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1 Einleitung

1.1 Problemstellung

Mit der Entwicklung des 3D-Pulverdruckverfahrens in den 1990er Jahren ist die Herstellung
additiv gefertigter metallischer Strukturen geebnet worden [1]. Der Fertigungsprozess erfolgt
schichtweise, was die Herstellung von Bauteilen hoher Komplexität sowie von filigranen und
dennoch steifen und hochfesten Strukturen erlaubt [2]. Durch stetige Optimierung und Verbes-
serung wird dem 3D-Druck-Verfahren ein globales Marktvolumen von 5,59 Milliarden Euro in
der Medizintechnik für das Jahr 2030 prognostiziert. Neben der Luft- und Raumfahrtindustrie
(9,59 Milliarden Euro), der Automobilbranche (2,61 Milliarden Euro) und dem Einzelhandel
(1,89 Milliarden Euro) bietet die additive Fertigung daher enormes Potential im biomedizini-
schen Kontext [3]. Insbesondere auf dem Gebiet der Endoprothetik hat sie in den letzten zehn
Jahren ein schnelles Wachstum erfahren und wird aktuell zur Herstellung von Hüft- und Kniege-
lenkersatz, Implantaten für die Schädelrekonstruktion und Wirbelsäulenimplantaten eingesetzt
[4–6]. Die additive Fertigung ermöglicht z.B. die Herstellung von Hüftendoprothesen, bestehend
aus metallischen Gitterstrukturen (siehe Abbildung 1.1), für die bereits in mehreren Studien
eine bessere Performance im Vergleich zu herkömmlich hergestellten metallischen Endoprothe-
sen nachgewiesen wurde [7]. Ein Vorteil einer porösen Hüftendoprothese (Abbildung 1.1c) im
Vergleich zu einem soliden Hüftschaft (Abbildung 1.1a) besteht in deren verringerter Steifigkeit.
Aufgrund des zellulären Aufbaus können mechanische Eigenschaften erreicht werden, die denen
des umliegenden Knochens ähneln, wodurch ein Knochenabbau infolge von Stress-Shielding ver-
ringert wird [8]. Ein weiterer Vorteil besteht in der vergrößerten Implantatoberfläche, was das
Einwachsen von Knochenzellen und damit eine Implantatverankerung fördert [9, 10].

a) b) c)

Abbildung 1.1: Additive Fertigung in der Hüftendoprothetik: a) künstliches Hüftgelenk am
Beispiel einer herkömmlichen Endoprothese (created with BioRender.com), b)
Ersatz eines soliden Hüftimplantats durch Gitterstrukturen [7] und c) additiv
gefertigte Hüftprothese bestehend aus Gitterstrukturen [7]
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Für eine sichere Anwendung der additiv gefertigten metallischen Gitterstrukturen in der Medizin-
technik muss deren mechanische Zuverlässigkeit jedoch garantiert werden können. Hinsichtlich
der Anwendung in der Hüftendoprothetik umfasst dies vor allem die zyklische Beanspruchung,
z.B. in Folge des Gehens oder Joggens. Ebenso können ein Sturz auf die Hüfte, ein Sprung oder
ein Stolpern einmalig hohe Lasten hervorrufen, die durch das Implantat ertragen werden müs-
sen [11]. Eine Sicherstellung der Ermüdungs- und Grenztragfestigkeit ist damit unerlässlich. Aus
diesem Grund sind die Untersuchungen zum Ermüdungs- sowie Grenztragverhalten von additiv
gefertigten Gitterstrukturen Gegenstand der aktuellen Forschung. Jedoch beschränken sich die
bisherigen Analysen vorrangig auf einachsige Zug- und Druckbeanspruchungen [12]. Da Hüften-
doprothesen jedoch einer sehr komplexen Belastungssituation ausgesetzt sind, treten neben den
axialen Belastungen auch Biege- und Torsionsbelastungen auf [11], die bisher wenig bis gar nicht
untersucht wurden [12–14].

1.2 Zielstellung und Vorgehensweise

Um die mechanische Zuverlässigkeit additiv gefertigter TiAl6V4 Gitterstrukturen gewährleisten
zu können, erfolgten im Rahmen dieser Arbeit umfangreiche experimentelle und numerische Un-
tersuchungen. Das übergeordnete Ziel ist dabei die Identifizierung und Charakterisierung des
Grenztrag- und Ermüdungsverhaltens, nicht nur hinsichtlich des Belastungsfalls Druck, sondern
auch der Biegung und der Torsion.
Das erste Teilziel der Arbeit umfasst die Identifizierung und Beschreibung von Einflussgrößen,
wie relative Dichte, Stegbreite und Zellenanzahl einer Gitterstruktur, auf deren mechanisches
Verhalten. Hierzu wurden Gitterstrukturen mit unterschiedlichen strukturellen Eigenschaften
konstruiert, additiv gefertigt und im Druck-, Biege- und Torsionsversuch unter quasi-statischer
und zyklischer Beanspruchung geprüft. Da insbesondere für additiv gefertigte Gitterstrukturen,
weder für quasi-statische noch zyklische Versuche, Prüfvorschriften existieren, mussten geeignete
Probengeometrien entwickelt und Versuchsprozeduren erstellt werden. Ein zweites Teilziel der
Arbeit besteht in der Identifizierung und Charakterisierung des lokalen Verformungs- sowie Schä-
digungsverhaltens der Gitterstrukturen. Zu diesem Zweck wurden verschiedene Mess- und Ana-
lysemethoden, wie die digitale Bildkorrelation, die Temperaturfeldmessung, die Gleichstrompo-
tentialmethode sowie mikroskopische und mikrocomputertomographische Analysen angewandt.
Ein drittes Teilziel der Arbeit ist die Vorhersage des mechanischen Verhaltens der Gitterstruk-
turen mit der Finite-Elemente-Methode. Dabei lag ein besonderer Fokus der quasi-statischen
numerischen Analysen auf der Untersuchung eines lokalen Schädigungsmodells zur Abbildung
des lokalen Deformationsverhaltens der Gitterstrukturen, sowohl im Druck-, Biege- als auch Tor-
sionsversuch. In der numerischen Lebensdaueranalyse erfolgte die Ermittlung von Wöhlerkurven
exemplarisch an einem Gitterstrukturdesign unter Biege- und Torsionslast.
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Für die Materialbeschreibung in den numerischen Analysen erfolgten im Rahmen dieser Arbeit
sowohