem Kenntnisstand keine vergleichbaren Untersuchungen der Wéarmeeinfluss-
zone, anhand derer das Verhalten der WEZ eingeordnet werden kann.
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Abbildung 5-7: Entwicklung der plastischen Vergleichsdehnung und Spannungsmehrachsigkeit in
Zugversuchen mit unterschiedlichen Kerbradien bzw. ohne Kerbe (0. K.) bis zum
Bruch nach unterschiedlichen Kriterien fiir den GWS, die SZ und die Z1 (4-Zonen-
Modell)

Bei der Bewertung des Anstiegs der Bruchdehnung ist zu beriicksichtigen, dass die Unterteilung
der WEZ in zwei Zonen zu einer Mittelung der mechanischen Eigenschaften innerhalb der Z1
fiihrt, was eine Erhohung der niedrigsten Dehngrenze zur Folge hat. Dies kann nicht nur dazu

fithren, dass die maximalen lokalen Dehnungen in der Simulation niedriger sind als in den Ex-
perimenten [29], sondern auch zu dem beobachteten Anstieg der simulierten Bruchdehnung
beim niedrigsten Kerbradius. Zudem ist ein Einfluss des Herstellungsprozesses auf die mecha-

nischen Eigenschaften nicht auszuschlieBen, da die Proben mit 10 mm Kerbradius aus einer
anderen Halfte derselben geschweillten Platte hergestellt wurden als die Proben mit 40 mm
Kerbradius. Da der durch das Schweilen erzeugte Warmefluss am Ende einer Schweil3naht
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anders sein kann als am Anfang der Naht, konnte eine unterschiedliche Duktilitdt in 10 mm
Abstand zur Mitte des SZ das Ergebnis sein. Insgesamt ldsst sich festhalten, dass die Verschie-
bungen, Spannungsmehrachsigkeiten und plastischen Dehnungen beim Bruch innerhalb der
verschiedenen WEZ-Proben sehr dhnlich sind. Dies bestétigt den starken Einfluss der Materia-
linhomogenitit auf die &.4,;-n-Entwicklung im Vergleich zum Einfluss der Geometrie, auf
welchen auch die geringen Unterschiede in der Maximalkraft bei unterschiedlicher Kerbgeo-
metrie hinweisen. [103]

Fiir die Kalibrierung des RTCL- und des BW-Kriteriums sowie die Berechnung der Grenzkurve
nach der FKM-Richtlinie geniigen fiir den Bereich der Spannungsmehrachsigkeit von 1 > 1/3
jeweils die Kurven aus dem Versuch ohne Kerbe. Dazu wird der jeweilige Parameter &, direkt
aus den Gleichungen (2-25) fiir das RTCL und aus (2-26) fiir das BW-Kriterium berechnet. Die
Parameter fiir die FKM-Richtlinie ergeben nach Gleichungen (2-15) bis (2-20) mit den Ergeb-
nissen aus Tabelle 3-3. Zusammenfassend zeigt Tabelle 5-1 die Ergebnisse der Kalibrierung.
Darin sind die Werte fiir die Z2 jeweils gemittelt aus den Werten der Z1 und des GWS.

Tabelle 5-1: Parameter & .+ des RTCL- und BW-Kriteriums sowie die Parameter der Grenzfunk-

tion nach der FKM-Richtlinie fiir das 4-Zonen-Modell. Alle Dehnungen sind in
mm/mm angegeben, Nyer , und B sind einheitenlos.

RTCL BW FKM

€fut &fut Emin Eref,1 Eref,2 Nref,2 B
GWS 0.81 0.94 0.05 0.581 0.180 0.460 3.053
72 0.58 0.67 0.05 0.427 0.141 0.427 3.317
Z1 0.34 0.40 0.05 0.293 0.102 0.398 3.858
SZ 0.10 0.10 0.05 0.096 0.090 0.336 0.423

In Abbildung 5-7 sind die Punkte in der &, ,;-n-Entwicklung markiert, bei welchen Rissiniti-
ierung und infolgedessen Bruchversagen in den verschiedenen Proben nach den drei untersuch-
ten Kriterien auftritt. Mit Rissinitiierung ist in diesem Kontext gemeint, dass flir das RTCL-
und BW-Kriterium die Schiadigung den Wert D = 1 erreicht, bzw. dass die plastische Dehnung
die Grenzdehnung nach FKM-Richtlinie liberschreitet. Zunéchst ist festzuhalten, dass die be-
rechneten Initiierungspunkte fiir das RTCL- und BW-Kriterium sehr &hnlich fiir alle Material-
bereiche sind. Fiir den Grundwerkstoff bilden beide Kriterien das Eintreten des Versagens fiir
grofle Kerbradien gut ab, unterschitzen jedoch die Schidigung bei kleinen Kerbradien. Dies
fiihrt zu einem Uberschitzen der Bruchdehnung bei einer hohen Spannungsmehrachsigkeit. Fiir
die SZ ist die berechnete Bruchdehnung auch beim kleinsten untersuchen Kerbradius in guter
Ubereinstimmung mit der Bruchdehnung beim Erreichen der experimentell ermittelten Bruch-
verschiebung. Den Anstieg der Bruchdehnung beim geringsten untersuchten Kerbradius in der
WEZ kann mit beiden Kriterien nicht abgebildet werden. Allerdings liegen die Kurven insge-
samt dicht beieinander, sodass die Abweichungen zwischen Experiment und RTCL- bzw. BW-
Kriterium gering sind.
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Wenn die Bruchverschiebung mit Hilfe der Grenzkurve nach der FKM-Richtlinie bestimmt
wird, zeigen sich fiir die drei Materialbereiche unterschiedliche Verhalten. Fiir den GWS und
die Z1 wird die Bruchdehnung in allen Versuchen deutlich unterschétzt, sodass sich in den
Simulationen auch zu geringe Bruchverschiebungen ergeben. In der SZ ergeben sich ebenfalls
zu niedrige Bruchdehnungen fiir die ungekerbte Geometrie und die Probe mit 12 mm Kerbra-
dius. Beim kleinsten gepriiften Kerbradius liefert die FKM-Richtlinie jedoch eine geringfiigig
zu hohe Bruchdehnung.

5.1.4 Kalibrierung der Schidigungsparameter — KWH-Modell

Zur Kalibrierung verschiedener Schadigungsparameter fiir das KWH-Modell wird dieses auf
die FE-Modelle (Kapitel 5.1.1) gekerbter und ungekerbter geschweiliter Flachzugproben ange-
wandt und zunichst die berechneten lokalen Dehnungen anhand experimenteller Ergebnisse
validiert. Da das KWH-Modell die Inhomogenitit in der WEZ sehr fein abbildet, ist die Ver-
teilung der Materialeigenschaften bei der Anwendung des KWH-Modells auch abhingig von
der EKL. Daher wurde eine erneute Konvergenzstudie fiir die Zugproben mit dem KWH-Mo-
dell durchgefiihrt (Abbildung 5-8a).
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Abbildung 5-8: Experimentell (gemittelt mit Streuband) und numerisch (KWH-Modell) bestimmte
Kraft-Verschiebungskurven aus Zugversuchen geschweifster Flachzugproben
a) Konvergenzstudie des KWH-Modells (32.5 mm Extensometer)
b) Vergleich der Verwendung virtueller Extensometer mit 65 mm Ldnge (iiber beide
WEZ) und mit 32.5 mm Linge (iiber eine WEZ). Die Marker stellen das Erreichen
der Maximalkraft dar.

Die Studie ergibt, dass

die Kraft-Verschiebungskurven bei

abnehmender EKL ab

EKL < 0.39 mm konvergieren, wobei die berechnete Kraft beim Erreichen der experimentellen
Bruchverschiebung ca. 10 % oberhalb der experimentellen Kraft liegt. Die maximale plastische
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Dehnung beim Erreichen der experimentell ermittelten Bruchverschiebung dndert sich eben-
falls nur noch geringfiigig, sodass auch mit dem KWH-Modell eine EKL von 0.39 mm verwen-
det werden kann. Fiir diese Konvergenzstudie wurde abweichend von den in Kapitel 3.3.2 ge-
zeigten Kraft-Verschiebungskurven fiir die geschweifiten Flachzugproben kein virtuelles Ex-
tensometer mit 65 mm Messbasis verwendet, sondern ein virtuelles Extensometer mit halber
Lange von 32.5 mm. Dies wird im Folgenden ndher erldutert, wobei die Platzierung beider vir-
tuellen Extensometer in Abbildung 5-9c¢ dargestellt ist.

Als erstes Kriterium zur Bewertung der Giite des KWH- Modells dient erneut der Vergleich
experimenteller und berechneter Kraft-Verschiebungskurven. Abbildung 5-8b zeigt die ent-
sprechenden Kurven, bestimmt mit 65 mm-Extensometern, wie bei den Auswertungen der Ex-
perimente in Kapitel 3.3.2 und des 4-Zonen-Modells in Kapitel 5.1.2. In Abbildung 5-8b ist
anhand der Marker das Erreichen der maximalen Kraft zu erkennen. Dabei wird deutlich, dass
diese beim 65 mm-Extensometer in der Simulation bei einer hheren Verschiebung als die ex-
perimentelle Bruchverschiebung erreicht wird. Erst bei noch groferen Verschiebungen kommt
es in der Simulation zu einem Kraftabfall und zu stark ansteigenden lokalen Dehnungen. In der
Folge werden die lokalen Dehnungen, welche zur Kalibrierung der Schadigungsparameter her-
angezogen werden sollen, bis zum Erreichen der Bruchverschiebung stark unterschétzt. Dies
liegt darin begriindet, dass in der Langendnderung des 65 mm-Extensometers die Dehnungen
der WEZ beidseitig der SZ enthalten sind. Durch die symmetrisch angenommene Verteilung
der FlieBkurven und Schweiflnahtgeometrie erfahrt das Modell jedoch erst bei hoheren globalen
Verschiebungen eine einseitige Lokalisierung als das in den Experimenten zu beobachten ist.

Um die lokalen Dehnungen in der Simulation den mit den experimentellen Dehnungen verglei-
chen zu konnen, wurden die Versuche daher mit einem zusétzlichen virtuellen 32.5 mm-Exten-
someter mittels DIC ausgewertet. Dieses Extensometer ist so platziert, dass es in der Mitte der
SZ endet (Abbildung 5-9¢). Damit misst das 32.5 mm-Extensometer nur auf der Seite der SZ
die Verformung der WEZ, in welcher die Einschniirung auftritt, wihrend das 65 mm-Extenso-
meter beide Seiten erfasst.

Die mittels des 32.5 mm-Extensometers berechnete Kraft-Verschiebungskurve zeigt eine we-
sentlich bessere Ubereinstimmung mit der experimentellen Kurve, als die Ergebnisse mit dem
65 mm-Extensometer (Abbildung 5-8b) und ldsst einen sinnvollen Vergleich der Dehnungsver-
teilungen bei gleichen Verschiebungen zu. Mit einer Schrittweite von 0.215 mm 16st die Mes-
sung mit der DIC die Oberflache dabei dhnlich fein auf, wie die FE-Simulation mit einer EKL
von 0.38 mm. Als Beispiel sind die Verteilungen der Vergleichsdehnung aus zwei Experimen-
ten (Probennummern #07.02 und #07.04) sowie des KWH- und 4-Zonen-Modells bei zwei ver-
schiedenen Verschiebungen (32.5 mm Extensometer) in Abbildung 5-9a und Abbildung 5-9b
dargestellt. Bei 0.7 mm Verschiebung, d.h. vor Erreichen der Maximalkraft, bildet die Simula-
tion mit dem KWH-Modell die lokale Verformung der Probe sehr gut ab, wobei der Abstand
der Dehnungsmaxima zur SZ-Mitte als Mittelung der experimentellen Ergebnisse anzusehen
ist. Weiterhin ist anhand der experimentellen Ergebnisse in Abbildung 5-9b zu erkennen, dass
sich bei 1.8 mm Verschiebung, d.h. nach Uberschreiten der Maximalkraft, auf der Oberfliche
der Probe zwei verschiedene Dehnungsmuster ausbilden kdnnen. Bei Probe #07.02 sind an der
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Oberfliache der Probe zwei Dehnungsmaxima zu erkennen, wihrend Probe #07.04 nur eine gro-
Bere Flache mit einem Maximum aufweist.

KWH | #07.02§ #07.04
FEM  DIC DIC

FEM

——\_SZ~,

" 03

Virtuelle Extensometer: |, 65 .

<

Abbildung 5-9: Vergleich der Dehnungsverteilung auf der Oberfliiche von geschweifsten Flachzugpro-
ben im Experiment (Probennummern #07.02 und #07.04) und in der FE-Simulation
mit KWH- und 4-Zonen-Modell bei
a) 0.7 mm Verschiebung (32.5 mm-Extensometer),

b) 1.8 mm Verschiebung (32.5 mm-Extensometer) sowie
c) Ubersicht fiir die Bildausschnitte in a) und b) mit Positionierung der virtuellen
Extensometer

Die lokalen Dehnungen, die mit dem KWH-Modell bestimmt wurden, zeigen bei 1.8 mm Ver-
schiebung (Abbildung 5-9b) geringere Maximalwerte als die Probe #07.04, aber dhnliche Werte
wie die Probe #07.02. Auch bei 1.8 mm Verschiebung kann das Dehnungsmuster als Mittelung
der experimentellen Ergebnisse angesehen werden, da sich hier ein schmales Maximum wie bei
Probe #07.02 ausbildet, welches aber von einer grofleren Fliche erhohter Dehnung wie bei
Probe #07.04 umgeben ist. Bei Verschiebungen, die iiber die experimentell ermittelte Bruch-
dehnung hinausgehen, bildet sich in der Simulation ein deutliches zweites Maximum heraus
(Abbildung 5-10). Die in Abbildung 5-10 gezeigte Dehnungsverteilung in der Simulation liefert
auch die Erkldrung fiir die experimentellen Beobachtungen. Ausgehend von einem einzigen
Maximum in der Plattenmittelebene entstehen Scherbénder in X-Form zur Oberfldche hin. Aus
der X-Form bildet sich dann beim Bruch die typische Cup-Cone-Geometrie der Bruchflachen
von duktilen Metallen aus. Sofern die Enden des X weit genug auseinander liegen (wie bei
Probe #07.02) formen sich an der Oberfliche zwei Maxima. Liegen die beiden Enden des X
dichter beieinander, ist an der Oberfliche nur ein Maximum mit groBBerer Flache die Folge (wie
bei Probe #07.04). Die Unterschiede in den Experimenten lassen sich hier erneut mit der Ferti-
gung begriinden, da in Dickenrichtung keine perfekte Symmetrie hinsichtlich der Schwei3naht-
geometrie und WEZ erreicht werden kann. Entsprechend kann das Dehnungsmaximum im
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Zentrum der Probe von der Probenmittelebene versetzt sein und dadurch unterschiedliche Deh-
nungsmuster auf der Oberfldche unterschiedlicher Proben erzeugen.

Insgesamt ist es mit dem KWH-Modell folglich moglich, die lokale Verformung in der WEZ
in guter Ubereinstimmung mit den experimentellen Ergebnissen zu bestimmen. Insbesondere
der Vergleich lokaler Dehnungen mit dem 4-Zonen-Modell in Abbildung 5-9a und b zeigt eine
erhebliche Verbesserung der numerisch bestimmten Ergebnisse, da mit dem 4-Zonen-Modell
die maximalen Dehnungen jeweils deutlich unterschétzt werden.

l0.3o
Oberfliche T 024
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Abbildung 5-10: Dehnungsverteilung auf der Oberfliche und in der Symmetrieebene in der FE-Simu-
lation mit KWH-Modell bei 2.4 mm Verschiebung (32.5 mm Extensometer). Das FE-
Viertelmodell ist fiir die Visualisierung an der Plattenmittelebene gespiegelt.

Im Gegensatz zum 4-Zonen-Modell liefert das KWH-Modell damit validierte lokale Dehnungs-
entwicklungen zur Kalibrierung der Bruchkriterien. Anhand der ungekerbten Probe wurden die
jeweiligen Parameter &f,,, des RTCL- und BW-Kriteriums nach Gleichungen (2-25) bzw.
(2-26) aus der &.44;-n Entwicklungen in der Simulation ermittelt. Dieser Parameter bezieht
sich entsprechend auf den Abstand zur SZ, bei welchem die &,4 ,,;-n Entwicklung ausgelesen
wurde. Der Abstand stimmt mit dem Harteminimum bei 8§ mm Entfernung zur SZ-Mitte {iber-
ein. Die kalibrierten Parameter fiir diesen Abstand sind & ,,; = 0.54 fiir das RTCL-Kriterium
und &f,,; = 0.65 fiir das BW-Kriterium. Fiir den GWS und die SZ konnen die Parameter des 4-
Zonen-Modells verwendet werden. Die Parameter fiir die Grenzkurve nach FKM-Richtlinie
andern sind nicht, da diese ohne eine numerische Berechnung bestimmt wurden.

Das Verhalten, dass die hochste plastische Dehnung in der Probe mit dem kleinsten Kerbradius
erreicht wurde, zeigt sich auch mit dem KWH-Modell (Abbildung 5-11b). Insgesamt liegen die
Eeqp1-N Entwicklungen mit dem KWH-Modell noch dichter beieinander als bei dem 4-Zonen-
Modell (Abbildung 5-11a), was die Dominanz der Materialinhomogenitét gegeniiber der geo-
metrischen Kerbe hinsichtlich des Spannungszustandes in der Probe zusitzlich bestitigt. Zu-
dem spiegelt der Vergleich beider Modelle in Abbildung 5-11 die in allen Proben verbesserte
Auflésung der Dehnungsmaxima mit dem KWH-Modell wider.
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Abbildung 5-11: Vergleich der €,q -1 Entwicklung in Flachzugproben mit unterschiedlichen Kerbra-

dien bis zum Bruch nach verschiedenen Kriterien. Berechnet mit
a) 4-Zonen-Modell und
b) KWH-Modell

5.2 Parameteridentifikation anhand von Schubversuchen

Anhand von Schubversuchen mit symmetrischen Proben soll der Schub-Parameter & ; des BW-
Kriteriums fiir alle Materialmodelle kalibriert und die Eignung des RTCL-Kriteriums {iberpriift
werden. Mit asymmetrischen Schubprobern werden der Einfluss der hydrostatischen Spannung
auf die FlieBkurve sowie der Einfluss des Lode-Winkel-Parameters auf die Bruchdehnung am
Beispiel des GWS untersucht.

5.2.1 FE-Modelle

In Schubversuchen ist es aufgrund der Belastungsart auch bei homogenem isotropem Material
und symmetrischer Geometrie nicht mdglich, weitere Symmetrien auer der Symmetrie in Di-
ckenrichtung auszunutzen. Aus diesem Grund werden alle Schubproben als Halbmodelle ver-
einfacht. Fiir diese Schubvorrichtung wurden von Richard [102] die Lagerkréfte an den sechs
Bolzenaufnahmen der Probe in Abhingigkeit des gewidhlten Lastwinkels und in Abhangigkeit
der Zylinderkraft bestimmt. Eine direkte Aufbringung dieser Lagerkrifte auf die Probe ist je-
doch aufgrund des eintretenden Kraftabfalls wihrend der weggesteuerten Versuche nicht mog-
lich. Stattdessen kann eine einfache Umsetzung der Randbedingungen mittels Verschiebung
der gegeniiberliegenden Bolzenlocher in Zugachsenrichtung erfolgen [103]. Der Vergleich von
Abbildung 5-12a mit Abbildung 5-12b zeigt jedoch, dass mit dieser Randbedingung die Rota-
tion der Proben bei hohen Verschiebungen nicht abgebildet wird.
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Abbildung 5-12: Rotation der Schubproben im Versuch und in der Simulation verdeutlicht anhand der
Verschiebung in x-Richtung bei gleicher Relativverschiebung in y-Richtung (1.4 mm)
a) Experimentelle Ergebnisse bestimmt mit DIC
b) Simulation ohne ausmodellierte Sichel
¢) Simulation mit ausmodellierter Sichel
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Abbildung 5-13: Randbedingungen des FE-Modells fiir Schubversuche, hier mit symmetrischer Probe
(GWS) und 0°-Lastrichtung

Zum Aufbringen der Randbedingungen wurden fiir alle Versuche daher vereinfachte Sicheln
(rein elastisch, Elastizitdtsmodul von Stahl) modelliert, um die Kinematik wahrend der ver-
schiebungsgesteuerten Experimente korrekt abzubilden. Abbildung 5-13 zeigt das Modell mit
den entsprechenden Randbedingungen. Durch die Fithrung der Bolzen mittels Hiilsen in recht-
eckigen Aufnahmen entstehen im Experiment einfache Loslager mit den in Abbildung 3-10a
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gezeigten Ausrichtungen. Dies ist im Modell beriicksichtigt, indem die Kréfte und Verschie-
bungen mittels Federelementen zwischen idealisierter Sichel und Probe {ibertragen werden.
Diese lassen nur eine Kraftiibertragung in die gesperrte Richtung zu, wodurch die Kinematik
der Vorrichtung besser abgebildet wird (Abbildung 5-12a und c) als im Modell ohne model-
lierte Sichel. Die Federn befinden sich zwischen Masterknoten von Starrkorperelementen, wel-
che die Bolzen abbilden, und Knoten auf der Sichel an derselben Position. Die Zuweisung der
Materialeigenschaften erfolgte analog zu den Flachzugproben je nach Materialmodell (4-Zonen
bzw. KWH, Abbildung 5-14), sodass die Mitte der Schweilinaht den jeweiligen Positionen in
den realen Proben entspricht.

Rpo.2
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GWS 200
) |
1
7 50
100
4-Zonen-Modell
. RpO.Z
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GWS 200
0 |
1
7 50
100

Abbildung 5-14: Zuweisung der Zonen im 4-Zonen-Modell sowie ortsabhdngige Zuweisung der Fliefs-
kurven im KWH-Modell (veprisentiert durch die Dehngrenze) fiir Schubversuche an
der WEZ und der SZ

5.2.2 Kalibrierung des Schubparameters des BW-Kriteriums — 4-Zonen-Modell

Anhand der Schubversuche an symmetrischen Proben mit nur einem Lastwinkel (0°) wurde die
Kalibrierung des Parameters & ¢ flir den Schubbereich des BW-Kriteriums durchgefiihrt. Wie
Abbildung 5-15a am Beispiel des GWS zeigt, bildet sich in den Versuchen ein sehr lokalisiertes
Scherband aus. Innerhalb dieses Scherbands ist die Spannungsmehrachsigkeit in der FE-Simu-
lation im GroBteil des Querschnitts bis zum Erreichen der experimentellen Bruchverschiebung
n =0 (Abbildung 5-15b). Entsprechend kann & bei bekanntem Rissinitiierungsort entspre-
chend Gleichung (2-27) kalibriert werden. In diesem Kontext ist mit Rissinitiierung das Lo-
schen des ersten Elements infolge des Erreichens von D =1 gemeint. Im Gegensatz zu den
Zugversuchen ist dieser Ort in den Schubversuchen jedoch nicht eindeutig anhand der Span-
nungsmehrachsigkeit bzw. plastischen Dehnungen oder den Experimenten identifizierbar. Zu-

dem treten im Scherband insbesondere in der Néhe der Kerbe Bereiche mit 1 > 0 auf, wodurch
Gleichung (2-27) dort nicht anwendbar ist. Infolgedessen muss & ¢ fiir alle Materialbereiche
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iterativ bestimmt werden. Dafiir wird der Parameter in den Simulationen so angepasst, dass das
vollstindige Durchtrennen des Probenquerschnitts bei der experimentell bestimmten Bruchver-
schiebung erfolgt. In der WEZ findet der finale Kraftabfall iiber mehrere Millimeter Verschie-
bung bei einer sehr geringen Kraft statt, weshalb fiir die Kalibrierung die Verschiebung heran-
gezogen wird, bei der die Kraft auf hochstens 50 % der Maximalkraft abgefallen ist. In diesen
Simulationen wird zur vollstindigen Definition des BW-Kriteriums der jeweilige kalibrierte
Parameter flir &,,; verwendet.

Fiir den GWS erfolgt der vollstindige Bruch der Probe in der Simulation mit einem Wert von
&r,s = 0.83 bei der experimentellen Bruchverschiebung. Dabei wird die Rissinitiierung an der

Oberflache bei n = 0 vorhergesagt (Abbildung 5-15b). In der Simulation bildet sich anschlie-
Bend der gleiche Risspfad aus, wie in den Experimenten (Abbildung 5-15c).
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Abbildung 5-15: Verformung von Schubproben des GWS
a) Versuchsaufbau und Detail der Verformung an der Probenoberfliche kurz nach
Uberschreiten der Maximalkrafi [103]
b) n-Verteilung auf der Probenoberfliche unmittelbar vor der Rissinitiierung in
der FE-Simulation mit BW-Kriterium
b) Verteilung der Vergleichsdehnung auf der Probenoberfliche unmittelbar nach
der Rissinitiierung in der FE-Simulation mit BW-Kriterium

Abbildung 5-16a zeigt den Risspfad in Schubversuchen in der SZ im Vergleich zur Simulation.
Aus den experimentellen Ergebnissen ist zu erkennen, dass die Rissinitiierung von beiden Sei-
ten ausgehend erfolgt. Danach wird der Riss einer Seite dominant und fiihrt zum globalen Ver-
sagen. Dieses Verhalten wird mit dem kalibrierten Parameter fiir die SZ von & = 0.1 gut ab-
gebildet. Die Verteilung der Spannungsmehrachsigkeit in der Simulation vor der Rissinitiierung
zeigt, dass der Rissinitilerungsort seitlich an der Probe in einem gewissen Abstand zum

Kerbgrund liegt, wo die die hochsten Spannungsmehrachsigkeit (n > 1/3, sieche Abbildung
5-16b) auftritt. Entsprechend hat der Parameter &, auch einen Einfluss auf die Initiierung,

wodurch eine unabhingige Kalibrierung von & ¢ nicht moglich ist. Ausgehend vom Rissiniti-
ierungsort breiten sich die Risse senkrecht zur Richtung der ersten Hauptspannung bis zum
schubspannungs-dominierten Bruch des Ligaments aus.

Beim Iterationsprozess hat sich gezeigt, dass der beobachtete Risspfad in der SZ abhingig von
der ertragbaren Bruchdehnung bei 1 = 0 ist. Bei einem Wert von & ¢ = 0.08 (Abbildung 5-16c)
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zeigt sich ein Versagen mit einem dhnlichen Initiierungsort und Rissverlauf wie beim GWS
(Abbildung 5-15¢), welches jedoch in den Experimenten an der SZ nicht zu beobachten war.

teq n[-]

[mlg/rlrgm] o 2/3 0.15|
0.12 1/3 g :
0.09 0- E :

‘—‘w |
(.%) 4

O.OOI

0.06 13
0.03

-2/3
0.00 nitiierung
Abbildung 5-16: Rissinitiierung und Risspfad in der SZ im Schubversuch (BW-Kriterium)

a) Vergleich von &.q in der FE-Simulation mit & s = 0.10 (rechts) mit dem Expe-

riment (links, aus [103]) unmittelbar vor dem finalen Bruchversagen
b) n-Verteilung unmittelbar vor Rissinitiierung mit & s = 0.10 (3D-Ansicht, PM:

Plattenmittelebene)
) &eq-Verteilung und Risspfad in der FE-Simulation mit &¢ 3 = 0.08

Fir die WEZ kann die experimentelle Kraft-Verschiebungskurve mit & ; = 2.2 gut abgebildet
werden. Ein Vergleich der experimentell und numerisch bestimmten Dehnungsverteilungen
zeigt auch eine gute Ubereinstimmung der Simulation mit den Experimenten (Abbildung
5-17b). Damit ist die ermittelte Bruchdehnung unter reinem Schub entgegen den Beobachtun-
gen von Bao und Wierzbicki [64] an EN AW 2024 T351 erheblich hoher als die Bruchdehnung
bei einachsigem Zug (&5, = 0.40). Hohere Bruchdehnungen unter Schubbeanspruchung als
unter Zugbeanspruchung wurden fiir sehr duktile Materialen wie EN AW 1100 und Kupfer
beobachtet [117], was auf die hohe Duktilitdt der entfestigten WEZ hinweisen kann. Der Ver-
gleich der Dehnungsverteilung in der Simulation und dem Experiment (Abbildung 5-17b) un-
terstiitzt diese Beobachtung. Bereits ca. 0.75 mm vor Erreichen der experimentellen Bruchver-
schiebung (d.h. bei 3.25 mm Relativverschiebung) ist sowohl im Experiment als auch in der
Simulation ein schmales Band von Dehnungen groBer 100 % zu erkennen. Die weitere Ent-
wicklung der Dehnung in diesem Scherband konnte aufgrund des Versagens des aufgebrachten
Lacks nicht gemessen werden. Jedoch ist ein gewisser weiterer Anstieg des Dehnungsmaxi-
mums aufgrund zunehmender Lokalisierung auf ein sehr schmales Band anzunehmen, wie Ab-
bildung 5-17a bei noch héheren Verschiebungen zeigt.

Durch diese starke Deformation der Probe liegt am Ort der Rissinitiierung in der Nihe des
urspriinglichen Kerbgrunds ein zug-dominierter Spannungszustand mit 7 > 1/3 vor (Abbildung
5-17c¢). Im Gegensatz dazu ist bei geringen Verformungen n = 0 im Kerbgrund (vgl. Abbildung
5-16b). Durch die Initiierung nahe des urspriinglichen Kerbgrunds bildet sich trotz Rissinitiie-
rung bei n > 1/3 ein anderes Bruchbild als in der SZ aus. Nach der Initiierung ist das Ligament
durch einen Spannungszustand mit = 0 charakterisiert (Abbildung 5-17¢). Entsprechend be-
stimmt der Parameter &f ¢ das weitere Risswachstum hauptséchlich.
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Abbildung 5-17: Deformation der WEZ bei hohen Verschiebungen und Rissinitiierung (BW-Kriterium).
a) Probenoberfldche auf der Riickseite bei ca. 3.5 mm Relativverschiebung (iibersetzt
aus[103])
b) Vergleich der Verteilung von &q bei 3.25 mm Relativverschiebung, bestimmt
mittels DIC (links, [103]) und in der FE-Simulation (rechts)
¢) n-Verteilung unmittelbar vor Rissinitiierung, d.h. 2.2 mm Relativverschiebung
(3D-Ansicht, PM: Plattenmittelebene)

Tabelle 5-2: Kalibrierte Werte fiir & s des BW-Kriteriums fiir das 4-Zonen-Modell. Der Wert fiir
die Z2 ergibt sich aus der Mittelung von GWS und Z1.

GWS 72 Z1 SZ
0.83 1.52 220 0.10

In Tabelle 5-2 sind die kalibrierten Werte fiir & ¢ fiir alle Materialbereiche des 4-Zonen-Mo-
dells dargestellt. Die Kraft-Verschiebungskurven, welche sich mit diesen Werten und mit dem
BW-Kriterium ergeben, zeigt Abbildung 5-18 zusammen mit den experimentellen Ergebnissen.
Zum Vergleich wurden die Versuche auch mit dem RTCL-Kriterium gerechnet sowie die
Bruchverschiebung nach FKM-Richtlinie bestimmt.

Es zeigt sich, dass die Kraft-Verschiebungskurven mit dem BW-Kriterium fiir alle Materialzo-
nen die beste Ubereinstimmung mit den Experimenten aufweisen. Die Rechnung mit dem
RTCL-Kriterium tiberschitzt die experimentelle Bruchverschiebung fiir den GWS und unter-
schitzt diese fiir die Z1 jeweils deutlich. Fiir die SZ sind die Unterschiede zwischen den beiden
Kriterien gering. Weder mit dem RTCL- noch mit dem BW-Kriterium konnte der Kraftabfall
vor dem vollstidndigen Bruch im GWS wiedergegeben werden. Dabei sei angemerkt, dass beim
RTCL-Kriterium die Risspfade trotz unterschiedlicher Bruchverschiebung jeweils dhnlich zu
den Risspfaden nach der Berechnung mit BW-Kriterium sind. Fiir die Z1 konnte der langsame
Kraftabfall nach Erreichen der Maximalkraft mit dem BW-Kriterium mit den Simulationen ab-
gebildet werden. Dieser ist in der Simulation das Resultat eines langsamen Risswachstums im
Ligament, wihrend der Riss im GWS sehr schnell durch den gesamten Probenquerschnitt
wichst.
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Die Bruchverschiebungen, welche sich mit der FKM-Richtlinie ergeben, liegen in allen Féllen
deutlich unterhalb der experimentellen Bruchverschiebung. Die Abweichung ist in der WEZ
am grofiten und in der SZ am kleinsten.
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Abbildung 5-18: Experimentell und numerisch ermittelte Kraft-Verschiebungskurven von Schubversu-
chen an GWS, WEZ und SZ. Die gemittelten experimentellen Kurven sind mit Streu-
band dargestellt. Die Marker zeigen das jeweilige Erreichen der Bruchverschiebung
an.

5.2.3 Untersuchung der Abhiangigkeit der Bruchdehnung vom Lode-Winkel-Pa-
rameter anhand des GWS

Die im Rahmen dieser Arbeit verwendeten Bruchkriterien bilden die Bruchdehnung bzw. die
Akkumulation der Schidigung nur in Abhéngigkeit der Spannungsmehrachsigkeit ab. Dabei ist
anzumerken, dass sowohl das RTCL- als auch das BW-Kriterium urspriinglich fiir Platten und
entsprechend den ebenen Spannungszustand entwickelt wurden [63]. Fiir diesen Fall lésst sich
zeigen, dass sich Spannungsmehrachsigkeit und Lode-Winkel-Parameter eindeutig einander zu-
ordnen lassen. Entsprechend reicht fiir die Definition des Spannungszustandes einer dieser Pa-
rameter aus. Im allgemeinen rdumlichen Fall miissen 77 und ¢ jedoch nicht eindeutig voneinan-
der abhéngen. Um den Einfluss des Lode-Winkel-Parameters auf die Bruchdehnung zu unter-
suchen, sollen im Folgenden die Versuche am GWS mit asymmetrischer Probengeometrie
(siche Kapitel 3.4.4) unter Variation des Lastwinkels mit numerischen Simulationen untersucht
und die Ergebnisse mit den bisherigen Ergebnissen aus Zug- und Schubversuchen verglichen
werden.

Alle Versuche an asymmetrischen Proben wurden fiir diese Untersuchungen ohne das Loschen
von Elementen bei Erreichen von D = 1 numerisch simuliert, aber die Schidigung dennoch be-
rechnet. Dadurch war es mdglich, den Ort, den Zeitschritt bzw. die Verschiebung und das Ele-
ment bei Rissinitiierung fiir das RTCL- und das BW-Kriterium sowie nach der FKM-Richtlinie
anhand derselben Simulation zu ermitteln.
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Abbildung 5-19 zeigt die Ergebnisse in Form der experimentell und numerisch bestimmten
Kraft-Verschiebungskurven fiir die verschiedenen Lastwinkel im Vergleich. Dabei zeigt das
linke Diagramm die Versuche, fiir die anhand der Experimente auf einen hohen Druckanteil
geschlossen werden konnte (Lastwinkel von < 15°). In der Mitte befinden sich die Versuche,
welchen hauptsédchlich Schubbeanspruchung auf den Bruchfldchen zugeordnet werden konnte
(Lastwinkel 30° bis 60°). Die Versuche, fiir die wesentliche Anteile von Zugbeanspruchung auf
den Bruchflachen identifiziert wurde (Lastwinkel > 75°), zeigt das rechte Diagramm. Die zu-
gehorigen numerischen Kraft-Verschiebungskurven sind bis zum Erreichen der experimentel-
len Bruchverschiebung dargestellt. Das Erreichen der experimentellen Bruchverschiebung ist
zusitzlich auf der numerischen Kurve fiir eine bessere Visualisierung markiert. Zudem ist in
Abbildung 5-19 der Punkt auf der Kurve eingezeichnet, bei dem jeweils nach dem BW-Krite-
rium Rissinitiierung (d.h. D = 1) und das Loschen des ersten Elements auftreten wiirde.

Bei Versuchen mit hohem Druckanteil (Lastwinkel < 15°, Abbildung 5-19 links) erfolgt die
Rissinitiierung mit dem BW-Kriterium deutlich vor dem Erreichen der experimentellen Bruch-
verschiebung, jedoch im Bereich der experimentell ermittelten Maximalkraft. Es gilt dabei zu
beachten, dass die Rissinitiierung und der finale Bruch insbesondere bei einem hohen Druck-
anteil erheblich auseinander liegen konnen. Dies zeigt sich in den Experimenten daran, dass ab
einem Lastwinkel von < 15° der Abstand zwischen dem Erreichen der Maximalkraft und der
Bruchverschiebung deutlich zunimmt, was auf den zunehmenden Druckanteil im kleinsten
Querschnitt und damit auf eine erhdhte ertragbare Bruchdehnung zuriickzufiihren ist. Eine zu-
sdtzliche Simulation mit dem BW-Kriterium bei einem Lastwinkel von 0° mit Loschen von
Elementen zeigte nach der Rissinitiierung ein Abfallen der Kraft iber mehrere Millimeter Ver-
schiebung hinweg durch ein kontinuierliches Risswachstum im Ligament, dhnlich zu der Simu-
lation der Z1 im Schubversuch (vgl. Abbildung 5-17b und Abbildung 5-18). Dadurch bilden
die Simulationen mit dem BW-Kriterium die experimentellen Ergebnisse hinsichtlich der Ris-
sinitiierung und des Risspfads fiir Lastwinkel von < 15° gut ab.

Bei groferen Lastwinkeln ist ein schneller Kraftabfall nach der Rissinitiierung, wie beim
Schubversuch (sieche Abbildung 5-18) zu erwarten. Bei den schub-dominierten Versuchen mit
geringem Zug- bzw. Druckanteil (Lastwinkel 30°, 45° und 60°, Abbildung 5-19 Mitte) findet
die mit dem kalibrierten BW-Kriterium berechnete Rissinitiierung nahe an der experimentellen
Bruchverschiebung statt, was die gute Abbildung des Bruchverhaltens in diesen Versuchen
zeigt.

Im Gegensatz dazu wird mit dem BW-Kriterium die Rissinitiierung in Versuchen mit wesent-
lichem Zuganteil in der Beanspruchung (Lastwinkel von > 75°) bei zu hohen Verschiebungen
berechnet (Abbildung 5-19 rechts). Der groBite Abstand zur experimentellen Bruchverschie-
bung tritt bei einem Lastwinkel von 75° auf.

Die Zeitpunkte der Rissinitiierung nach dem RTCL-Kriterium und der FKM-Richtlinie sind in
Abbildung A 10 im Anhang dargestellt und konnen wie folgt zusammengefasst werden. Das
RTCL und das BW-Kriterium zeigen einen dhnlichen Zeitpunkt fiir die Rissinitiierung bei Ver-
suchen mit einem Lastwinkel > 90°. Bei Lastwinkeln von < 90° und damit steigendem Schub-
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bzw. Druckanteil sind die Initiierungsverschiebungen beim RTCL-Kriterium zunehmend gro-
Ber im Vergleich zum BW-Kriterium und {iberschitzen die experimentell beobachtete Bruch-
verschiebung damit deutlich. Im Gegensatz dazu findet die Rissinitiierung nach der FKM-
Richtlinie fiir alle untersuchten Fille deutlich vor der experimentell ermittelten Bruchverschie-
bung und vor der Rissinitiierung nach BW-Kriterium statt. Damit kann hiermit die plastische
Verformung der Proben zwar beriicksichtigt werden, jedoch sind die Ergebnisse deutlich kon-
servativ. Insbesondere bei steigendem Druckanteil steigt die Konservativitidt der Ergebnisse.
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Abbildung 5-19: Vergleich der Verschiebung bei Rissinitiierung nach dem BW-Kriterium in Versuchen
an asymmetrischen Proben mit den experimentellen Ergebnissen, reprdsentiert durch
die Bruchverschiebung. Die experimentellen Kraft-Verschiebungskurven sind die ge-
mittelten Ergebnisse.
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Abbildung 5-20: Orte der Rissinitiierung in den FE-Modellen der asymmetrischen Schubproben be-
rechnet mit verschiedenen Kriterien. Alle Orte wurden in der gleichen Probenhilfte
bestimmt und fiir eine iibersichtlichere Darstellung in unterschiedlichen Probenhdlf-
ten eingetragen. Die Linien entsprechen der Hohe iiber der Plattenmittelebe.



5.2 Parameteridentifikation anhand von Schubversuchen 89

Um das Rissinitiierungsverhalten in den Proben besser bewerten zu konnen, sind in Abbildung
5-20 die Orte der Rissinitiierung dargestellt. Hierbei fillt auf, dass mit allen Kriterien ein Uber-
gang von der Rissinitiierung an der Probenoberflidche zur Rissinitiierung in der Plattenmittel-
ebene erfolgt. Dieses Verhalten wurde auch von Basaran [69] anhand &dhnlicher Versuche beo-
bachtet. Je nach Kriterium erfolgt der Ubergang in Versuchen mit Druckanteil (RTCL und
FKM) oder mit Zuganteil (BW). Dies verdeutlicht, dass die berechneten Orte der Rissinitiie-
rung in den Simulationen fiir jeden Versuch vom jeweiligen Bruchkriterium abhangen. Ein Ab-
gleich mit experimentellen Ergebnissen zur Verifikation der berechneten Orte war im Rahmen
dieser Arbeit nicht leistbar, da dies umfangreiche in-situ-Untersuchungen mittels beispiels-
weise Computertomografie zu unterschiedlichen Stadien des Versuchs erfordert.
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Abbildung 5-21: Entwicklung der plastischen Vergleichsdehnung in Abhdngigkeit von der Spannungs-
mehrachsigkeit und des Lode-Winkel-Parameters

SHLS I

Da mit dem BW-Kriterium die beste Ubereinstimmung der Kraft-Verschiebungskurven mit den
Experimenten erzielt wurde, beschrankt sich die folgende Untersuchung des Spannungszu-
stands auf das jeweilige Element und den entsprechenden Ort, bei welchem mit dem BW-Kri-
terium die Rissinitiierung auftritt. Daher zeigt Abbildung 5-21a die &,4 ;;-¢-n-Entwicklung nur
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fiir diese Elemente bis zum Erreichen der experimentellen Bruchverschiebung. Zudem sind
auch die &,4 ;- -n-Entwicklungen fiir die Zugversuche und fiir den Schubversuch an der sym-
metrischen Probe dargestellt. Die Marker fiir die drei Bruchkriterien entsprechen dem Zeitpunkt
in dieser Entwicklung, bei dem Rissinitiierung auftritt. Dabei ist jedoch zu beachten, dass diese
fiir das RTCL- und FKM-Kriterium als Referenz eingetragen sind. Wie bereits erldutert, tritt
bei diesen Bruchkriterien die Rissinitiierung unter Umstédnden an anderen Orten mit entspre-
chend anderen &, ,,;-¢-n-Entwicklungen als beim BW-Kriterium auf.

Zunichst zeigt sich anhand der Verldufe in den asymmetrischen Proben auch der Ubergang der
Initiierung von der Probenoberflidche zur Plattenmittelebene durch den Beginn der Entwicklung
entweder bei 1 < 1/3 (Oberfldche) bzw. n > 1/3 (Symmetrieebene). Zudem zeigt sich bei der
Betrachtung der &, ,,;-11-Ebene (Abbildung 5-21b), dass der einachsige ungekerbte Zugversuch
sowie die Schubversuche mit hohem Zuganteil (120°, 105°, 90°) im selben Bereich der Span-
nungsmehrachsigkeit liegen und nahezu identische mittlere Spannungsmehrachsigkeiten auf-
weisen. Entsprechend sind die plastischen Dehnungen bei der Rissinitiierung nach den drei
Kriterien nahezu identisch fiir diese vier Versuche. Das steht jedoch im Widerspruch zu den
experimentellen Ergebnissen, nach denen die Bruchdehnung bei allen Schubversuchen geringer
als im Zugversuch ist und mit abnehmendem Winkel (d.h. abnehmendem Zuganteil in der Last)
weiter abnimmt. Dies deutet auf die zusitzliche Abhangigkeit der Bruchdehnung vom Lode-
Winkel-Parameter hin und wird deutlich bei der Betrachtung der &, ,,-¢-Ebene (Abbildung
5-21c). Alle einachsigen Zugversuche weisen durch die Rotationssymmetrie konstant einen
Wert von & = 1 auf. Im Gegensatz dazu nimmt ¢ mit sinkendem Lastwinkel in den asymmetri-
schen Proben ab. Dieses Verhalten, dass die Bruchdehnung zu ¢ = 0 hin bei konstanter Span-
nungsmehrachsigkeit abnimmt, wird von mehreren Modellen und experimentellen Ergebnissen
gestiitzt [66-71]. Da diese Abhingigkeit vom Lode-Winkel-Parameter von keinem der hier ver-
wendeten Kriterien beriicksichtigt wird, kommt es zu der Uberschitzung der Bruchdehnung in
Versuchen mit einem Lastwinkel von >90°. Der Lastwinkel von 75° scheint sich im Uber-
gangsbereich zwischen zug- und schub-dominierter Rissinitiierung zu befinden. Darauf deutet
auch die Untersuchung der Bruchfldche im Experiment hin (vgl. Abbildung 3-16d), wodurch
nicht eindeutig ist, ob der simulierte Rissinitiierungsort die Experimente korrekt abbildet.

Fiir die Versuche mit steigendem Schub- und Druckanteil findet die Rissinitiierung bei dhnli-
chen Spannungsmehrachsigkeiten von 1 = 0.1 statt. Die Bruchdehnung nimmt hierbei mit sin-
kendem Winkel zu, da bei niedrigen Verschiebungen Druckspannungen eine Schidigungsak-
kumulation zunehmend verlangsamen (Abbildung 5-21b). Der Anstieg der Spannungsmehr-
achsigkeit in diesen Versuchen verdeutlicht, dass bei zunehmender Verschiebung eine Rotation
der Probenquerschnitte erfolgt und damit Zugspannungen in den Querschnitt eingebracht wer-
den. Zudem kann fiir die Versuche mit niedrigem Lastwinkel (< 30°) keine eindeutige Abhén-
gigkeit vom Lode-Winkel-Parameter festgestellt werden, da dieser im Verlauf des Versuchs
stark steigt (Abbildung 5-21c).
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5.2.4 Untersuchung der Abhingigkeit der FlieBkurve von der hydrostatischen
Spannung anhand des GWS

Es ist bekannt, dass das FlieBverhalten von Metallen im Zug- bzw. im Stauchversuch unter-
schiedlich sein kann. Dies wird von verschiedenen Autoren entweder auf eine Abhéngigkeit
der FlieBkurve von der hydrostatischen Spannung g, oder allgemeiner vom Spannungszustand,
reprasentiert durch den Lode-Winkelparameter ¢ und der Spannungsmehrachsigkeit 7, zurtick-
gefiihrt.

Zur Modellierung kommen hdufig Ansitze zum Einsatz, welche zunéchst nicht fiir Metalle,
sondern fiir z.B. Gestein oder Boden entwickelt wurden, wie das Modell von Drucker und Pra-
ger [118]. Das Modell beruht auf der Beobachtung, dass Boden bei zunehmendem Druck gro-
Bere Spannungen vor dem Beginn des FlieBens ertragen konnen. Durch eine Erweiterung der
von-Mises-FlieBbedingung beriicksichtigt das Modell eine lineare Abhéngigkeit der FlieBspan-
nung von der hydrostatischen Spannung (Abbildung 5-22a). Sofern auch eine Abhéngigkeit
von ¢ beriicksichtigt werden muss, kann das Modell von Mohr und Coulomb [119] zum Einsatz
kommen. Bei diesem bildet die Flie3grenze ein regelméBiges Sechseck um die g,,-Achse im
Hauptspannungsraum, welches von der kreisformigen (§-unabhéngigen) FlieBgrenze des Dru-
cker-Prager-Modells umschlossen wird. Abbildung 5-22b zeigt die entsprechenden Formen
schematisch sowie die Anderung der FlieBgrenze bei variabler hydrostatischer Spannung. Die
Form um die o,,,-Achse bleibt jeweils erhalten. Fiir den Sonderfall der ¢-Unabhingigkeit ergibt
sich aus der FlieBgrenze nach Drucker-Prager jene nach von Mises und aus der FlieBgrenze
nach Mohr-Coulomb jene nach Tresca.
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Abbildung 5-22: Schematische Darstellung der Abhdngigkeit der Fliefispannung von o,
a) nach von Mises, Drucker-Prager und MATI124 in LS-DYNA
b) nach Mohr-Coulomb und Drucker-Prager im Hauptspannungsraum

Im Rahmen dieser Arbeit wurden FlieBkurven anhand von Zug- und Stauchversuchen bestimmt
(Abbildung 5-23a). Fiir den GWS liegt die FlieBkurve aus dem Stauchversuch im Bereich von
0.015 < &£,4,p1 < 0.085 oberhalb der Kurve aus dem Zugversuch. Dies ist in Ubereinstimmung
mit den Untersuchungen von Holmen et al. [108]. Es wurden FlieBkurven anhand von Zug- und
Stauchversuchen an gekerbten Rundzugproben bestehend aus verschiedenen Aluminiumlegie-
rungen und Wiarmebehandlungszustinden durchgefiihrt. Die Legierung 6082.25 T6 der Studie
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weist eine dhnliche chemische Zusammensetzung wie die Legierung in dieser Arbeit auf und
zeigt bis &; = 0.10 das gleiche Verhalten, wie die hier vorliegende Legierung. Beide Kurven
schneiden sich bei ca. 10 % Dehnung, wobei die Kurve des Druckversuchs hoher liegt. Hohere
Dehnungen wurden von Holmen et al. nicht untersucht. Abbildung 5-23a zeigt bei hoheren
Dehnungen, dass dann im Druckversuch die FlieBspannung geringer als im Zugversuch sein
kann. Bei &¢4 ,; = 0.5 liegt die FlieBspannung im Zugversuch 6.6 % oberhalb der FlieBspannung
im Stauchversuch. Auch das Material der SZ weist bei plastischen Dehnungen < 60 % eine
hohere FlieBspannung im Stauchversuch auf, jedoch liegen die beiden Kurven insgesamt dich-
ter beieinander als beim GWS und beruhen bei hohen Dehnungen auf Extrapolationen.

Durch die unterschiedlichen Methoden zum Einstellen des Wérmebehandlungszustands und
der Ermittlung der FlieBkurven anhand sehr unterschiedlicher Probengeometrien ist der Effekt
der hydrostatischen Spannung in der WEZ mit den vorliegenden Untersuchungen nur bedingt
zu untersuchen. Zum Vergleich der Methoden sind dennoch die FlieBkurve der Z1 (Zugver-
such) und der Probe nach schweiB3prozessdhnlicher Warmebehandlung mit T, =425 °C
(Stauchversuch) dargestellt. Die beiden Kurven zeigen zum einen ein umgekehrtes Verhalten
wie der GWS und zum anderen grofBere relative Unterschiede. Im Vergleich dazu zeigten sich
bei den Untersuchungen von Holmen et al. bei einer weichgeglithten 6082.25 O Legierung ver-
nachlédssigbare unterschiede bis €; = 0.1 zwischen Zug- und Druckversuch. Dies deutet darauf
hin, dass der Unterschied zwischen Zug und Druck der in dieser Arbeit vorliegenden Kurven
(Abbildung 5-23a) hauptsichlich auf die unterschiedlichen Methodiken zur Herstellung des
Wirmebehandlungszustands und zur Bestimmung der FlieBkurve zurtickzufiihren ist.

Insgesamt zeigt der Vergleich zwischen Zug- und Druckversuch, dass die hydrostatische Span-
nung einen Einfluss auf die FlieBspannung des GWS ausiibt. Dieser ist jedoch bei steigender
plastischer Dehnung nicht konstant und lésst sich daher nicht mit einer eindeutigen Abhéngig-
keit von o, modellieren, wie es nach Drucker-Prager oder Mohr-Coulomb vorgesehen ist.
Stattdessen kann fiir numerische Simulationen in LS-DYNA das Materialmodell Nummer 124
(MATI124) verwendet werden. Bei diesem werden einer bestimmten negativen hydrostatischen
Spannung (Parameter P, immer positiv) eine FlieBkurve eines Stauchversuches und einer po-
sitiven hydrostatischen Spannung (Parameter Pr) eine FlieBkurve eines Zugversuchs zugeord-
net. Fiir 0,,, = Pr und g,,, < —P,; werden jeweils konstant die FlieBkurven des Zugversuchs
bzw. Stauchversuchs verwendet. Wenn —P; < 0,,, < Pr gilt, erfolgt eine Interpolation zwi-
schen den Kurven. Zur Veranschaulichung ist in Abbildung 5-22a schematisch die Abhéngig-
keit der FlieBspannung von g, fiir P, =0 und P, > 0 dargestellt.
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Abbildung 5-23: a) Vergleich der Fliefkurven, welche anhand von Zug- und Stauchversuchen
bestimmt wurden. Die Marker stellen beim Stauchversuch den Beginn der
Extrapolation und beim Zugversuch den letzten analytisch aus experimentellen
Daten berechneten Punkt dar.

b) Vergleich der experimentellen Kraft-Verschiebungskurven von Schubversuchen
an asymmetrischen Proben bei ausgewdhiten Lastwinkeln mit numerisch
berechneten Kraft-Verschiebungskurven bei unterschiedlichen Materialmodel-
len (ohne Bruchkriterien). Die Fliefkurve des Materialtyps MATI124 weist eine
Abhdngigkeit von der hydrostatischen Spannung auf, wdhrend beim Typ
MATI123 konstant die Fliefkurve aus dem Zugversuch verwendet wurde.

Fiir Simulationen am GWS mit dem Materialtyp MAT124 wurde P, = 0 gewéhlt. Der Parame-

ter Pr ergibt sich vereinfacht aus der hydrostatischen Spannung im einachsigen Zugversuch bei
Erreichen von R, ; = 300 N/mm?:

g1

Pr = 0y =2 = 2222 = 100 N/mnr. (5-1)

Wie Abbildung 5-24 zeigt, eignen sich die Versuche an asymmetrische Proben zum Vergleich
der Materialmodelle, da der Lastwinkel einen deutlichen Einfluss auf die iberwiegend vorlie-
gende hydrostatische Spannung hat. Die hydrostatische Spannung nimmt mit einem sinkendem
Lastwinkel ab. Abbildung 5-23b zeigt die Kraft-Verschiebungskurven von Versuchen bei aus-
gewihlten Lastwinkeln sowie einen Vergleich der entsprechenden numerischen Simulationen
mit den Materialmodellen MAT123 und MAT124. Die Simulationsergebnisse mit MAT123
sind aus Kapitel 5.2.3 entnommen und sind das Resultat von Simulationen mit der FlieBkurve
aus Zugversuchen ohne die Abhéngigkeit von g,,. Entsprechend liegen die Kurven von
MATI123 und MATI124 fiir groe Lastwinkel iibereinander, da diese Versuche zugdominiert
sind (Abbildung 5-24 links). In den Simulationen mit einem Lastwinkel von < 60° treten bei
Verschiebungen von mehr als 0.7 mm hydrostatische Spannungen von a,,, < 100 N/mm? (Ab-
bildung 5-24 Mitte) sowie eine verringerte Kraft beim Material MAT124 gegeniiber den Simu-
lationen mit MAT123 auf. Damit bildet das Modell MAT124 die experimentellen Ergebnisse
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besser ab. Insbesondere bei den Versuchen mit einem Lastwinkel < 45° erzielt das o,,,-abhin-
gige Materialmodell MAT124 bessere Ergebnisse als das a,,-unabhingige Modell MAT123,
da dort nahezu im gesamten Nennquerschnitt g,,, < 0 N/mm? vorliegt (Abbildung 5-24 rechts).
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Abbildung 5-24: Hydrostatische Spannungen auf der Probenoberfliche asymmetrischer Schubproben
des GWS bei unterschiedlichen Lastwinkeln

5.2.5 Kalibrierung des Schubparameters des BW-Kritertums — KWH-Modell

Auch fir das KWH-Modell muss der zweite Parameter &7 ; des BW-Kriteriums anhand von
Schubversuchen bestimmt werden. Dazu wurden analog zum 4-Zonen-Modell numerische Si-
mulationen mit symmetrischen Proben (FE-Modell in Abbildung 5-14) durchgefiihrt und der
Parameter iterativ angepasst, bis die simulierte Bruchverschiebung mit der experimentellen
Bruchverschiebung iibereinstimmt. Da sich die FlieBkurven des GWS und der SZ zu den Kur-

ven des 4-Zonen-Modells unterscheiden, ergeben sich fiir beide Félle zum einen andere Kraft-
Verschiebungskurven und zum anderen auch andere &, ,;-n-Entwicklungen. Daher wurde flir

diese Bereiche &7 ; neu bestimmt.

Fiir die WEZ ist die Ortsabhéngigkeit der Parameter zu beriicksichtigen. In den Simulationen
der Zugversuche trat die Dehnungslokalisation und infolgedessen die Rissinitiierung in einem
Abstand von 8 mm zur Schweillnahtmitte auf. Daher ist der Parameter &, fiir den gleichen
Abstand ermittelt worden (siehe Kapitel 5.1.4). Fiir die iterative Anpassung des Parameters & ¢
wurde dieser daher ebenfalls in 8 mm Entfernung zur Schweillnahtmitte variiert. Der ortsab-
hingige Verlauf von & ¢ ergibt sich fiir jede Variation durch die jeweils neu durchzufiihrende
indirekte Interpolation (Kapitel 4.3.2) neu. Die aus diesem Vorgehen resultierenden Parameter
zeigt Tabelle 5-3.

Tabelle 5-3: Kalibrierte Werte fiir & s des BW-Kriteriums fiir das KWH-Modell. Der Wert fiir die
WEZ gilt fiir eine Entfernung von 8 mm zur Mitte einer Stumpfnaht.

GWS WEZ SZ
1.03 120 0.11
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Abbildung 5-25 zeigt die resultierenden Kraft-Verschiebungskurven der Simulationen mit dem
KWH-Modell und BW-Kriterium im Vergleich zum 4-Zonen-Modell und zu den experimen-
tellen Ergebnissen. Die Kurven des GWS und der SZ verlaufen bis zum Erreichen der experi-
mentellen Maximalkraft in sehr guter Ubereinstimmung mit den experimentell gemittelten Kur-
ven. Die Ergebnisse in der WEZ zeigen ein dhnliches Verhalten, wobei die Simulation mit dem
KWH-Modell zwar auflerhalb des experimentellen Streubandes verlduft, die Abweichungen
aber bis zum im Experiment einsetzenden Kraftabfall zu vernachléssigen sind. Der Kraftabfall
nach Erreichen der Maximalkraft im GWS konnte auch mit dem KWH-Modell nicht abgebildet
werden, wihrend der Kraftabfall in der Kurve der WEZ mit dem KWH-Modell steiler verlauft
als mit dem 4-Zonen-Modell. Der Kraftabfall in der Kurve der SZ ist in beiden Modellen dhn-
lich.
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Abbildung 5-25: Simulation von Schubversuchen mit dem KWH-Modell mit RTCL und BW- Kriterium
im Vergleich zu dem 4-Zonen-Modell (BW-Kriterium) und den Experimenten, sowie
Versagen nach der FKM-Richtlinie. Dargestellt ist die experimentell gemittelte Kurve
mit Streuband. Die Marker reprisentieren das jeweilige Erreichen der Bruchverschie-
bung.
Damit wird deutlich, dass mit dem KWH-Modell das globale Verhalten vor Beginn der Riss-
initiierung besser abgebildet wird als mit dem 4-Zonen-Modell. Fiir den GWS und die SZ ist
dies auf die Abhédngigkeit der FlieBkurven von der hydrostatischen Spannung zuriickzufiihren,
wodurch die FlieBkurven des KWH-Modells (aus Stauchversuchen) besser zur Simulation von
Schubversuchen geeignet sind als die FlieBkurven des 4-Zonen-Modells (aus Zugversuchen).
Fiir die WEZ ist eine entsprechende Aussage aufgrund der Inhomogenitit nicht eindeutig mog-
lich.

Das Versagensverhalten (d.h. Ort der Rissinitiierung und Risspfad) aller Materialbereiche ist
fiir das RTCL-Kriterium und nach der FKM-Richtlinie sehr dhnlich zu den Versuchen aus Ka-
pitel 5.2.2. Fiir die SZ und den GWS gilt das auch fiir das BW-Kriterium, wobei jedoch etwas

hohere Dehnungen beim Erreichen der Bruchverschiebung auftreten und damit auch der jewei-
lige kalibrierte Parameter &5 ¢ hoher ist als im 4-Zonen-Modell.
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Abbildung 5-26: Vergleichsdehnung und Spannungsmehrachsigkeit im Schubversuch mit KWH-Modell
und BW-Kriterium in der WEZ
a) Vergleich der Verteilung von &.q bei 3.25 mm Relativverschiebung bestimmt
mittels DIC (links, aus [103]) und in der FE-Simulation (rechts)
b) n-Verteilung bei 3.25 mm Relativverschiebung, d.h. vor Rissinitiierung (3D-
Darstellung, PM: Plattenmittelebene)
¢) Eeqpi-N-Entwicklung fiir die Elemente mit hochster Dehnung (14327) und am

Ort der Rissinitiierung (14242). Die Orte sind in a) und b) verzeichnet

In der WEZ liefert die Kalibrierung mit &¢ = 1.20 fiir das KWH-Modell einen deutlich gerin-
geren Wert als fiir das 4-Zonen-Modell (& ¢ = 2.20). Wie Abbildung 5-26a zeigt, bildet auch
das KWH-Modell die lokalen Dehnungen, die im Experiment gemessen werden, gut ab. Jedoch
sind die Dehnungsmaxima bei der gezeigten Relativverschiebung von 3.25 mm in der Simula-
tion etwas geringer als im Experiment und im 4-Zonen-Modell (Abbildung 5-17). Zudem ist
bei dieser Verschiebung im KWH-Modell im Gegensatz zum 4-Zonen-Modell noch keine Ris-
sinitiierung zu beobachten, was die geringeren Dehnungen als in dem 4-Zonen-Modell erklért.
Abbildung 5-26b zeigt, dass der Rissinitiierungsort hingegen dhnlich zu den Simulationen mit
dem 4-Zonen-Modell in der Néhe des urspriinglichen Kerbgrunds bei n > 1/3 in der Plattenmit-
telebene liegt. Entsprechend ist die Rissinitiierung bei hoherer Verschiebung malB3geblich durch
den im KWH-Modell hoheren Parameter & ,,; bedingt. Diese zug-dominierte Rissinitiierung
zeigt sich im KWH-Modell trotz der hoheren Bruchdehnung &;,,; bei gleichzeitig niedrigerer
Bruchdehnung & ¢ als im 4-Zonen-Modell. AuBlerdem treten deutlich hohere Dehnungen als
am Initiierungsort bei einer nahezu konstanten Spannungsmehrachsigkeit von n = 0 auf (Ab-
bildung 5-26¢). Entsprechend wére am Ort der hochsten Dehnungen eine hohere Schadigungs-
akkumulation zu erwarten, welche sich aber in den Simulationen nicht zeigt.
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5.3 Diskussion und Zwischenfazit

Als Ergebnis der Parameteridentifikation liegen fiir das 4-Zonen-Modell und fiir das KWH-
Modell sowohl FlieBkurven als auch Schadigungsparameter vor. Hierbei wurden die FlieSkur-
ven mittels unterschiedlicher Versuche (Stauch- bzw. Zugversuche) bestimmt. Fiir den GWS
weist der Vergleich zwischen den Kurven auf eine Abhédngigkeit der FlieBkurve von der hyd-
rostatischen Spannung hin. Das Verhalten dieser Legierung ist dabei bei geringen Dehnungen
vergleichbar zu Ergebnissen aus der Literatur [108]. Um die Unterschiede zwischen den Kurven
bei hohen plastischen Dehnungen zu bewerten, wurden Rechnungen mit einem g,,-abhéngigen
und -unabhdngigen Materialmodell bei Versuchen an asymmetrischen Proben unter verschie-
denen Lastwinkeln verglichen. Die Ergebnisse deuten darauf hin, dass die FlieBspannung bei
hohen Dehnungen bei sinkender hydrostatischer Spannung abnimmt, da mit dem o,,,-abhéngi-
gen Modell Schubversuche mit steigendem Druck-Anteil besser abgebildet werden konnten.
Aufgrund der geringen Unterschiede zwischen den FlieBkurven in der SZ und der unklaren
Verhiltnisse in der WEZ wird jedoch im Folgenden weiterhin das g,,-unabhingige Material-
modell fiir alle Simulationen verwendet. Zudem stehen fiir das KWH-Modell keine Zugproben
zur Verfligung, an welchen die gleichen schweillprozessihnlichen Warmebehandlungen wie an
den Stauchversuchen eingestellt werden konnten. Dadurch ist fiir die verschiedenen Wérmebe-
handlungszustinde der WEZ die Modellierung der a,,-Abhéngigkeit analog zum GWS nicht
moglich.

Mittels Zugversuche wurden die Parameter nach der FKM-Richtlinie fiir drei Materialbereiche
(GWS, SZ, WEZ) bestimmt und der jeweilige Parameter &f,,; des RTCL- und des BW-Kriteri-

ums ermittelt. Die Kalibrierung des Parameters &¢ ¢ erfolgte an Schubversuchen. Die Parameter
sind zusammenfassend in Tabelle 5-4 und Tabelle 5-5 dargestellt. Anhand von allen Simulati-
onsergebnissen wird deutlich, dass nach der FKM-Richtlinie das Versagen in Form vom ersten
Uberschreiten der Grenzkurve in fast allen Fillen nach einsetzender plastischer Deformation,
aber vor Erreichen der experimentellen Bruchverschiebung auftritt. Ziel der FKM-Grenzkurve
ist es, konservative Ergebnisse zu erhalten und dennoch erhebliche plastische Deformationen
in der Auslegung zuzulassen. Dieses Ziel wird fiir den homogenen, duktilen Grundwerkstoff
und auch in der WEZ in allen Versuchen erreicht. Fiir die SZ ist jedoch insbesondere bei kleinen
Kerbradien im Zugversuch ein nicht-konservatives Ergebnis das Resultat.

Fiir den GWS und die SZ liefern die beiden untersuchten Materialmodelle mit den beiden Scha-
digungskriterien nahezu identische Ergebnisse in Zugversuchen. Entsprechend sind fiir diese
Versuche alle untersuchten Modelle gleichermallen geeignet. In der WEZ zeigt sich jedoch die
Abhiéngigkeit der Schadigungsparameter vom gewidhlten Materialmodell. Durch die feinere
Auflosung der FlieBkurven mit dem KWH-Modell lassen sich die lokalen Dehnungen, welche
in Zugversuchen quer zur Naht auftreten, deutlich besser abbilden als mit dem 4-Zonen-Modell.
Entsprechend sind die Parameter &f,,; fiir das KWH-Modell sowohl fiir das RTCL- als auch
BW-Kriterium ca. 60 % hoher als im 4-Zonen-Modell und reprisentieren die Fihigkeit der
WEZ, sich plastisch zu verformen, besser. Dennoch ist die Bruchdehnung im einachsigen Zug-
versuch & ,,; fiir die WEZ geringer als fiir den GWS. Dies weist darauf hin, dass die Modell-

bildung noch weiter verbessert werden muss, da in der WEZ im Hérteminimum ein nahezu
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weichgegliihter Zustand vorliegt und entsprechend eine hohere Duktilitét, als im GWS zu er-
warten ist. Ahnlich zu der Untersuchung der Abhingigkeit der FlieBkurven in der WEZ von der
hydrostatischen Spannung kénnen solche Fragen zum Beispiel mit Hilfe von Zugversuchen an
Proben mit schweillprozessiahnlicher Warmebehandlung beantwortet werden.

Tabelle 5-4: Parameter der RTCL- und BW-Kriterien sowie die Parameter der Grenzfunktion nach

der FKM-Richtlinie fiir das 4-Zonen-Modell. Alle Dehnungen sind in mm/mm angege-
ben, Nyef o und B sind einheitenlos.

RTCL BW FKM

Ef ut Efut &fs Emin ref,1 €ref,2 Nref,2 B
GWS 0.81 0.94 0.83 0.05 0.581 0.180 0.460 3.053
72 0.58 0.67 1.52 0.05 0.427 0.141 0.427 3.317
Z1 0.34 0.40 2.20 0.05 0.293 0.102 0.398 3.858
SZ 0.10 0.10 0.10 0.05 0.096 0.090 0.336 0.423

Tabelle 5-5: Parameter der RTCL- und BW-Kriterien fiir das KWH-Modell. Alle Dehnungen sind
in mm/mm angegeben. Vom 4-Zonen-Modell tibernommen Werte sind kursiv darge-
stellt.

RTCL BW

gf,ut gf,ut Sf,s

GWS 0.81 094 1.03
WEZ
& mm Abstand zur SZ-Mitte 0.54 0.65 120

Sz 0.10 0.10 0.11

Bei der Kalibrierung des Parameters &¢ ; des BW-Kriteriums anhand von Schubversuchen wird

ebenfalls die Abhidngigkeit der Kalibrierung vom Materialmodell deutlich. Im 4-Zonen-Modell
findet die Rissinitiierung bei beiden Kriterien bei zu niedrigen Relativverschiebungen statt, da
&f y¢ Jeweils anhand der Zugversuche bestimmt wurde, in denen durch die grobe Aufteilung der
WEZ in vier Zonen eine Unterschitzung der lokalen Dehnungen auftrat. Als Folge muss der
Parameter &7 ; mit einem hohen Wert kalibriert werden, um den Widerstand gegen Versagen
unter Schubbelastung im Ligament so weit zu erhéhen, dass die experimentell ermittelte Bruch-

verschiebung erreicht werden kann. Im Gegensatz dazu erfolgt die Rissinitiierung nach dem
KWH-Modell in der WEZ deutlich spiter und der Parameter & ¢ ist mit & ¢ = 1.20 im KWH-
Modell deutlich geringer als im 4-Zonen-Modell mit &¢ ; = 2.20.

Die Bewertung dieser Parameter ist durch die zugdominierte Rissinitiierung in den Simulatio-
nen im Kerbgrund erschwert. Zudem kann anhand der experimentellen Beobachtungen keine
klare Aussage iiber das Initiierungsverhalten getroffen werden. Die in der WEZ auftretende
einseitige Einschniirung (Abbildung 5-26a) im Kerbgrund kann auf eine Rissinitiierung dort
hindeuten. Diese tritt in der Form hingegen am GWS nicht auf und sowohl im GWS als auch
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in der WEZ ist ein Kraftabfall ohne erkennbare Querschnittsreduktion zu beobachten. Zudem
zeigen die Simulationen, dass die hochsten Dehnungen in der Probe bei 17 = 0 und nicht im
Kerbgrund auftreten. Daher konnte der experimentell beobachtete Kraftabfall auf schub-indu-
zierte Mikrorisse zuriickzufiihren sein. Diese konnen den Probenquerschnitt vor dem globalen
Versagen bereits schwichen, ohne dass sie mittels der verwendeten Messtechnik auflosbar und
durch das Loschen von Elementen abbildbar sind. Um den Effekt solcher Mikrorisse zu bertick-
sichtigen, konnte die Schadigung mit der FlieBkurve gekoppelt werden und diese ab einer kri-
tischen Schéadigung entfestigen. Dies wurde in dieser Arbeit jedoch nicht beriicksichtigt. Den-
noch zeigen die Ergebnisse beider Modelle in der WEZ einen Kraftabfall dhnlich dem experi-
mentell beobachteten. Dadurch kann insbesondere in der WEZ auf eine Kombination aus sché-
digungsinduzierter Entfestigung und Kraftreduktion durch Rissinitiierung im Kerbgrund bei
sehr hohen Dehnungen geschlossen werden. Insgesamt zeigen sowohl die gemessenen als auch
simulierten Dehnungen in der WEZ deren hohe Duktilitdt unter Schubbelastung.

Im Gegensatz dazu weist die SZ nicht nur in Zug-, sondern auch in Schubversuchen eine sehr
geringe Duktilitdt auf, was sich in den Parametern beider Schidigungsmodelle zeigt. Zudem
wird anhand der Simulationen mit unterschiedlich hohen & s deutlich, dass der Risspfad in den
Schubproben abhingig von der Duktilitdt unter Schubbelastung ist. Bei einer geringeren Bruch-
dehnung unter Schub als unter Zug, wie es in der Literatur von verschiedenen Autoren fiir Alu-
miniumlegierungen beobachtet wird, initiiert das Versagen bei 1 = 0. Dies verdeutlicht, dass
der Versuchsaufbau fiir diesen Fall sehr gut geeignet ist. Bei hoherer plastischer Verformbarkeit
unter Schubbelastung findet eine zug-dominierte Rissinitiierung statt, das Bruchbild dndert sich
und die Duktilitdt unter Schubbelastung steuert maf3geblich das Risswachstum im Ligament.
Fiir den letzten Fall, der den vorliegenden experimentellen Ergebnissen entspricht, sind iterative
numerische Simulationen notwendig, um den Schéidigungsparameter des BW-Kriteriums zu
kalibrieren.

Weiterhin erméglichte die verwendete Schubvorrichtung in Kombination mit asymmetrischen
Schubproben eine Untersuchung der Abhingigkeit der Schidigung vom Lode-Winkel-Parame-
ter fiir den GWS. Im Vergleich der &,4,,,-¢-n-Entwicklungen vom ungekerbten Zugversuch
und Schubversuchen mit unterschiedlichen Zug-Anteilen wird deutlich, dass die Bruchdehnung
mit abnehmendem ¢ bei konstantem 7 ebenfalls abnimmt. Bei der Betrachtung aller Versuche
und vor Allem mit 1 > 1/3 zeigt sich eine eindeutige Abhéngigkeit der Schadigung von der
Spannungsmehrachsigkeit. Daher konnte die Schiadigung und die Rissinitiierung mit dem ¢&-
unabhingigen BW-Kriterium fiir die meisten Spannungszustinde mit guter Genauigkeit abge-
bildet werden. Um eine detaillierte Aussage tiber den Einfluss des Lode-Winkel-Parameters bei
1 < 1/3 zu treffen, sind weitere Versuche mit verdnderter Probengeometrie notig. Untersuchun-
gen in der Literatur an doppelt gekerbten Butterfly-Proben weisen darauf hin, dass mit diesen
am Rissinitiierungsort der Spannungszustand iiber den Versuchsverlauf besser konstant gehal-
ten werden kann.

Die Untersuchungen in diesem Kapitel zeigen, dass sowohl das FlieBverhalten als auch das
Schidigungsverhalten von Aluminiumlegierungen von einer Vielzahl von Faktoren abhidngen
kann. Daher ist es insbesondere fiir die WEZ wichtig, diese moglichst fein aufgeldst abzubilden,
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um den Einfluss der Modellbildung auf das Simulationsergebnis im Vergleich zu den Experi-
menten zu reduzieren. Mit dem neu entwickelten KWH-Modell verbessert sich daher die lokale
Auflésung der Dehnungen im Vergleich zum 4-Zonen-Modell deutlich. Mit dem BW-Krite-
rium steht zudem fiir beide Materialmodelle ein Schiadigungsmodell zur Verfiigung, mit wel-
chem in einem groBen Spektrum von Spannungszustinden das Bruchverhalten aller Material-
bereiche mit guter Genauigkeit abgebildet werden kann. Das RTCL-Kriterium bildet das Ver-
sagensverhalten mit variierender Genauigkeit ab. Unter Beriicksichtigung des Umstandes, dass
nur ein Zugversuch zur Kalibrierung verwendet wurde, sind die Ergebnisse jedoch insbeson-
dere bei Anwendung des KWH-Modells gut.
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6 Validierung der Modelle anhand von Axialdruckversuchen

Die in den vorangegangenen Kapiteln dargelegten Materialmodelle sollen anhand von Axial-
druckversuchen an geschweifiten X-Profilen validiert werden. Die experimentellen und nume-
rischen Untersuchungen sind im Folgenden beschrieben.

6.1 Experimentelle Untersuchungen

Fiir die Durchfithrung von Axialdruckversuchen wurden Proben in Form von X-Profilen aus
Platten mit 8 mm, 10 mm und 12 mm Dicke gefertigt. Die Proben mit 10 mm Plattendicke sind
chargengleich zu den Proben, die fiir die Parameteridentifikation gefertigt wurden. Fiir die
8 mm und 12 mm dicken Platten kam jeweils eine andere Charge zum Einsatz.

6.1.1 Versuchsaufbau und Durchfiihrung

Alle X-Profile wurden mit Auflenabmessungen von 240 mm Hohe zwischen den Endplatten
und 160 mm Breite mit quadratischer Grundfldche gefertigt (Abbildung 6-1). Der Grundwerk-
stoff ist EN AW 6082 T561, als Schwei3zusatzwerkstoff kam EN AW 4047 mit einem Draht-
durchmesser von 1.2 mm zum Einsatz. Als Schutzgas wurde ein Argon-Helium-Gemisch
(70 %/30 %) verwendet. Die Schweilindhte des Kreuzstof3es sind als K-Néhte ausgefiihrt, wih-
rend die Endplatten durch einfache Kehlndhten mit dem Kreuzstof3 verbunden sind. Die ge-
wiahlten Dimensionen stellen sicher, dass ein Ausbeulen der X-Profile mit den vorhandenen
Priifvorrichtungen erreicht werden kann. Das Anschweilen von Endplatten gewéhrleistet eine
Krafteinleitung im Axialdruckversuch in die Plattenebene, indem die Rotation der Platten am
Ende des Kreuzstof3es eingeschrankt wird. Alle Schweiflungen wurden von der Schweilltech-
nischen Lehr- und Versuchsanstalt Mecklenburg-Vorpommern durchgefiihrt. Die Schweiflan-
weisungen sind im Anhang in Abbildung A 4, Abbildung A 5 und Abbildung A 6 zu finden.
Alle Axialdruckversuche an den X-Profilen wurden an einem Schwerlast-Bauteilpriifsystem
des Lehrstuhls fiir Schiffstechnische Konstruktion mit einer Priifkapazitét von 1300 kN durch-
gefiihrt (Abbildung 6-2). Der Versuchsaufbau und die Durchfithrung sind in [103] wie folgt
beschrieben.

Wihrend die untere Druckplatte fixiert ist, weist die obere Druckplatte ein Kugelgelenk auf,
um eine Momenteinleitung in die Probe zu vermeiden. Zur Minimierung von Querkréften wur-
den die Proben axial ausgerichtet. Fiir alle Versuche wurden die Zylinderkraft und der Zylin-
derweg aufgezeichnet. Um die Steifigkeit der Priifvorrichtung bei der erwarteten Maximallast
von 1200 kN zu ermitteln und die Verschiebung der Druckplatten anhand des Zylinderweges
zu kalibrieren, wurden die beiden Druckplatten ohne Probe gegeneinander gepresst.
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Abbildung 6-2: Versuchsaufbau fiir Axialdruckversuche mit vertikal angeordneten DIC-Kameras
[103]

Zur zusétzlichen Messung von Verschiebungen und Dehnungen auf der Oberfliche der Proben
kam ein 3D-DIC-System der Firma Correlated Solutions (Irmo, USA) zum Einsatz. Bei den
Versuchen ist grof3flachiges Ausbeulen in eine unbekannte Richtung der Platten zu erwarten,
wodurch der freie Blick beider Kameras auf die Probenoberfliche wihrend des Versuches li-
mitiert ist. Durch eine vertikale Anordnung der Kameras wurde sichergestellt, dass wéahrend
des gesamten Versuchsverlaufes mindestens eine Probenhilfte vollstidndig im Bild beider Ka-
meras war. Der Abstand der beiden Kameras wurde so gewdhlt, dass die Proben mdoglichst
bildfiillend erfasst wurden. Die Bestimmung der exakten Position der Kamers im Raum wurde
mit Hilfe einer Kalibrierungsroutine bestimmt, die von Correlated Solutions empfohlen wird
und fiir die Verwendung von Vic-3d 7 im Postprocessing notwendig ist. Dazu wird eine Kalib-
rierplatte mit moglichst bildfiillender Grof3e an die Position der Probe gebracht und Bilder unter
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Variation der Ausrichtung und Position der Platte gemacht. Aus diesen Bildern errechnet Vic-
3d 7 im Anschluss die Position der Kameras. Fiir die Versuche mit einer Plattendicke von
10 mm kamen 5 MP-Kameras (2048 x 2448 Pixel) zum Einsatz, mit welchen im Mittel eine
Auflosung der Probenoberfliche von 8.5 Pixel/mm erreicht wurde. Im Postprocessing wurden
nach dem Versuch Subsets mit einer Grée von 39 x 39 Pixeln (d.h. 4.59 mm) und einer Schritt-
weite von 7 Pixeln (d.h. 0.823 mm) verfolgt, um die Verschiebungen und Dehnungen zu be-
stimmen. Fiir die Versuche mit 8 mm und 12 mm Plattendicke standen 12 MP Kameras
(4096 x 3000 Pixel) zur Verfiigung. Wiahrend der Versuchsaufbau und die Subsetgrofe gleich-
bleibend waren, konnte daher in diesen Versuchen die Auflosung auf 12.6 Pixel/mm im Mittel
erhoht werden.

Alle Versuche der Proben mit 10 mm und 12 mm Plattendicke wurden quasi-statisch mit einer
Verfahrgeschwindigkeit von 0.01 mm/s durchgefiihrt. Fiir die Proben mit 8 mm Plattendicke
wurde die Geschwindigkeit zwischen quasi-statisch und dem versuchstechnischen Maximum
von 45 mm/s mit Zwischenschritten bei 10 mm/s, 25 mm/s und 40 mm/s variiert.

6.1.2 Ergebnisse und Auswertung

Die Versuchsergebnisse in Form der Kraft-Verschiebungskurven [103] fiir alle drei gepriiften
Plattendicken und quasi-statischer Belastung sind in Abbildung 6-3a dargestellt. Es ist zu er-
kennen, dass alle Proben ein dhnliches Verhalten aufweisen. Nach linear elastischer Verfor-
mung treten plastische Verformungen auf, wodurch die Kurven abflachen. Sobald Stabilitats-
versagen auftritt, ist das Kraftmaximum erreicht und die Proben beginnen auszubeulen. Die
Druckkraft nimmt mit zunehmender Verschiebung stetig ab, bis es zwischen 20 mm und 35 mm
Verschiebung zur Rissinitiierung in der Schweiflnaht kommt (Tabelle 6-1, Zeile 25 mm). Die
Risse wachsen in axiale Richtung (Tabelle 6-1, Zeile 42 mm), infolgedessen es zu einem be-
schleunigten Kraftabfall kommt. Bei Verschiebungen von mehr als 50 mm kann Selbstkontakt
im Zentralbereich der Proben auftreten. Da die Beriicksichtigung von Selbstkontakt in dieser
Arbeit nicht von Interesse ist, werden groflere Verschiebungen nicht betrachtet.

In Abbildung 6-3b sind die gemittelten Kraft-Verschiebungskurven fiir die Versuche mit ver-
anderlicher Belastungsgeschwindigkeit der Proben mit einer Plattendicke von 8 mm dargestellt.
Es ist zu erkennen, dass alle Versuche einen dhnlichen Verlauf mit denselben charakteristischen
Punkten wie die quasi-statischen Versuche (vgl. Abbildung 6-3a) aufweisen. Zwischen den un-
terschiedlichen Belastungsgeschwindigkeiten ist keine eindeutige Tendenz erkennbar, da alle
Kurven in dasselbe Streuband fallen. Fiir die maximale Verfahrgeschwindigkeit von 45 mm/s
wurden mittels DIC die lokalen Vergleichsdehnungen und -dehnraten €., bestimmt (Abbildung
6-4). Es konnten lokale Dehnraten von 1/s unmittelbar vor der Rissinitiierung realisiert werden
(Abbildung 6-4b). Aus diesen Ergebnissen zeigt sich, dass die geschweiliten X-Profile bis zu
lokalen Dehnraten von 1/s keine Abhingigkeit von der Dehnrate aufweisen [103].
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Abbildung 6-3: Kraft Verschiebungskurven von Axialdruckversuchen [103] mit
a) quasi-statischer Belastung und variierender Plattendicke und
b) mit variierender Belastungsgeschwindigkeit mit einer Plattendicke von 8 mm
(Kurven sind gemittelt aus zwei bis fiinf Einzelversuchen)
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Abbildung 6-4: DIC-Messungen auf Oberfliche einer Probe (8 mm Plattendicke) unmittelbar bevor
Rissinitiierung im Axialdruckversuch mit 45 mm/s Verfahrgeschwindigkeit [103]
a) Vergleichsdehnung
b Vergleichsdehnrate

Im Folgenden soll die Rissinitiierung in den Proben im Detail betrachtet werden. Dies erfolgt
anhand exemplarischer Ergebnisse aus den Versuchen mit 8 mm und 12 mm Plattendicke. In
diesen konnte die Oberfliche durch die Verwendung von 12 MP Kameras im Vergleich zu
5 MP-Kameras bei den Platten mit 10 mm Plattendicke am detailliertesten aufgeldst werden.
Die Proben aller Versuche verhalten sich jedoch qualitativ dhnlich.

Abbildung 6-5 zeigt einen Vergleich der lokalen Vergleichsdehnung und Dehnrate unmittelbar
vor der Ausbildung sichtbarer Risse in einer Probe mit 12 mm Plattendicke. Es ist zu erkennen,
dass die Rissinitiierung in einem Bereich auftreten kann, in dem nicht die hochsten Dehnungen
vorliegen. Im Gegensatz zur Vergleichsdehnung (Abbildung 6-5a) zeigt Abbildung 6-5b, dass
das Maximum der Dehnrate zu diesem Zeitpunkt im Bereich der Rissinitiierung liegt und gibt



6.1 Experimentelle Untersuchungen 105

damit ein Anzeichen fiir beschleunigte Materialschddigung in der Umgebung des Rissinitiie-
rungsortes [103].

Tabelle 6-1: Verformung von X-Profilen (10 mm Plattendicke) und Risswachstum in Axialdruck-
versuchen bei unterschiedlichen Verschiebungen [120]

Verschiebung X02 X04 X05

25 mm
Risse in weil3
nachgezeichnet

42 mm

Dies zeigt, dass die Rissinitiierung nicht nur von der maximalen Dehnung, sondern auch von
anderen Faktoren, wie Spannungszustand und Mikrostruktur, beeinflusst wird. Aufgrund der
Auswertung von Schliffbildern (Abbildung 6-6 und Abbildung 3-8b) wird klar, dass in der
Schweilinaht der X-Profile unter der Oberflache groBere Poren als Folge einer nicht vollsténdi-
gen Ausgasung vorliegen kdnnen, welche in den Kleinproben durch mechanische Bearbeitung
entfernt sind. Diese sind sowohl unter Schub- als unter Zugbelastung Ausgangspunkte fiir die
Inititerung von Mikrorissen, wihrend unter Druckbelastung keine Rissinitiierung zu erwarten
ist. Die Initiierung von Mikrorissen kann im Rahmen dieser Arbeit nicht direkt untersucht wer-
den. Dennoch deutet die hohe Dehnrate und das beobachtete Risswachstum in der Nihe des
Dehnungsmaximums darauf hin, dass sich dort Mikrorisse an Poren gebildet haben konnen
[103]. Nachdem die Mikrorisse das Material getrennt haben, sinkt der Widerstand gegen Ver-
formung stark ab und erkldrt die hohe Dehnrate bevor der Riss auch makroskopisch in den
Aufnahmen sichtbar ist.

Wenn eine im Wesentlichen homogene Verteilung von Poren unter der Oberfldche angenom-
men wird, ist von einer Initiierung der Mikrorisse an Stellen mit einer Spannungsmehrachsig-
keit von 7 = 0 oder hoher auszugehen. Durch die Ausbeulung der Platten entsteht in jeder Platte
eine Zug- und Druckseite. Am Ubergang zur Schweinaht ist dadurch auf der Zugseite mit einer
erhohten Spannungsmehrachsigkeit zu rechnen, welche die Rissinitiierung auf dieser Seite in



106 6 Validierung der Modelle anhand von Axialdruckversuchen

Abbildung 6-5 erkldren kann [103]. Auf der Druckseite sind entsprechend eher negative Span-
nungsmehrachsigkeiten in der Schweiflnaht zu erwarten und daher eine spétere Rissinitiierung.
Dennoch zeigen einige Versuche auch eine Rissinitiierung, welche eher auf der Druckseite be-
ginnt (Abbildung 6-7a mit Detail in Abbildung 6-7b). Eine detaillierte Untersuchung der vor-
liegenden Spannungszusténde sollen die FE-Simulationen liefern.

Zugseite

8
=
(]
wn)
<
Q
| 2
=

Druckseite

—
q eq
[mm/mm] 000 0.15 0.30 [1/5] 0-000 0.001 0.002

Abbildung 6-5: DIC Messungen auf der Oberfldiche in der Schmelzzone einer Probe mit 12 mm Plat-
tendicke unmittelbar vor der Ausbildung sichtbarer Risse [103]
a) Vergleichsdehnung
b) Vergleichsdehnrate

iy

Abbildung 6-6: Schliffbild eines geschweifsten Kreuzstofes [85]

Insgesamt ist jedoch festzuhalten, dass auf der Oberflidche aller Proben bereits Risse in der SZ
erkennbar sind, deutlich, bevor der erste Kraftabfall infolge der Risse in den Kraft-Verschie-
bungskurven auftritt. Die ersten Risse sind mehrere Millimeter Verschiebung vor dem Kraftab-
fall sichtbar. Dies weist darauf hin, dass auch nach der Initiierung von Rissen ein gewisses
Wachstum und eine gewisse Vereinigung der Risse auftreten, bevor das Tragverhalten der X-
Profile negativ beeinflusst wird.

Eine Rissinitiierung in der WEZ ldsst sich wéhrend des Versuches anhand der Aufnahmen der
DIC nicht beobachten. Nach Entfernung bereits vollstindig abgeldster Bruchstiicke der SZ nach
dem Ende des Versuchs kann jedoch das Zentrum der Proben freigelegt werden (Abbildung
6-7c). Abbildung 6-7d zeigt, dass der Gurt und damit auch der dort vorhandene Bereich der
WEZ im Zentrum der Probe durchtrennt ist.
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Abbildung 6-7: Rissbildung in der Probe X04 (10 mm Plattendicke)
a) Ubersicht aus Sicht der DIC-Kamera bei 20 mm Verschiebung
b) Detail bei 20 mm Verschiebung mit nachgezeichnetem Riss in der SZ
c) Ubersicht nach Versuchsende, im 90°-Blickwinkel zur DIC
d) Detail der freigelegten Bruchfliche des Gurtes nach Versuchsende

6.2 FE-Modelle

Vorangegangene Untersuchungen [120] haben gezeigt, dass die Simulation der Axialdruckver-
suche mit Plattenelementen die Traglast und die Steifigkeit der X-Profile unterschitzt, sofern
Imperfektionen im Modell beriicksichtigt werden. Um die Stiitzwirkung der Schweifinaht mit
zu beriicksichtigen, kommen Modelle aus Volumenelementen mit ausmodellierter Schweiflnaht
zum Einsatz. Fiir alle numerischen Simulationen der Axialdruckversuche (mit Ausnahme der
Untersuchungen zu dem Einfluss der Imperfektion in Kapitel 6.2.3) wurden reduziert integrierte
Hexaederelemente mit acht Knoten eingesetzt und der explizite Solver von LS-DYNA verwen-
det. Da die Versuche bei unterschiedlicher Plattendicke qualitativ dhnliche Ergebnisse zeigen
(siehe Kapitel 6.1.2) und fiir die 10 mm Plattendicke die Parameteridentifikation chargengleich
durchgefiihrt wurde, erfolgten alle numerischen Simulationen mit 10 mm Plattendicke. Eine
Konvergenzanalyse zur Festlegung der Elementkantenldnge sowohl fiir das 4-Zonen-Modell
als auch fiir das KWH-Modell erfolgt in Kapitel 6.2.4.

6.2.1 4-Zonen-Modell

Fiir die FE-Modelle der X-Profile werden die reale Probengeometrie und insbesondere die Im-
perfektionen idealisiert. Kapitel 6.2.3 liefert eine detaillierte Untersuchung der in den Proben
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auftretenden Imperfektionen sowie die Gleichung (6-1) fiir deren Idealisierung. Durch Ideali-
sierung der Imperfektion kann die geometrische Symmetrie in axiale Richtung ausgenutzt wer-
den (Abbildung 6-8a). In dem Volumenmodell ist die Geometrie der beiden K-Nidhte ebenfalls
idealisiert (Abbildung 6-8b). Dagegen sind die Kehlndhte zwischen der Endplatte und dem
KreuzstoB3 nicht ausmodelliert (Abbildung 6-8a), da die Funktion der Kehlnihte der Moment-
iibertragung vom Kreuzstof3 auf die Endplatte mittels durchgehender Vernetzung am Stof be-
riicksichtigt wird. Fiir die Zuweisungen der Materialeigenschaften im Rahmen des 4-Zonen-
Modells konnen die Dimensionen der Zonen in der Stumpfnaht (siche Abbildung 5-2b) nicht
verwendet werden. Dies wird beim Vergleich der Hérteentwicklungen deutlich (Abbildung
6-9), da sich der Ort der geringsten Hérte im T-Stof3 dichter an der Grenze zwischen WEZ und
SZ befindet, als in der Stumpfnaht [29]. In der Kehlnaht kann die SchweiBwarme in drei Rich-
tungen abgefiihrt werden, wodurch die Ausdehnung des Bereichs mit gegeniiber dem GWS
reduzierter Hirte insgesamt kleiner ist als in der Stumpfnaht. Entsprechend ergeben sich die
Dimensionen fiir die vier Zonen geméal der Abbildung 6-8b [103].

a) b)

Gefiihrte Verschiebung

Kontakt
(Reibung)

SZ

Symmetrierandbedingung

Abbildung 6-8: FE-Modell eines X-Profils mit Materialbereichen des 4-Zonen-Modells
a) Randbedingungen im Halbmodell
b) Querschnitt mit Dimensionen der Materialbereiche [103]
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Abbildung 6-9: Vergleich des Hirteverlaufs in einer Stumpfnaht und im T-Stofs in Abhdingigkeit von
der Position (nach [29])
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Die Last wird in dem FE-Modell auf die Endplatte des X-Profils durch eine Druckplatte iiber
eine reibbehaftete Kontaktflache aufgebracht. Die Druckplatte ist elastisch mit dem Elastizi-
tatsmodul von Stahl (210 GPa) und wird in axiale Richtung gefiihrt verschoben. In der Sym-
metrieebene der Probe ist die Verschiebung nur in axialer Richtung gesperrt, um die Symmetrie
abzubilden (Abbildung 6-8a).

6.2.2 KWH-Modell

Fiir die Simulationen mit dem KWH-Modell werden die gleichen Randbedingungen und die
gleiche Vernetzung, wie fiir das 4-Zonen-Modell verwendet. Die Materialeigenschaften in Ab-
héngigkeit von der Entfernung zur Schweiflnaht werden entsprechend der Methodik aus Kapitel
4 bestimmt. Dafiir wird die Hartepriifung am T-Sto3 als Eingangswert verwendet. Fiir das
KWH-Modell muss der Ausgangspunkt fiir die Abstandsbestimmung innerhalb der SZ definiert
werden. Wie in Kapitel 4.2 beschrieben, wird der Ausgangspunkt im Abstand von 2.5 mm von
der Grenze zwischen SZ und WEZ festgelegt, wodurch sich der Nullpunkt der Abstandswerte
in Abbildung 6-9 um -2.5 mm verschiebt. Die Zuordnung der schweiB3prozessdhnlichen Wér-
mebehandlungen zum Hairteverlauf ist zusammen mit dem idealisierten Harteverlauf in Abbil-
dung 6-10 dargestellt. In dem idealisierten Harteverlauf befindet sich ein fiktiv eingefiigter
Punkt fiir den GWS, dessen Ursprung im Folgenden erldutert wird.

Bedingt durch die geringere Breite des T-Stoes im Vergleich zu den untersuchten Stumpfnéh-
ten, liegt die Hérte nur bis ca. 60 mm Abstand zur SZ vor. Am Ende der Platte weist die Hérte
einen Wert von mehr als 104 HV1 auf, was der schweillprozessdhnlichen Wéarmebehandlung
mit Tyq, = 225 °C entspricht. Dies deutet darauf hin, dass dort eine erhebliche Erwdarmung und
infolgedessen eine Steigerung der Festigkeit gegeniiber dem GWS stattgefunden hat. Zudem
bedeutet dies, dass im T-StoB kein GWS mehr vorliegt.

Fiir die FlieBkurven im KWH-Modell hat dies zundchst zur Folge, dass der GWS mit einer
Harte von 99 HV1 keinem Punkt auf dem Hérteverlauf zugeordnet und daher im Modell nicht
berticksichtigt werden wiirde. Stattdessen ist die Warmebehandlung mit T;,,, = 225 °C dieje-
nige mit grofftem Abstand, die dem Hérteverlauf zugeordnet werden kann. Entsprechend der in
Kapitel 4.3.1 beschriebenen Vorgehensweise zur Ermittlung von Stiitzstellen flir den idealisier-
ten Hérteverlauf wiirde fiir beliebig groe Abstinde daher auch die Wiarmebehandlung mit
Trnax = 225 °C anstelle des GWS verwendet werden, was in Ubereinstimmung mit der maxi-
malen Harte im vorliegenden T-Stof ist.

Fiir Ty, 0, = 225 °C liegen jedoch keine Schadigungsparameter als Stiitzstelle fiir die Interpola-
tion vor. Stattdessen konnten nur Parameter am Ort des Harteminimums und fiir den GWS
sowie flir die SZ kalibriert werden. Da der GWS dem Haérteverlauf nicht zugeordnet werden
kann, ist auch keine Interpolation der Schédigungsparameter und damit eine Abbildung der
Inhomogenitit in der WEZ zwischen Héarteminimum und Ende der Platte moglich. Um dennoch
Schadigungsparameter fiir groere Abstinde als bis zum Harteminimum interpolieren zu kon-
nen, wird dem Harteverlauf des T-Stof3es daher der fiktive Punkt bei [100 mm, 98HV 1] hinzu-
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gefiigt. Damit ist eine Zuweisung des GWS zum Harteverlauf und anschlieBend eine Interpola-
tion insbesondere der Schiadigungsparameter zwischen GWS und Héarteminimum mdoglich.
Hierbei sei nochmals angemerkt, dass die Definition des fiktiven Punkt ausschlie8lich fiir die
Interpolation der Schiadigungsparameter notwendig ist, da fiir die FlieBkurven ausreichend
Stiitzstellen in Form der schweiBprozessihnlichen Warmebehandlungen vorliegen, um die Ver-
festigungseigenschaften im ganzen T-Stof8 abzubilden. Die Definition des fiktiven Punktes
wiirde entsprechend entfallen, wenn auch fir T,,,, = 225 °C Schidigungsparameter experi-
mentell bestimmt werden konnen.

110 .
i - Harteprifung
100 | / = Fiir Interpolation:
Globales Maximum und / © Stutz; t.elle ..
90 . 4 Idealisierte Hérte
— letzter experimentell
E bestimmter Wert ~ Fiktiver Punkt Stiitzstellen aus
= 8ot I\/I[dOk'aleS fiir den GWS - Wirmebeh.:
= aximum ® S7
T 20 ; | ® 500°C,79HVI
O 425°C,67HVI1
Globales O 325°C,91 HV1
60 t| \| /" Minimum 1 225°C, 104 HV1
2.5 mm, Grenze der SZ . . © RT, 9 HVI
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Abbildung 6-10: Idealisierter Héirteverlauf im T-Stofs fiir die Interpolation
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Abbildung 6-11: Ortsabhdngige Interpolation der Fliefskurven im Abstand zur K-Naht im T-Stof3

Abbildung 6-11 zeigt das Resultat der indirekten Interpolation der FlieBkurven fiir den T-StoB.
Es zeigt sich, dass die ortsabhéingigen FlieBkurven fiir Abstinde zwischen 35 mm und 80 mm
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nahezu konstant der FlieBkurve der Warmebehandlung T,,, = 225°C entsprechen, mit dem
Maximum beim Hartemaximum bei 60 mm Abstand. Der maximale Abstand zur SZ in dem
FE-Modell sind rund 65 mm. Entsprechend kommen im FE-Modell, wie in der Probe auch, die
Eigenschaften des GWS bei Anwendung des KWH-Modells nicht vor.

Abbildung 6-12 zeigt schematisch die Art und Position der Hilfsgeometrien, die im X-Profil
die SchweiBinihte reprasentieren. Wie in Kapitel 4.3.3 beschrieben, wird der geringste Abstand
jedes Elements im FE-Modell zu diesen Strecken und Rechtecken berechnet. Das Element er-
hilt dann die in diesem Abstand bestimmten Materialparameter des Interpolationsergebnisses
(Abbildung 6-11). Der Blick auf den Querschnitt in Abbildung 6-12 rechts zeigt, dass die
SchweiBnéhte der K-Néhte symmetrisch mit Hilfe von zwei Rechtecken je Seite definiert sind,
welche sich im Abstand von 2.5 mm bzw. 7.5 mm zum Gurt befinden. Diese Rechtecke reichen
bis 2.5 mm vor die Endplatte in axiale Richtung (Abbildung 6-12 links, 3D Ansicht). Um die
Wirmeeinflusszonen in Folge der Kehlnédhte an den Endplatten der X-Profile zu beriicksichti-
gen, werden beidseitig zu jedem Steg und Gurt Strecken definiert. Diese befinden sich im Ab-
stand von 2.5 mm sowohl zur Endplatte als auch zur jeweiligen Platte des KreuzstoBes (siche
Detail in Abbildung 6-12 oben). Diese Strecken sind nicht durchgehend, sondern durch den
Gurt und die Stege unterbrochen. Insgesamt sind die Positionen der Schweilindhte in dem ver-
wendeten Halbmodell durch vier Rechtecke und acht Strecken definiert.

Abbildung 6-12 zeigt zudem die Verteilung der Dehngrenze, wenn den Elementen entspre-
chend der definierten SchweiBBndhte abstandsabhingig die FlieBkurven aus Abbildung 6-10 zu-
gewiesen werden. Zundchst ist zu erkennen, dass die Dehngrenze in der Umgebung von
SchweiBndhten am niedrigsten ist. Hierbei tritt das absolute Minimum nicht in der SZ selbst
auf, sondern jeweils in der WEZ im entsprechenden Abstand zur SZ, sowohl zentral im Gurt
als auch in jedem Steg. Die minimale Dehngrenze in der WEZ unterscheidet sich jedoch nur
wenig von der Dehngrenze der SZ, was sich auch in den zugehorigen FlieBkurven an Stauch-
versuchen gezeigt hat (siehe Abbildung 4-6). Zwischen dem Minimum in der WEZ und der SZ
tritt ein Bereich mit erhohter FlieBgrenze auf. Dieser bildet die Festigkeitssteigerung bei
Tinax > 500 °C gegentiber der SZ direkt angrenzend zu SZ ab und ist auch im Hértemapping
nach einem Versuch als erhohte Hérte an der Grenze zur SZ zu beobachten (sieche Abbildung
A 11 im Anhang). In zunehmendem Abstand zu den definierten SchweiBindhten steigt die Dehn-
grenze kontinuierlich bis zum Rand der Probe an. Die Eigenschaften des GWS liegen dadurch
an keinem Punkt der Probe vor. Insgesamt bildet das KWH-Modell das FlieBverhalten bereits
mit einer Elementkantenldnge von 2.5 mm damit plausibel und 6rtlich fein aufgelost ab. Die zu
dieser Elementkantenlédnge gehorende Verteilung der Schidigungsparameter fiir das RTCL-
und das BW-Kriterium zeigt die Abbildung A 13b-d im Anhang. Eine ausfiihrliche Konver-
genzanalyse hinsichtlich der Elementkantenldnge folgt in Kapitel 6.2.4
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Abbildung 6-12: Schematische Darstellung der Hilfsgeometrien zur Definition der Schweifindhte im X-
Profil fiir das KWH-Modell und Verteilung der 0.2 %-Dehngrenze nach Zuweisung
der Materialeigenschaften im FE-Modell mit EKL = 2.5 mm

6.2.3 Beriicksichtigung geometrischer Imperfektionen

Um insbesondere die Traglast der X-Profile korrekt abzubilden, miissen geometrische Imper-
fektionen berticksichtigt werden. Imperfektionen treten zwangsweise bei der Fertigung auf, da
zum einen die (hier manuelle) Ausrichtung der zu verschweiflenden Platten nicht perfekt ist.
Zum anderen dehnt sich die Probe beim Schweiflen durch den ungleichméfigen Warmeeintrag
ungleichméBig aus. Dies fiihrt zu Eigenspannungen, die die Probe verformen kdnnen.

Um die Imperfektionen moglichst genau zu quantifizieren, wurde die Geometrie von vier X-
Profilen mittels Streifenlichtprojektion nach dem SchweiBprozess vermessen. Das Ergebnis der
Streifenlichtprojektion ist eine Punktewolke auf der Probenoberfliche, welche mittels
CREO3.0 in ein Volumenmodell fiir das computergestiitzte Konstruieren (engl. computer aided
design CAD) iiberfiihrt wurde. An dem CAD-Modell erfolgte die weitere Charakterisierung der
Imperfektion mit Messungen an definierten Punkten auf der Probe. Die Unterschiede zwischen
Soll- und Ist-Geometrie wurden in folgende drei Kategorien eingeteilt und sind in Abbildung
6-13a schematisch dargestellt: Schrigstellung der Platten vertikal und horizontal (infolge der
manuellen Ausrichtung) sowie Ausbeulung der Platten (infolge der Schweilung). Um die
Grofe dieser drei Imperfektionen zu quantifizieren, wurde fiir jede Platte jeder Probe ein ge-
mittelter Wert fiir die Winkel der jeweiligen Schrégstellung bzw. fiir den Radius der Ausbeu-
lung bestimmt. Fiir die Ausbeulung ist hier vereinfacht die Form eines Kreissegments ange-
nommen worden.

In [121] wurde der Einfluss dieser Imperfektionen auf die Traglast anhand von numerischen
Simulationen mit dem Programm Marc Mentat bewertet. Um den Einfluss der Vernetzung auf
das Ergebnis zu minimieren, wurden alle in diesem Kapitel beschriebenen Untersuchungen an
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Modellen durchgefiihrt, deren Vernetzungen mit Tetraederelementen direkt aus CAD-Model-
len erzeugt wurden. Allen FE-Modellen wurden die FlieBkurven des 4-Zonen-Modells zuge-
wiesen mit Dimensionen entsprechend Abbildung 6-8b. Durch die gewéhlte Vernetzung mit
Tetraederelementen weisen die numerischen Modelle eine hohere Steifigkeit und Traglast als
die experimentell untersuchten Proben und als Modelle mit Hexaederelementen mit gleicher
EKL auf, sind jedoch untereinander sehr gut vergleichbar. Als Referenz dient ein auf diese
Weise erzeugtes Modell des X-Profils X05, in welchem die vollstdndige mittels Streifenlicht-
projektion gemessene Geometrie in das FE-Modell iiberfiihrt wurde. Die experimentell ermit-
telte Kraft-Verschiebungskurve dieser Probe zeigt die geringsten Abweichungen vom Mittel-
wert. Durch die Einteilung in drei Kategorien ist es moglich, den Einfluss der einzelnen Imper-
fektionen auf die Traglast durch systematische numerische Simulationen separat oder iiberla-
gert festzustellen. Abbildung 6-13b zeigt die Kraft-Verschiebungskurven, welche mit verschie-
denen beriicksichtigten geometrischen Imperfektionen und deren Kombinationen errechnet
wurden. Fiir die Grof3e aller idealisierten Imperfektionen wurde jeweils der Mittelwert aus allen
Messungen verwendet. Anhand des Beispiels der Uberlagerung beider Schrigstellungen zeigt
sich, dass die Schrigstellungen der Platten nur einen geringen Einfluss auf die Traglast der X-
Profile haben. Hierbei konnen geeignete Kombinationen von horizontaler und vertikaler
Schrégstellung der Platten sogar eine Erhohung der Traglast hervorrufen. Den groften Einfluss
auf die Traglast hat jedoch das Ausbeulen der Platten, welches durch die Schweifung hervor-
gerufen wird. Dies liegt darin begriindet, dass die Imperfektion der ersten Eigenform der X-
Profile dhnelt und damit die Membransteifigkeit der Platten erheblich verringert wird. Durch
die Uberlagerung der drei untersuchten Imperfektionen kann das Verhalten der realen Proben-
geometrie gut abgebildet werden.
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Abbildung 6-13: Geometrische Imperfektionen an geschweifiten X-Profilen
a) Skizze von drei méglichen Imperfektionen
b) Einfluss der geometrischen Imperfektionen auf die Kraft-Verschiebungskurve
[121]
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Da die Schriagstellungen im Vergleich zur Ausbeulung einen geringen Einfluss auf die Traglast
haben und um die Modellierung zu vereinfachen, wurde fiir alle weiteren Simulationen im Rah-
men dieser Arbeit nur die Ausbeulung berticksichtigt. Die Ausbeulung wird mittels einer sinus-
formigen Funktion idealisiert Alle Knoten einer Platte werden nach Gleichung (6-1) senkrecht
zur Plattenebene verschoben.

g(x,y) = a;sin (gx) cos <% (y — ;)) (6-1)

Hierin sind b und h die Breite bzw. Hohe des X-Profils und a; der maximale Abstand zur Soll-
Geometrie (Abbildung 6-14). Aus der Vermessung der Proben ergibt sich a; = 0.117 mm als
Mittelwert. Zur Beriicksichtigung des Anstiegs der Traglast durch Schriagstellungen wurde eine
geringere maximale Auslenkung von a; = 0.1 mm als optimal fiir die Abbildung des experi-
mentell beobachteten Beulverhaltens bestimmt [103]. Dies entspricht 10 % der Plattendicke
und ist in dieser GroBe in Ubereinstimmung mit der Literatur [1], wo ebenfalls sinusformige
Imperfektionen an dhnlichen Proben verwendet wurden. Daher wurde die idealisierte Imper-
fektion nach Gleichung (6-1) mit a; = 0.1 mm fiir alle weiteren Simulationen auf die Knoten
der Modelle aufgebracht.

GWS 72
~—_—

Abbildung 6-14: Idealisierte sinusformige Imperfektion mit a; = 25 mm zur besseren Visualisierung
[103]

6.2.4 Konvergenzanalyse

Um den Einfluss der Elementkantenlénge auf die Simulationsergebnisse zu untersuchen, wur-
den fiir beide Materialmodelle Vernetzungen mit den Elementkantenldngen 2.5 mm, 1.25 mm
und 0.625 mm mit dem BW-Kriterium erstellt, in denen die EKL zwischen den Endplatten ho-
mogen war. Auflerdem wurde eine zusétzliche Vernetzung mit einer lokalen Verfeinerung auf
EKL =0.625 mm untersucht. Gegeniiber dem Modell mit vollstindiger Vernetzung mit
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EKL = 0.625 mm reduziert sich die Elementanzahl um den Faktor 2.5 von rund 2.5 Millionen
Elementen auf rund eine Million Elemente und damit auch entsprechend die Rechenzeit und
der Speicherplatzbedarf.

Fiir diese optimierte Vernetzung wurden die Elemente der Platten im Modell mit
EKL = 1.25 mm jeweils nur in Dickenrichtung der Platten halbiert. In axiale Richtung erfolgte
eine Halbierung der EKL aller Elemente bis zu einem Abstand von 60 mm zur Symmetrie-
ebene. Im Zentrum des X-Profils weisen hingegen alle Elemente der SZ und der WEZ in allen
Richtungen eine EKL von 0.625 mm auf. Die optimierte Vernetzung ist im Anhang in Abbil-
dung A 12 dargestellt.

Aufgrund der starken Inhomogenitit in der WEZ erhoht sich der Detailgrad im KWH-Modell
bei feinerer Vernetzung zusitzlich. Ein Vergleich sowohl der Dehngrenze als auch der Schidi-
gungsparameter fiir das RTCL- und das BW-Kriterium filir zwei Vernetzungen ist im Anhang
(EKL =2.5 mm in Abbildung A 13a-d und EKL = 0.625 mm optimiert in Abbildung A 13e-h)
zu finden. Bei einer Elementkantenlénge von 0.625 mm ist die Auflosung der Position so fein,
dass ein geringer Dehngrenzenanstieg in der Plattenmittelebene des Gurtes nach dem absoluten
Minimum der WEZ (bei 6.2 mm Abstand zur SZ-Mitte) auftritt. Ein dhnlicher Effekt zeigt sich
auch bei der Verteilung der Schidigungsparameter, insbesondere in Abbildung A 13fund h.

Im Folgenden wird auf die Auswertung der Simulationen und insbesondere der Rissinitiierung
nur als Uberblick im Sinne der Konvergenzanalyse eingegangen. Eine detaillierte Auswertung
erfolgt in Kapitel 6.3.

Abbildung 6-15 zeigt die resultierenden Kraft-Verschiebungskurven sowie die Zeitpunkte der
Rissinitiierung in der SZ und im Gurt anhand der Marker. Es wird deutlich, dass die Kurven-
verldufe fiir alle EKL im Wesentlichen dhnlich verlaufen, insbesondere bis zur Rissinitiierung
in der SZ. Dennoch zeigt sich, dass eine geringere EKL zu einer fritheren Rissinitiierung in der
SZ und zu einem fritheren Kraftabfall fiihrt. Dies liegt fiir die SZ in héheren Dehnungen be-
griindet, die am Ort der Rissinitiierung durch die geringere EKL errechnet werden. Fiir die
frithere Rissinitiierung in der WEZ beim 4-Zonen-Modell kann sowohl eine héhere Dehnung
als auch die Spannungsmehrachsigkeit durch eine kleinere EKL festgestellt werden. Die friihere
Rissinitiierung in der WEZ beim KWH-Modell ist durch die feinere Auflosung der Materialpa-
rameter bedingt. Durch die indirekte Interpolation der Bruchdehnungen zwischen SZ und WEZ
weist der Gurt unmittelbar angrenzend zur SZ eine reduzierte Bruchdehnung gegeniiber dem
Héarteminimum auf. Die EKL hat fiir beide Modelle jedoch keinen wesentlichen Einfluss auf
den Ort der Rissinititerung in den jeweiligen Materialbereichen.

Bei genauer Betrachtung der Kraft-Verschiebungskurven vor Beginn der Rissinitiierung (Detail
in Abbildung 6-15a) wird zudem deutlich, dass nach dem Ausbeulen der Platten die Modelle
mit EKL = 2.5 mm eine héhere Druckkraft aufweisen als die jeweiligen Modelle mit geringerer
EKL. Dies deutet darauf hin, dass acht Elemente in Dickenrichtung (EKL = 1.25 mm) ausrei-
chen, um den Beulvorgang und die entsprechende Plattensteifigkeit genau genug abzubilden.
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a) b)
900 . - . - 900
“4 EKL = 2.500 mm o EKL = 2.500 mm
800 7% P EKL=1250mm| |  800F / X <D EKL = 1.250 mm
i A - EKL = 0.625 mm i A % EKL = 0.625 mm
Z 700 1 3"‘\ EKL=0.625mm | { Z 700 ! », EKL =0.625 mm
= ! e |7V T optimi & [ O B
= i " optimiert = i ™, optimiert
= : . o=t N
£ 600 l' ! Initiierung 1 £ 600 l' ﬁ
5 i i in SZ 5 i Initiierung /V
E 500 {1 & S E 500 | inSZ lQ'Jaz..,,.
| ‘w&'\ i %
400 i Initiierung ’\,\ 400 i Initiierung "”‘x,;--
i in WEZ R i in WEZ &
300 ' ' ' — 300" : ' ' '
0 10 20 30 40 50 0 10 20 30 40 50

Verschiebung [mm] Verschiebung [mm]

Abbildung 6-15: Konvergenzanlyse anhand von Kraft-Verschiebungskurven mit verschiedenen
Elementkantenlingen, berechnet mit dem BW-Kriterium. Die Marker der Kurven

zeigen den Zeitpunkt fiir die Rissinitiierung in der SZ und in der WEZ des Gurts an.

a) 4-Zonen-Modell

b) KWH-Modell
Damit zeigt der Einfluss der Elementkantenlidnge auf die Rissinitiierung in der SZ den grof3ten
Effekt auf die globale Antwort der X-Profile. Entsprechend ist eine feine Vernetzung dort wich-
tiger als im Rest der Probe, wodurch die optimierte Vernetzung mit EKL = 0.625 mm vernach-
lassigbare Unterschiede zur vollstindigen Vernetzung mit EKL = 0.625 mm aufweist.

Hinsichtlich der maximalen lokalen Dehnung und infolgedessen des Zeitpunktes der Rissiniti-
ierung konnte auch mit der kleinsten verwendeten EKL keine Konvergenz der Ergebnisse er-
reicht werden. Die Elementkantenldnge von 0.625 mm liegt jedoch in der GroBenordnung der
Elemente der Vorversuche und insbesondere der Schubversuche (EKL = 0.4 mm), in welchen
der wesentliche Spannungszustand fiir die Rissinitiierung in der SZ getestet wurde. Weiterhin
sind insbesondere die Kurvenverldufe der Kurven mit EKL = 0.625 mm und EKL = 1.25 mm
sehr dhnlich und daher ein weiterer Erkenntnisgewinn durch eine feinere Vernetzung nicht zu
erwarten. Zudem treten im Axialdruckversuch kaum Bereiche mit einer dem Zugversuch ver-
gleichbaren Einschniirung auf, wo der Einfluss der EKL auf das Ergebnis besonders grof ist.
Auf eine weitere Netzverfeinerung wurde vor diesem Hintergrund und aufgrund der bereits
hohen Elementanzahl verzichtet. Daher wird fiir alle weiteren Untersuchungen die optimierte

Vernetzung mit EKL = 0.625 mm verwendet.
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6.3 Ergebnisse der FE-Simulationen

Fiir die globale Validierung der FE-Simulationen mit den verschiedenen Modellen werden wie
bei den Experimenten die Kraft-Verschiebungskurven herangezogen. Zur eingehenden Bewer-
tung der lokalen Vorginge, die zur Rissbildung in den Axialdruckversuchen fiihren, werden die
Spannungszusténde aus den FE-Simulationen in Kombination mit den lokalen Dehnungen be-
ndtigt und ausgewertet.

6.3.1 Auswertung der Kraft-Verschiebungskurven und Vergleich mit den Ex-
perimenten

Abbildung 6-16 zeigt den Vergleich der Ergebnisse des 4-Zonen-Modells (Abbildung 6-16a)
und des KWH-Modells (Abbildung 6-16b) in Form der Kraft-Verschiebungskurven mit den
Experimenten. Mit allen Berechnungen kann der prinzipielle Verlauf der Kraft-Verschiebungs-
kurven abgebildet werden, bestehend aus dem elastischen und elastisch-plastischen Anstieg der
Kraft bis zum Erreichen der Traglast, dem Ausbeulen und dem Kraftabfall nach Erreichen der
Traglast sowie einem beschleunigten Kraftabfall zwischen 20 mm und 30 mm Verschiebung.

Bis zum Einsetzen des beschleunigten Kraftabfalls verlaufen alle Kurven dicht beieinander. Die
numerischen Simulationen berechnen das Erreichen der Traglast innerhalb des experimentellen
Streubands. Danach liegt die Druckkraft in den Simulationen relativ konstant etwa 25 kN
(3 — 5 %) oberhalb des experimentellen Mittelwerts.
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Abbildung 6-16: Vergleich experimentell und numerisch bestimmter Kraft-Verschiebungskurven. Die
experimentelle Kurve ist aus der Versuchsreihe gemittelt und mit ihrem Streuband
dargestellt. Die numerischen Simulationen erfolgten mit
a) dem 4-Zonen-Modell und
b) dem KWH-Modell.
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Der beschleunigte Kraftabfall, welcher in den Experimenten mit dem Risswachstum in der SZ
assoziiert wird, beginnt in den Simulationen je nach Modell und Schidigungskriterium zwi-
schen 23 mm (4Z, BW-Kriterium) und 30 mm (KWH, RTCL-Kriterium) im Vergleich zu
23 mm bis 25 mm in den Experimenten. Die Hohe des Kraftabfalls ist in allen Simulationen
dhnlich zu den Experimenten, jedoch ist der Abfall in den Simulationen steiler. Nach diesem
Kraftabfall verlaufen alle berechneten Kurven auf unterschiedlichen Druckkraftniveaus wei-
testgehend parallel zueinander oberhalb der experimentell ermittelten Kurve. Im Gegensatz zu
den Kurven des 4-Zonen-Modells zeigen die Kurven des KWH-Modells fiir beide Bruchkrite-
rien einen zweiten beschleunigten Kraftabfall beginnend bei 37 mm Verschiebung. Die experi-
mentellen Kurven zeigen im Bereich von 35 mm bis 40 mm ebenfalls einen stirkeren Kraftab-
fall als davor und danach, jedoch weniger deutlich ausgeprigt als in den Simulationen.

Insgesamt zeigen die Kraft-Verschiebungskurven eine gute Ubereinstimmung mit den Experi-
menten, wobei insbesondere das frithere oder spitere Auftreten des ersten beschleunigten Kraft-
abfalls einen wesentlichen Einfluss auf die ertragbare Druckkraft bei hohen Verschiebungen
hat. Daher werden im Folgenden die Zeitpunkte der Rissinitiierung im Detail betrachtet. Im
Kontext der FE-Simulationen ist mit der Rissinitiierung immer das erste Loschen eines Ele-
ments gemeint und damit die Initiierung von Makrorissen.

In Abbildung 6-17 sind die Kurven aus Abbildung 6-16 in einem vergréferten Ausschnitt dar-
gestellt. Zudem wurden die Versagenszeitpunkte nach der FKM-Richtlinie ebenfalls berechnet.
Die Marker auf den Kurven zeigen in beiden Abbildungen die Zeitpunkte der Rissinitiierung in
der SZ (erster Marker) und in der WEZ des Gurts (zweiter Marker) an. Nach der FKM-
Richtlinie tritt in den Platten im Abstand von mindestens 20 mm zur SZ ebenfalls Versagen ein.
Dieser Abstand entspricht der Zone des GWS im 4-Zonen-Modell. Dies ist fiir die anderen
beiden Kriterien nicht der Fall und fiir die FKM-Richtlinie mit einem dritten Marker
gekennzeichnet. Im Gegensatz zu den Kurven des RTCL- und BW-Kriteriums wurde fiir die
FKM-Richtlinie jedoch ohne das Loschen von Elementen gerechnet, da die verbleibende
Traglast nach der Rissinitiierung nach der Richtlinie nicht berticksichtigt wird. Stattdessen gilt
die erste Verschiebung bei Uberschreiten der Grenzkurve als Bruchverschiebung fiir das
Bauteil. Um die Rissinitiierung in verschiedenen Bereichen der X-Profile zu bewerten, wurden
das Uberschreiten der jeweiligen Grenzkurve fiir die drei Bereiche SZ, WEZ und ,GWS*
separat berechnet.

Es zeigt sich in Abbildung 6-17, dass nach der FKM-Richtlinie sowohl fiir das 4-Zonen-Modell
als auch das KWH-Modell Rissinitiieruung und entsprechend Versagen in der SZ (Punkte SZ,
FKM) und WEZ (Punkte WEZ, FKM) deutlich vor dem beschleunigten Kraftabfall auftritt.
Auch in gréBerer Entfernung von ca. 20 mm zur SZ (Punkte ,GWS*, FKM) versagen die Platten
spatestens beim Erreichen des beschleunigten Kraftabfalls in den Experimenten.

Beim BW-Kriterium findet die erste Rissinitiierung in der SZ in beiden Modellen ebenfalls vor
dem beschleunigten Kraftabfall statt (Punkte SZ, BW). Die Rissinitiierung erfolgt nach dem
RTCL-Kriterium (Punkte SZ, RTCL) jeweils spéter (4-Zonen-Modell: 5 mm, KWH-Modell:
4 mm spater) als beim BW-Kriterium und liegt damit im Bereich des beschleunigten Kraftab-
falls der experimentellen Ergebnisse. Der Vergleich der Kraft jeweils zwischen BW- und
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RTCL-Kriterium zeigt, dass die Druckkraft nach der Rissinitiierung (SZ, BW) fiir etwa 4 mm
Verschiebung kaum gegeniiber der rissfreien (RTCL) Kraft-Verschiebungskurve abnimmt.
Dies ist in Ubereinstimmung mit den Experimenten, bei denen ebenfalls Risse in der SZ beo-
bachtet werden kdnnen, bevor die Kraft beschleunigt abfillt.
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Abbildung 6-17: Ausschnitt der experimentell und numerisch bestimmten Kraft-Verschiebungskurven.
Die experimentelle Kurve ist aus der Versuchsreihe gemittelt und mit ihrem Streuband
dargestellt. Die Marker auf den Kurven des KWH- und 4-Zonen-Modells zeigen den
Zeitpunkt der Rissinitiierung nach dem RTCL- und dem BW-Kriterium sowie nach der
FKM-Richtlinie in der SZ (erster Marker) und in der WEZ des Gurts (zweiter Marker).
Der dritte Marker fiir die FKM-Richtlinie markiert die Rissinitierung im AufSerem
Bereich (,GWS") der Platten .

Der beschleunigte Kraftabfall setzt nach dem BW-Kriterium sowohl im 4-Zonen-Modell als
auch im KWH-Modell bei Verschiebungen innerhalb der experimentellen Streubreite ein. Die
Hohe des Kraftabfalls ist ebenfalls in beiden Modellen dhnlich zu den Experimenten. Im 4-
Zonen-Modell verlauft die Kraft-Verschiebungskurve darauthin zunéchst innerhalb des expe-
rimentellen Streubands. Die etwas verzogerte Rissinitiierung im KWH-Modell fiihrt dazu, dass
die Kraft-Verschiebungskurve im Gegensatz zum 4-Zonen-Modell nicht innerhalb des experi-
mentelle Streubands verlauft, sondern etwa 25 kN (entspricht 5 %) dartiber bleibt.

In den Simulationen mit dem RTCL-Kriterium folgt der beschleunigte Kraftabfall im &hnlichen
Abstand auf die Rissinitiierung (Punkte SZ, RTCL), wie beim BW-Kriterium, findet jedoch
jeweils erst nach dem experimentellen Kraftabfall statt. Durch die jeweils spitere Rissinitiie-
rung nach dem KWH-Modell vergroBert sich die Uberschitzung der Druckkraft nach dem be-
schleunigten Kraftabfall mit zunehmender Verschiebung gegeniiber der experimentellen Kurve
starker als beim 4-Zonen-Modell.
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6.3.2 Untersuchung der Rissinitiierung und des Risswachstums anhand der lo-
kalen Dehnungen und Spannungszustinde

Um die FE-Simulationen anhand der lokalen Dehnungen zu validieren, zeigt Tabelle 6-2 die
Verteilung der Vergleichsdehnung &, sowohl auf der Probe X02 als auch auf der Probe X04
im Vergleich mit dem KWH- und dem 4-Zonen-Modell bei 20 mm und 40 mm Verschiebung.
Wihrend die Simulationen eine EKL von 0.625 mm aufweisen, wurde die DIC mit einer
Schrittweite von = 0.82 mm (7 Pixel) ausgewertet. Damit 16sen beide Methoden die Dehnungen
in der Probe mit einer dhnlichen Genauigkeit auf.

Tabelle 6-2: Vergleich der Vergleichsdehnung im Experiment (gemessen mit DIC) und in den Si-

mulationen mit dem BW-Kriterium bei 20 mm und 40 mm Verschiebung. Die FE-Halb-
modelle sind fiir die Vergleichbarkeit an der Symmetrieebene gespiegelt.

X02 X04 KWH 4-Zonen

20 mm
Eeq
[mm/mm]
0.20
0.16
0.12
0.08
0.04
0.00

40 mm
Eeq
[mm/mm]
0.30
0.24
0.18
0.12
0.06
0.00

Insbesondere die vergroferte Gegeniiberstellung der Probe X02 mit dem KWH-Modell bei
20 mm Verschiebung in Abbildung 6-18 zeigt, dass die Dehnungsverteilung in den Simulatio-
nen im Allgemeinen sehr gut mit dem DIC-Ergebnis iibereinstimmt. Die hochsten Dehnungen
in der SZ treten in der Simulation wie in der Probe X02 etwas ober- bzw. unterhalb zur Sym-
metrieebene auf. Dort sind die Dehnungen in der Simulation niedriger als in der Probe X02,
welche ein weiteres Dehnungsmaximum zentral in der SZ aufweist. In der Probe X04 (Tabelle
6-2, Spalte X04) sind die Dehnungsmaxima in der SZ asymmetrisch ausgeprégt, was auf ein
leicht asymmetrisches Ausbeulen dieser Probe hinweist. Die Dehnungen in dem Maximum in
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der SZ oberhalb der Symmetrieebene sind in dieser Probe ebenfalls groBer als die Dehnungen
in der Simulation.

Weiterhin zeigt Tabelle 6-2, dass die lokalen Dehnungen in den Simulationen mit dem 4-Zo-
nen-Modell im Vergleich zum KWH-Modell und zu den Experimenten an einigen Orten in der
Probe um etwa 0.02 - 0.04 niedriger sind. Die entsprechenden Stellen sind in Tabelle 6-2 durch
Pfeile markiert. Zudem zeigt Tabelle 6-2 (Zeile 40 mm), dass die insgesamt gute Abbildung der
Dehnungsverteilung durch die FE-Simulationen auch bei grolen Verschiebungen gegeben ist,
wobei jedoch nach einsetzendem Risswachstum in der SZ ein Vergleich dort nicht mehr mog-
lich ist.

In beiden Modellen sind Dehnungsmaxima in der SZ vor der Rissinitiierung etwas niedriger als
in den Experimenten, bei sehr guter Abbildung der Deformation insgesamt. Das KWH-Modell
bildet die Dehnungsmaxima hierbei in besserer Ubereinstimmung mit den Experimenten ab, als
das 4-Zonen-Modell.

FEM, KWH-Modell

DIC, Probe X02

& eq
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I 0.00
Abbildung 6-18: Verteilung der Vergleichsdehnung im Experiment (gemessen mit DIC an Probe X02)

und in der Simulation (KWH-Modell, BW-Kriterium) bei 20 mm Verschiebung. Das
FE-Halbmodell ist fiir die Vergleichbarkeit an der Symmetrieebene gespiegelt.

Da die Schéddigung und Rissinitiierung sowohl in den Experimenten als auch in den FE-Model-
len maBBgeblich von dem vorliegenden Spannungszustand abhéngen, wird dieser im Folgenden
anhand des Versagens nach dem BW-Kriterium ebenfalls untersucht. Tabelle 6-3 (4-Zonen-
Modell) und Tabelle 6-4 (KWH-Modell) zeigen jeweils die Modelle unmittelbar vor der Riss-
inititerung nach dem BW-Kriterium in der SZ (erste Spalte) und im Gurt (zweite Spalte) sowie
bei fortgeschrittenem Risswachstum bei 40 mm Verschiebung (dritte Spalte).

Es zeigt sich, dass die Rissinitiierung in der SZ bei beiden Modellen in der Symmetrieebene
auf der Druckseite der Platten direkt am Ubergang zum Gurt bzw. jeweiligen Steg bei einer
Spannungsmehrachsigkeit von i = 0 auftritt. Dies ist in beiden Modellen weder die Stelle in
der SZ mit der hochsten Dehnung noch mit der hdchsten Spannungsmehrachsigkeit. Die Kom-
bination aus beiden fiihrt dennoch dort zur hochsten Schiadigung. Sowohl in der Simulation mit
dem 4-Zonen- als auch dem KWH-Modell kommt es allerdingt bereits kurz nach der Initiierung
auf der Druckseite zur Initiierung auf der Zugseite. Die Stelle ist fiir beide Modelle dhnlich und
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in Tabelle 6-3 (Spalte 19.6 mm, Zeile 1) gekennzeichnet. Dort ist 7 etwas grof3er als null und
die Dehnungen nur etwas geringer als auf der Druckseite.

Tabelle 6-3: Rissinitiierung und Risswachstum in der Schweifsnahtumgebung, berechnet mit dem 4-
Zonen-Modell und dem BW-Kriterium.

19.6 mm 30.6 mm 40.0 mm

Init. SZMitte (35.4mm)
T

€eqpt [-] Waché?’"t%lms-

0.4 richtung\'
0.3] R
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O.II
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2/3 o Zugseite

13 ;:(20.2 mm)

O -
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Nach der Initiierung wachsen die Risse in der SZ in axiale Richtung in die Linge und entlang
der jeweiligen Grenze zum Gurt bzw. Steg in die Tiefe. Hierbei ist das Risswachstum am Uber-
gang zum Steg deutlich schneller als am Ubergang zum Gurt. Dies fiihrt am Ubergang zum
Steg zu einem vollstdndigen Durchtrennen in Tiefenrichtung (zweite Spalte, erste Zeile in Ta-
belle 6-3 bzw. Tabelle 6-4). Durch den Verlust der vollstindigen Anbindung der Stege an das
Zentrum der Probe reduziert sich die Membransteifigkeit der Platten deutlich und erklért damit
den groflen beschleunigten Kraftabfall in den Kraft-Verschiebungskurven. Der Vergleich von
71 in jeweils der ersten und zweiten Spalte der beiden Tabellen zeigt, dass das Abtrennen des
Stegs eine Reduktion der Spannungsmehrachsigkeit in der SZ zur Folge hat. Durch die Entlas-
tung der SZ ist diese in der Ndhe der Symmetrieebene hauptsédchlich auf Druck bei n = -1/3
belastet, wiahrend vor dem Durchtrennen der SZ groBere Bereiche auch auf Schub n = 0 belastet
wurden. Dies erklart den Umstand, dass die SZ in beiden Modellen bis zu hohen Verschiebun-
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gen weitestgehend intakt bleibt, da bei diesen Spannungszustdnden trotz hoher plastischer De-
formationen keine Schédigung akkumuliert wird. Erst in der Spalte 40 mm Verschiebung ist
beim 4-Zonen-Modell (Tabelle 6-3) Risswachstum ausgehend von der Mitte der SZ diagonal
zur Lastachse zu erkennen. Der Bereich ist vergrofert in Abbildung 6-19 im Detail der FEM
bei 45 mm Verschiebung dargestellt. Dieses Risswachstum tritt beim KWH-Modell an dhnli-
cher Stelle und mit gleicher Wachstumsrichtung auch auf, jedoch bei hoheren Verschiebungen.
In der entsprechenden Spalte in Tabelle 6-4 wird deutlich, dass diese Risse in der SZ unter
Schubbelastung bei n = 0 initiieren, wahrend der Rest der SZ noch auf Druck belastet ist. Bei
50 mm Verschiebung fiihren diese Risse beim 4-Zonen-Modell zur nahezu vollstindigen Tren-
nung des SZ-Ligaments, wihrend im KWH-Modell der Restquerschnitt der SZ noch grofer ist.

Tabelle 6-4: Rissinitiierung und Risswachstum in der Schweifsnahtumgebung, berechnet mit dem
KWH-Modell und dem BW-Kriterium

21.6 mm 27.2 mm 40.0 mm

Durchtrennen
der SZ

iierung SZ

-

Sz

€eqpt [-] ; Mitte (43.4mm)

Der Vergleich der Ubersichten in Abbildung 6-19 zeigt, dass das Risswachstum in axiale Rich-
tung sowie die Rissldnge in der SZ durch die Simulation insgesamt gut abgebildet werden. Im
Vergleich der Detailausschnitte wird jedoch deutlich, dass die langen Risse in axiale Richtung
in den Experimenten eher einem Zick-Zack-Muster folgen, wihrend die Risse in der Simulation
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geradlinig sind. Zudem zeigen die Details, dass die SZ in den Experimenten von mehreren se-
kunddren Rissen diagonal zur Achse in kleinere Bruchstiicke geteilt wird. In der Simulation
hingegen wird die SZ nur an einer Stelle diagonal durchtrennt, wihrend sich zusétzlich dazu
mittig Risse in axiale Richtung ausbreiten.

Abbildung 6-19: Vergleich des Risswachstums in der SZ bei 45 mm Verschiebung zwischen Experiment
(Probe X02) und Simulation (4-Zonen-Modell und BW-Kriterium). Das FE-Halbmo-
dell ist fiir die Vergleichbarkeit an der Symmetrieebene gespiegelt.

Wihrend die Rissinitiierung in der SZ in beiden Modellen &hnlich abliuft, unterscheiden sich
die Modelle bei der Rissinitiierung im Gurt. Die zweite Spalte in Tabelle 6-3 bzw. Tabelle 6-4
zeigt die Modelle unmittelbar vor der Rissinitiierung im Gurt sowie den jeweiligen Ort. Im 4-
Zonen-Modell findet die Rissinitiierung in einem gewissen Abstand zur SZ in der Z1 am Uber-
gang von der Z1 zu der Z2 in der Symmetrieebene statt. Im KWH-Modell hingegen erfolgt die
Rissinitiierung direkt angrenzend zur SZ in etwa 15 mm Abstand zur Symmetrieebene. In bei-
den Modellen werden die ersten Elemente bei einer positiven Spannungsmehrachsigkeit
(KWH: n =0.35; 4Z: n = 0.67) geloscht. Obwohl n beim KWH-Modell vor der Rissinitiierung

im Gurt geringer ist als im 4-Zonen-Modell, ist auch die erreichte plastische Dehnung geringer
(KWH: &g p1 = 0.22;4Z: £ 1 = 0.29).

Nach der Initiierung wichst der Riss im Gurt nach dem KWH-Modell in axiale Richtung zu-
néchst schnell (innerhalb von <1 mm Verschiebung) bis zur Symmetrieebene und anschlieBend
auch langsamer in Richtung Endplatten, ohne dabei an Tiefe zuzunehmen. Das Wachstum in
die Tiefe beginnt bei beiden Modellen in etwa bei der gleichen Verschiebung, sodass der Gurt
in beiden Modellen etwa zeitgleich durchtrennt ist. Die Spalten 40 mm in beiden Tabellen zei-
gen die durchtrennten Gurte.

Die unterschiedlichen Orte der Rissinitiierung im Gurt sind die Folge mehrerer Faktoren. Der
Ort der Initiierung im 4-Zonen-Modell lédsst sich durch die Betrachtung der n-Verteilung in
Tabelle 6-3 erkliren. Sowohl am Ubergang zwischen der Z1 und der Z2 als auch am Ubergang
zwischen der Z2 und dem GWS treten Streifen mit deutlich erhdhter Spannungsmehrachsigkeit
in der Zone mit der jeweils geringeren Festigkeit auf. Diese werden durch den sprunghaften
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Anstieg der Spannungen am jeweiligen Ubergang hervorgerufen und beschleunigen die Schi-
digung in diesen Bereichen. Zudem treten in der Z1 als Folge der Ausbeulung und der geringen
Festigkeit dort die hochsten Dehnungen auf der Zugseite der Platten auf (Tabelle 6-3: Spalte
30.6 mm, Zeile €. ;).

An dhnlicher Stelle befindet sich auch im KWH-Modell ein lokales Maximum der Spannungs-
mehrachsigkeit und Dehnung (Tabelle 6-4, Spalte 27.2 mm). Dieses wird ebenfalls durch inho-
mogene Festigkeitseigenschaften hervorgerufen. In dieser Entfernung zur SZ ist das Festig-
keitsminimum {iberschritten und die Festigkeit nimmt in geringer Entfernung analog zum Hiér-
teverlauf stark zu. Dennoch sind die Unterschiede zwischen den einzelnen Elementen durch die
feinere Auflosung des KWH-Modells geringer als der Unterschied an der Grenze von der Z1
zu der Z2 im 4-Zonen-Modell. Dadurch ist das lokale n-Maximum nicht so ausgeprigt, wie im
4-Zonen-Modell und weist eine vergleichbare plastische Dehnung und Spannungsmehrachsig-
keit, wie am tatsdchlichen Ort der Initiierung an der Grenze zur SZ auf. Direkt angrenzend zur
SZ sind jedoch die ertragbaren Dehnungen geringer als im Festigkeitsminimum. Durch die in-
direkte Interpolation mit inverser Abhéngigkeit der Bruchdehnung von der Hirte nehmen die
ertragbaren Dehnungen ausgehend vom Hérteminimum ab, je dichter ein Element an der SZ
liegt, da die Hérte ansteigt. Dies erkldrt auch das Risswachstum zunéchst in axiale Richtung
ohne Wachstum in die Tiefe. Mit zunehmender Tiefe im Gurt steigt die entsprechende ertrag-
bare Dehnung, was das Risswachstum in die Tiefe verzogert.

Ein Unterschied in den Kraft-Verschiebungskurven nach dem 4-Zonen-Modell und dem KWH-
Modell ist der im KWH-Modell auftretende stirkere Kraftabfall bei 37 mm Verschiebung. Die-
ser ist im KWH-Modell auf das Durchtrennen des Gurtes zuriickzufiihren. Im 4-Zonen-Modell
ist jedoch kein deutlicher Unterschied im Anstieg erkennbar, obwohl der Gurt ebenfalls durch-
trennt wird. Zum einen ist der Effekt auf die Steifigkeit der Platten durch die geénderte Position
und geringere Rissldnge geringer als beim KWH-Modell. Zum anderen initiieren und wachsen
zeitgleich Risse in der SZ, wodurch der Kraftabfall gleichmiaBiger, aber insgesamt stirker als
im KWH-Modell ist.

6.3.3 Diskussion

Eine Vielzahl von Einflussfaktoren fithren zu dem in Experimenten und in den Simulationen
beobachteten Verhalten der X-Profile unter axialer Druckbelastung. Auf die wesentlichen soll
im Folgenden eingegangen werden.

Einfluss der Spannungs- und Dehnungsverteilung sowie der Porositdt auf die Rissinitiierung in
der SZ

Die experimentellen Ergebnisse zeigen anhand aller untersuchten Plattendicken, dass in ge-
schweifiten Aluminiumkreuzstdfen unter axialer Druckbelastung Risse zuerst in der Schweil3-
naht initiieren, obwohl das Festigkeitsminimum in der WEZ vorliegt. Dies kann durch alle an-
gewandten Modelle und Schadigungskriterien repliziert werden. Ein wesentlicher Grund dafiir
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ist die geringe Duktilitdt der SZ infolge kleiner homogen im Werkstoff verteilter Poren, welche
in den Material- und Schédigungsmodellen der SZ integral mitberiicksichtigt sind.

Der genaue Ort innerhalb der SZ, wo die ersten Risse auftreten, konnte im Experiment nicht
eindeutig bestimmt werden. Die Untersuchung der lokalen Dehnungen und Dehnraten sowie
Schliftbilder deuten darauf hin, dass der Ort der Rissinitiierung von grof3eren Poren unter der
Probenoberfliche beeinflusst wird. Diese stellen Orte fiir beschleunigte Materialschadigung in
Form der Initiierung von Mikrorissen dar. In den numerischen Simulationen sind diese grof3eren
Poren als bevorzugte Orte fiir die Rissinitiierung nicht beriicksichtigt. Dazu miissten fiir die SZ
selbst verschiedene Zonen angenommen und kalibriert werden, was nicht Ziel dieser Arbeit
war. Eine Bertlicksichtigung der tatséchlich in der SZ vorliegenden Porenverteilung ist jedoch
auch mit Ansétzen denkbar, die in der additiven Fertigung angewandt werden. Demnach kann
die SZ bestehend aus Matrix-Elementen und porenbehafteten Elementen mit unterschiedlichen
Materialeigenschaften [122] oder mit geloschten Elementen an Stelle der Poren modelliert wer-
den [123]. Solche Ansétze erfordern jedoch eine sehr feine Vernetzung.

Die Rissinitiierung ist neben dem Vorhandensein der Poren auch mafBigeblich von der Span-
nungs- und Dehnungsverteilung in den Proben beeinflusst. Die Rissinitiierung in der SZ tritt in
den Experimenten immer in der Ndhe der Symmetrieebene auf. Die Simulationen zeigen, dass
dort die Kombination aus plastischer Dehnung und Spannungsmehrachsigkeit die hdochste
Schiadigungsakkumulation hervorruft, obwohl weder die hochste Dehnung noch die hochste
Spannungsmehrachsigkeit vorliegt. Stattdessen tritt die Rissinitiierung in Bereichen von 1 = 0
auf. Zudem weisen alle Simulationen darauf hin, dass die Rissinitiierung bevorzugt auf der
Druckseite der ausbeulenden Platten am Ubergang zwischen SZ und WEZ erfolgt, wobei kurz
darauf auch Risse auf der Zugseite auftreten. Durch den geringen Verschiebungsunterschied
zwischen der Initiierung auf der Zug- und Druckseite werden die experimentellen Ergebnisse
widergespiegelt, nach denen keine eindeutige Aussage iiber den bevorzugten Ort der Rissiniti-
ierung innerhalb der SZ festzustellen ist. Dies deutet darauf hin, dass die inhomogene Vertei-
lung groBer Poren unter der Oberflache den Ausschlag fiir den Inititerungsort im Detail geben,
wihrend Spannungszustand, Dehnungsverteilung und Duktilitit den Haupteinfluss auf die Ris-
sinitiierung ausiiben.

Abhdingigkeit der berechneten Rissinitiierung in der WEZ vom Materialmodell

Wihrend sich alle Modelle beim prinzipiellen Verhalten der Rissinitiierung in der SZ dhnlich
sind, bildet das neu entwickelte KWH-Modell die Rissinitiierung in der WEZ mit beiden Bruch-
kriterien genauer ab als mit dem 4-Zonen-Modell. Die bessere Auflosung der mechanischen
Eigenschaften fiihrt zu einer detaillierteren Auflosung der FlieBkurven und infolgedessen zu
einer besseren Abbildung der lokalen Dehnungen in unmittelbarer Ndhe zur SZ. Zudem werden
Steifigkeitsspriinge zwischen den Zonen des konventionelleren 4-Zonen-Modells eliminiert,
was auch zu einer realistischeren Reproduktion des Spannungszustandes fiihrt. In Kombination
mit einer feiner aufgelosten Abbildung von Schadigungsparametern fiihrt dies beim KWH-Mo-
dell zum Versagen der WEZ direkt angrenzend zur SZ, was mit dem 4-Zonen-Modell nicht
abgebildet werden konnte.



6.3 Ergebnisse der FE-Simulationen 127

Einfluss der Schweifinahtgeometrie auf die Rissinitiierung in der SZ und WEZ

Ziel der vorliegenden Untersuchungen war es, ein einfach auf unterschiedliche Schweilinaht-
geometrien iibertragbares Materialmodell zur Verfiigung zu stellen. Zu diesem Zweck wurde
die Geometrie der Schweillnaht eines X-Profils idealisiert. Wie in Schliffbildern (siche Abbil-
dung 6-6) zu erkennen ist, konnen die SchweiBnéhte jedoch unregelméfige und nicht vollstén-
dig symmetrische Geometrien aufweisen. Die Idealisierung der SZ als gerade und nicht K-For-
mig am Ubergang zum Steg hat zur Folge, dass im Modell Bereiche der Probe der SZ zugewie-
sen sein konnen, welche zur WEZ gehoren. Dies ist jedoch in den Zugproben der SZ auch der
Fall (siehe Abbildung 3-8a), wodurch ein geringer Anteil WEZ insbesondere auch bei der Ka-
librierung der Schadigungsparameter integral mitberiicksichtigt ist. Zudem wurden in allen Si-
mulationen der Kleinversuche ebenfalls in Dickenrichtung konstante Materialeigenschaften an-
genommen, wodurch die Idealisierung der Schweillnahtgeometrie fiir alle Lastfille als gleich
angesehen werden kann und damit die Ubertragbarkeit auf X-Profile am Ubergang von der SZ
zu den Stegen gewahrleistet ist. Eine etwaige asymmetrische Spannungs- und Dehnungsvertei-
lung durch asymmetrische Schweiinahtgeometrien und damit unterschiedliche Verschiebun-
gen, bei denen die Rissinitiierung auf unterschiedlichen Seiten des X-Profils auftritt, wurde im
Modell nicht abgebildet. Der geringe Unterschied zwischen experimentell gemittelter und nu-
merisch ermittelter Verschiebung des ersten beschleunigten Kraftabfalls zeigt jedoch, dass et-
waige Asymmetrien im Mittel durch das Modell gut abgebildet werden.

Zudem sind in Abbildung 6-6 ungleichmifig tiefe Einbrinde in den Gurt zu beobachten, wel-
che in beiden Modellen nicht durch die Form der SZ berticksichtigt sind. Im KWH-Modell
liegen im Gurt direkt angrenzend zur SZ im Bereich des Einbrands durch die indirekte Interpo-
lation reduzierte Grenzdehnungen im Vergleich zum Harteminimum in der WEZ vor. Dies fiihrt
dort zur Rissinitiierung bei vergleichsweise niedriger Dehnung. Zu beantworten, ob eine detail-
liertere Modellierung der SZ in diesem Bereich eine Rissinitiierung direkt angrenzend zur SZ
auch mit dem 4-Zonen-Modell hervorrufen wiirde, erfordert zusétzliche Analysen. Eine ent-
sprechende Charakterisierung der Geometrie des Einbrands und Modellierung der Geometrie
zur Bestimmung des Einflusses des Einbrands auf die Rissinitiierung im Gurt ist daher in zu-
kiinftigen Untersuchungen durchzufiihren.

Einflussfaktoren auf die erhéhte Druckkraft in den Simulationen im Vergleich zum Experiment

Bei der Betrachtung der Druckkraft in beiden Modellen (Abbildung 6-16) wird deutlich, dass
diese nach einsetzender Rissinitiierung im Vergleich zu den Experimenten iiberschitzt wird.
Dabei wird im Vergleich der Simulationen untereinander deutlich, dass ein spiteres Durchtren-
nen der SZ und entsprechendes langsameres Risswachstum zu einer hoheren Steifigkeit der
Probe fiihrt. Dies verdeutlicht den groen Einfluss, den die Duktilitdt der SZ unter Schubbelas-
tung auf das Tragverhalten des X-Profils hat. Jedoch kann der Unterschied zwischen dem 4-
Zonen-Modell mit dem BW-Kriterium und den Experimenten bei Verschiebungen grofer
27 mm nicht erklirt werden, da die GréBe des Kraftabfalls den Experimenten entspricht. Es ist
anzunehmen, dass eine Kombination aus verzogerter Rissinitiierung im Gurt und Risswachs-
tum in der SZ zu einem Uberschiitzen der Traglast fiihrt.
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Eine mdégliche Ursache fiir das langsamere Risswachstum in der SZ zeigt sich in den Details in
Abbildung 6-19. Wihrend das Hauptrisswachstum durch den integralen Ansatz abgebildet wer-
den kann, zeigt sich die experimentell beobachtete Vielzahl sekundérer Risse in den Simulati-
onen nicht. AuBBerdem bilden sich die sekundédren Risse diagonal zu der Ausrichtung der Ele-
mente aus. Ein negativer Einfluss der Elementausrichtung auf die Simulation des Risswachs-
tums dieser sekundéren Risse ist daher nicht auszuschlieBen. Nach dem vollstdndigen Durch-
trennen des Ligaments (bei etwa 50 mm Verschiebung) nédhern sich die Kraft-Verschiebungs-
kurven der Simulation mit dem 4-Zonen-Modell und des Experiments wieder deutlich an (Ab-
bildung 6-16a). Insgesamt kann daher davon ausgegangen werden, dass ein langsameres Riss-
wachstum von sekundéren Rissen in der Simulation zu der beobachteten Uberschiitzung der
Druckkraft bei hohen Verschiebungen beitriagt. Infolge der spéteren Rissinitiierung der Sekun-
darrisse mit dem KWH-Modell tritt bis 50 mm Verschiebung kein vollstindiges Durchtrennen
der SZ auf, was die hohere Druckkraft im Vergleich zum BW-Kriterium erklért.

Weiterhin zeigt Abbildung 6-17, dass es bereits vor dem ersten beschleunigten Kraftabfall zu
einer zunehmenden Uberschiitzung der Druckkraft mit dem KWH-Modell im Vergleich zum
4-Zonen-Modell kommt. Dies ldsst sich zum Teil auf die feinere Auflosung der Festigkeitsei-
genschaften in der WEZ zuriickfiihren. Wahrend mit der Z1 im 4-Zonen-Modell einem grof3en
Bereich des Querschnitts die niedrigsten Festigkeitseigenschaften zugewiesen sind, ist der Be-
reich mit den geringsten Festigkeitseigenschaften im KWH-Modell kleiner. Zudem liegen im
KWH-Modell im Bereich der Zone ,GWS* des 4-Zonen-Modells insgesamt hohere FlieBspan-
nungen vor, da im KWH-Modell der Festigkeitsanstieg iiber die Festigkeit des GWS bertick-
sichtigt wird.

Zudem muss bei dem Vergleich der Kraft-Verschiebungskurven beachtet werden, dass die Er-
mittlung der FlieBkurven beider Modelle in unterschiedlichen Bereichen der hydrostatischen
Spannung erfolgte. Eine Abhédngigkeit der FlieBkurven von der hydrostatischen Spannung
wurde jedoch in keinem Modell beriicksichtigt. In Kombination mit den komplexen Span-
nungszustinden in allen Materialbereichen muss ein etwaiger Einfluss daher noch untersucht
werden. Vor dem Hintergrund dieser Vielzahl an Einflussfaktoren sind die Unterschiede in den
Kraft-Verschiebungskurven beider Modelle im Vergleich zum Experiment als gering anzuse-
hen.

Vergleich zwischen dem RTCL- und dem BW-Kriterium

Vor dem Hintergrund des Kalibrierungsaufwandes sind auch noch einmal das RTCL- und das
BW-Kriterium zur Berechnung des Versagens zu bewerten. Das RTCL-Kriterium zeichnet sich
dadurch aus, dass eine Kalibrierung anhand eines Zugversuchs pro Materialbereich geniigt.
Dennoch waren die Unterschiede zwischen BW- und RTCL-Kriterium in den Schubversuchen
der SZ gering. Dadurch, dass die Duktilitit der SZ unter Schubbelastung das Versagensverhal-
ten der Axialdruckversuche und die Traglast maf3geblich beeinflusst, sind die Unterschiede zum
BW-Kriterium in den Axialdruckversuchen ebenfalls gering. Die Kombination aus spéterer
Rissinitiierung in der SZ und einem Unterschitzen der Bruchdehnung in der WEZ (siehe Ab-
bildung 5-18 und Abbildung 5-25) kommt es bei hohen Verschiebungen zu einem dhnlichen
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Bruchbild mit Rissen in der WEZ, wie beim BW-Kriterium, jedoch bei jeweils héherer Druck-
kraft. Das RTCL-Kriterium ist daher eine gute Alternative zum genaueren BW-Kriterium, wenn
keine Schubversuche zur Verfiigung stehen. Die Ergebnisse der Schubversuche zeigen aber
auch, dass das RTCL-Kriterium beim GWS und bei der WEZ unter Schub deutlich ungenauer
das Versagen berechnet, als das BW-Kriterium, wodurch letztes zu bevorzugen ist, wenn andere
Materialbereiche unter Schubbelastung die Traglast eines Bauteils wesentlich beeinflussen kon-
nen.

6.4 Zwischenfazit

In diesem Kapitel wurden Axialdruckversuche an geschweiliten X-Profilen durchgefiihrt und
anhand dieser numerische Modelle validiert. Sowohl das 4-Zonen-Modell als auch das neue
KWH-Modell wurden erfolgreich von Kleinproben auf die X-Profile iibertragen. Beide Mo-
delle stellten sich dabei insbesondere unter Verwendung des BW-Kriteriums als geeignet her-
aus, um sowohl das globale als auch das lokale Verhalten der X-Profile in guter Ubereinstim-
mung mit den Experimenten abzubilden. Hierbei bildet das KWH-Modell die stark inhomoge-
nen Materialeigenschaften deutlich detaillierter ab als das 4-Zonen-Modell. Folglich konnte das
lokale Verhalten der Proben in Form der Dehnungsverteilung und der Rissbildung in der WEZ
ebenfalls in besserer Ubereinstimmung mit den Experimenten berechnet werden als mit dem 4-
Zonen-Modell. Mit beiden Modellen wird das globale Verhalten, repriasentiert durch die Kraft-
Verschiebungskurven, mit geringen Unterschieden zum Experiment wiedergegeben. Dabei
tiberschitzt die Simulation mit dem 4-Zonen-Modell nach der Rissinitiierung die Druckkraft
etwas weniger als das KWH-Modell. Vor dem Hintergrund der komplexen Materialverteilung
in der Schweillnahtumgebung sowie der Vielzahl von Einflussfaktoren auf die lokale Festigkeit
und das Schadigungsverhalten unter verschiedensten Spannungszustinden liefert das KWH-
Modell daher insgesamt das bessere Materialmodell fiir die Simulation des Grenztragverhaltens
der untersuchten Proben.

Sollten nur einachsige Zugversuche zur Kalibrierung von Schédigungsparametern zur Verfii-
gung stehen, liefert das RTCL-Kriterium mit nur einem zu kalibrierenden Parameter eine Al-
ternative mit dhnlichen, aber leicht nichtkonservativen Ergebnissen zum BW-Kriterium. Im
Gegensatz dazu sind die Ergebnisse nach FKM-Richtlinie deutlich konservativ, erlauben aber
dennoch eine Berticksichtigung der plastischen Verformung der X-Profile.
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7 Zusammenfassung und Ausblick

Fiir die Auslegung von Fahrzeugen ist es notwendig, das Verhalten der Struktur unter auBBerge-
wohnlichen Belastungen, wie Kollisionen zu beriicksichtigen. Um dabei gegensétzliche Anfor-
derungen, wie ein hohes Energicaufnahmevermégen und geringen Materialeinsatz erfiillen zu
konnen, miissen die Verformungsreserven des Werkstoffes im Detail und der Struktur als Gan-
zes bekannt sein. Bei geschweifiten Aluminiumlegierungen zeigen die Ergebnisse der Literatur,
dass das Versagensverhalten einer Struktur maf3igeblich durch die Fiigestelle beeinflusst wird.
Durch den Festigkeitsverlust in der SZ und in der WEZ in Folge des Schweillprozesses gegen-
iiber einer ungeschweiliten Platte kommt es dort zum Versagen. In den bisherigen Studien
wurde dabei entweder nur das lokale Versagen der inhomogenen Schweiflnahtumgebung im
Detail untersucht oder starke Vereinfachungen fiir Simulationen an GroBstrukturen gemacht.

Ziel dieser Arbeit war es daher, das globale Grenztragverhalten geschweiliter Aluminiumstruk-
turen unter Berticksichtigung lokaler Vorgénge in der WEZ und SZ zu untersuchen und nume-
risch zu simulieren. Dafiir wurden im Rahmen dieser Arbeit einerseits Axialdruckversuche an
X-Profilen durchgefiihrt und die mechanischen Eigenschaften des GWS, der WEZ und der SZ
anhand von Kleinversuchen bei verschiedenen Spannungszustinden untersucht. Andererseits
wurde ein neues Materialmodell mit dem Ziel entwickelt, die lokalen Inhomogenitéten insbe-
sondere in der WEZ abzubilden und mit geringem Aufwand auf unterschiedliche Bauteile iiber-
tragbar zu sein.

Die experimentellen Ergebnisse dieser Arbeit zeigen, dass eine Vielzahl von Faktoren die me-
chanischen Eigenschaften in der Schweillnahtumgebung eines Bauteils beeinflussen. Fiir den
Ausgangswerkstoff konnte beispielsweise eine Abhéngigkeit der FlieBkurve von der hydrosta-
tischen Spannung durch die Untersuchung von Stauch- und Zugproben sowie von neuen asym-
metrischen Proben unter verschiedenen Belastungen nachgewiesen werden. Auch das Schédi-
gungsverhalten ist durch den Spannungszustand beeinflusst. Anhand von Versuchen und nu-
merischen Simulationen an den asymmetrischen Proben konnte fiir den GWS eine geringe Ab-
hingigkeit der Bruchdehnung vom Lode-Winkel-Parameter festgestellt werden. Jedoch beein-
flusst die Spannungsmehrachsigkeit die Schadigung in den durchgefiihrten Versuchen maBgeb-
lich.

Die Ergebnisse dieser Arbeit zeigen aullerdem, dass der Spannungszustand in der WEZ nicht
nur durch die Probengeometrie und die Belastung, sondern auch wesentlich durch die Inhomo-
genitdt der mechanischen Eigenschaften beeinflusst wird. Entsprechend wichtig ist die detailli-
ierte Auflosung des FlieBverhaltens in der WEZ, um auch das lokale Bruchverhalten in Uber-
einstimmung mit Experimenten abzubilden. Hierzu sind in der Literatur bisher nur wenige An-
sdtze zu finden, welche ein Materialmodell zur Verfiigung stellen, das einfach von Kleinversu-
chen auf unterschiedliche Schweilnahtgeometrien iibertragen werden kann. Zudem sind diese
Modelle zumeist auf die Anwendung an einer speziellen Schweiflnahtgeometrie beschrankt, an
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welcher die mechanischen Eigenschaften bestimmt werden. Daher wurde das neue Material-
modell in dieser Arbeit auf Basis von schwei3prozessdhnlichen Warmebehandlungen und Hér-
tepriifungen entwickelt. Durch die Unabhéngigkeit der Warmebehandlung von Kleinproben
von einer spezifischen Schweillnahtgeometrie konnten sowohl fiir Stumpfnihte als auch fiir
KreuzstoBe ortlich fein aufgeldst mechanische Eigenschaften entsprechenden FE-Modellen zu-
gewiesen werden. Lediglich Hartepriifungen an der tatsdchlichen Schweif3naht sind fiir die An-
wendung des Modells auf die verschiedenen Bauteile notwendig. Vor dem Hintergrund der
hohen Inhomogenitét in der WEZ wurden fiir die Abbildung der Festigkeitseigenschaften die
vielen moglichen Einflussfaktoren auf die lokale Festigkeit auf die detaillierte Abbildung der
ortsabhingigen FlieBkurven reduziert. Als Ergebnis zeigt sich sowohl in Simulationen von
Kleinversuchen als auch von Axialdruckversuchen eine deutliche Verbesserung der Abbildung
der lokalen Deformationen mittels des neuen KWH-Modells gegeniiber dem konventionelleren
4-Zonen-Modell.

Um auch das Schiadigungsverhalten in der Schweifnahtumgebung im Rahmen des KWH-Mo-
dells beriicksichtigen zu konnen wurden drei Ansétze untersucht, die mit einem geringen Ka-
librieraufwand pro untersuchtem Werkstoffzustand auskommen. Ziel ist es, Schadigungspara-
meter kiinftig an einfachen Proben bestimmen zu kdnnen, welche ebenfalls der gleichen
schweiprozessdhnlichen Wiarmebehandlung unterzogen werden konnen, wie die hier einge-
setzten Stauchproben. Anhand von Zugversuchen konnten die Parameter fiir die Grenzkurve
nach der FKM-Richtlinie bestimmt, sowie der Parameter fiir die Bruchdehnung im einachsigen
Zugversuch des RTCL- und des BW-Kriteriums kalibriert werden. Fiir die Untersuchung des
GWS, der SZ und der WEZ unter Schubbelastung sowie zur Kalibrierung des Schubparameters
des BW-Kriteriums wurde in Kombination mit der Belastungsvorrichtung nach Richard eine
neue symmetrische Schubprobe vorgestellt. Die Ergebnisse der Schubversuche an dieser Probe
zeigen, dass sich die SZ, der GWS und die WEZ unter Schubbelastung unterschiedlich verhal-
ten. Insbesondere die Versuche an der WEZ weisen auf eine sehr hohe Duktilitdt unter Schub-
belastung im Vergleich zur Zugbelastung hin, wihrend die Unterschiede zwischen den Bruch-
dehnungen bei Schub und Zug in der SZ bzw. dem GWS gering sind. Durch das unterschiedli-
che Schadigungsverhalten der Materialbereiche ist das BW-Kriterium mit zwei Parametern am
besten geeignet, um die Rissinitiierung unter verschiedenen Spannungszustidnden in der inho-
mogenen Schweillnahtumgebung zu berechnen. Jedoch erfordern die fiir die Kalibrierung be-
notigten Schubversuche derzeit noch relativ grole Proben, welche nicht geeignet fiir eine
schweillprozessihnliche Warmebehandlung sind. Eine Optimierung dieser Versuche und Wir-
mebehandlungen ist daher in zukiinftigen Untersuchungen notwendig, um fiir jeden Wéarmebe-
handlungszustand Schidigungsparameter ermitteln zu kénnen. Das Vorgehen nach der FKM-
Richtlinie und das RTCL-Kriterium bendtigen hingegen nur einen Zugversuch pro Materialbe-
reich zur Kalibrierung. Jedoch lieferte die FKM-Richtlinie stark konservative Ergebnisse, wih-
rend es mit dem RTCL-Kriterium zu einer Uberschiitzung der Tragfihigkeit der X-Profile durch
das schubgesteuerte Versagen in der SZ kam.

Insgesamt konnten die experimentellen und numerischen Untersuchungen wichtige Erkennt-
nisse fiir das Versagensverhalten geschweiflter Strukturen unter axialer Druckbelastung geben.
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Sowohl die Experimente als auch die Simulationen insbesondere mit dem BW-Kriterium zei-
gen, dass das Tragverhalten maB3geblich von Rissen in der SZ und WEZ beeinflusst wird. Nach
der ersten Rissinitiierung in der SZ und einem darauffolgenden beschleunigten Kraftabfall wird
die ertragbare Druckkraft maB3geblich vom Risswachstum sowohl in der SZ als auch in der
WEZ beeinflusst. Hierbei zeigen die Simulationen mit dem 4-Zonen-Modell im Vergleich zum
KWH-Modell und den Experimenten den Einfluss sekundérer Risse in der SZ auf den Kraftab-
fall bei grolen Verschiebungen. Die Ergebnisse mit dem KWH-Modell verdeutlichen aller-
dings, dass eine detaillierte Abbildung der Festigkeit und Duktilitit in der Schweillnahtumge-
bung notwendig ist, um das Versagen lokal in Ubereinstimmung mit den Experimenten abzu-
bilden, was fiir die WEZ mit dem 4-Zonen-Modell nicht moglich war.

Im Rahmen dieser Arbeit konnte mit den Axialdruckversuchen ein Zwischenschritt zwischen
Kleinversuchen und GrofBstrukturen untersucht und die Anwendbarkeit eines bekannten und
eines neuen Materialmodells gezeigt werden. Insbesondere fiir das KWH-Modell steht aller-
dings noch eine Ubertragung der Erkenntnisse auf GroBstrukturen aus. Diese erfordern wesent-
lich grobere Vernetzungen als in den vorliegenden Simulationen. Um dieses Ziel zu erreichen,
muss die Ortsabhéngigkeit der mechanischen Eigenschaften in grof3ere Elemente integriert wer-
den. Diesbeziiglich ist die Anwendung neuartiger Multi-Material-Elemente denkbar.
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Firmenlogo Schweissanweisung WPS Seie:
Version:
Erstefler
Schweissanweisung WPS Nr:
Hersteller
Schweisser Husnger
Schweissverfahren nach EN 150 4063 131
Mahtart K-Maht
Grundwerkstoff EN AW-8082 (AIMgSi1) TeS1
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e 1
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raupe s Fusate- A v Polung vorschub | schwindigheit
werkshofies
1 131 1.2 204(150) | 24.4(27) =+ 85 26
2 131 12 204(190) | 24.4(27) =+ 95 22
3 131 1.2 188(175) | 23.7(27) =+ 85 26
4 131 12 1BB[175) | 23.7|27) =+ g5 26
Zusatzwerketoff 150 18273-5 AMDAT (AISI12)
Eintedung und Markennams
Sondervorschrifien Gerat Lorch 53 SpeedPulseXT, PAT Ar 100%, Oberiiache
gebdrstet
Schutzgas nach IS0 14175 |50 14175-13
Schutzgzzmenge 16
Wurzelschutz Keramische Uinterlage
Wolframedekirodenart Durchmesser
VoraGrmung <B0°C
Warmenachbehandlung B nein Temp. Zeit
Prifcielc
Diarbuarr; Mame des Aussiellers:

Visum:

Abbildung A 3:  Schweiffanweisung K-Naht fiir Temperatur-Zeit-Messung
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Firmenlogo Schweissanweisung WPS Seite:
\ersion:
Erstedier
Schweissanweisung WPS Nr:
Hersteller
Schweisser Huenger
Schweissverfahren nach EN 150 4063 1
Mahtart K-Maht
Grundwerkstoff EMN AW-6082 [AlMgSi1) TES1
Werkstiickdicke in mm 8
Aussendurchmesser in mm
Schweissposition nach EN IS0 6947 PA
Gestaltung der Verbindung Schweissfolge
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i
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Schweiss- Prozess | Dwrchmesser| Stomstrke | Spannung Stromart! Ciraki- Vorschuibge- Bemefinng
raupe des Zusatz- A v Polung vorschub | schwindigheit
werkshoffes

1 131 1.2 155{150) | 23(24) =f+ 7h 48

2 131 1.2 | 177(170) | 24(25) =f+ B5 32

3 13 1.2 177175y 23(23) =+ 8.5 48
Zusatrwerksiof IS0 18273-5 AT (RIS 2)
Eintedung und Markenname
Sondervorschriften Gerat Lorch 53 SpeedPulzeXT, P4T Ar 100%, Oberfiache

gebirstet
Schutzgas nach 150 14175 IS0 1417513
Schuizgazmenge 1€
Wurzelschutz Keramische Unterlage
WolramelektrodenartDurchmes ser
\oraErmung <B0°C
Warmenachbehandlung [~ nein Temp. Zeit
Prifziclie
Diaturr: Marme des Aussiellers:
Wisum:

Abbildung A 4: Schweifsanweisung K-Naht 8 mm Plattendicke
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Firmenlogo Schweissanweisung WPS Seite:
\ersion:
Erstelier:
Schweissanweisung WPS Nr:
Hersteller
Schweisser Huenger
Schweissverfahren nach EN 150 4063 1
Mahtart K-Maht
Grundwerkstoff EN AW-5082 (AlMgSit) TS
Werkstiickdicke in mm 10
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Schweissposition nach EN ISO 6947 PA
Gestaltung der Verbindung Schweissfolge
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Schweiss- Prozess | Durchmesser| Stomstike | Spannung Stromart! Ciraki- Vorschubge- Bemeariung
raupe des Fusatz- A v Polung vorschub | schwindigheit
weskstoffes
1 131 1.2 204{190) | 24.4{27) =+ 85 26
131 1.2 | 204190} | 24.4{27) =|+ 95 22
3 13 1.2 188(175) | 23.7(27) =+ B5 6
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Eintedung und Markenname
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Schutzgasmenge 16
Wurzelschutz Keramizche Unterlage
Wolframelektrodenart Durchmesser
Vorwsrmung <B0°C
Warmenachbshandlung ja nein Temp. Zeit
Priiziclic
Diaturr: Name des Aussiellers:
Wisum:

Abbildung A 5:  Schweiffanweisung K-Naht 10 mm Plattendicke




152

Firmenlogo Schweissanweisung WPS Seie:
Version:
Ersteller
Schweissanweisung WPS Nr:
Hersteller
Schweisser Huenger
Schweissverfahren nach EN 150 4063 1B
MNahtart K-Maht
Grundwerkstoff EM AW-8082 (AIMgSi1) Tes1
Werkstiickdicke in mm 12
Aussendurchmesser in mm
Schweissposition nach EN IS0 6947 PA
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1 13 12 165(150) | 23024) =+ 75 2
2 13 1.2 17770 24{25) =+ 35 32
3 13 12 1770180) | 2ai76) =i+ 85 21
4 13 12 7T | ages) =i+ 85 2
Zusatzwerkeinfi |50 18273-5 AMDAT [AISI2)
Eintedlung und Markenname
Sondepeorscheiften Gerat Lorch 53 SpeedPulsaXT, PAT Ar 100%, Oberfiache
gebirstet
Schutzgas nach IS0 14175 IS0 1417513
Schutzgasmenge 16
Wurzelschutz Keramische Unterlage
WolframelekirodenartiDurchmes ser
Vorwammung =B0°C
Warmenachbehandlung A nein Temp. Zeit
Priiztclie
Diaturm: Wame des Aussiellers:
Visum:

Abbildung A 6: Schweifsanweisung K-Naht 12 mm Plattendicke
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00

15°

30°

Abbildung A 7: Bruchflichen von asymmetrischen Schubproben nach Versuchen mit Lastwinkeln 0°,
15° und 30°
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45°

60°

75°

Abbildung A 8: Bruchflichen von asymmetrischen Schubproben nach Versuchen mit Lastwinkeln 45°,
60° und 75°
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120°

Abbildung A 9:  Bruchflichen von asymmetrischen Schubproben nach Versuchen mit Lastwinkeln 90°,
105° und 120°
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Abbildung A 10: Vergleich der Verschiebung bei Rissinitiierung nach dem RTCL-Kriterium (unten)
bzw. nach der FKM-Richtlinie (oben) in Versuchen an asymmetrischen Proben mit
den experimentellen Ergebnissen, reprisentiert durch die Bruchverschiebung. Die ex-
perimentellen Kraft-Verschiebungskurven sind die gemittelten Ergebnisse.
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Abbildung A 11: Hértemapping im Bereich des Kreuzstofses nach einem Axialdruckversuch. Die Probe
wurde ohne relevanten Wirmeeintrag getrennt und geschliffen. Der Schnitt erfolgte
im oberen Bereich der Probe. [124]
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Abbildung A 12: Optimierte Vernetzung mit EKL = 0.625 mm im Zentrum der Probe
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Abbildung A 13: Parameterverteilung im KWH-Modell.
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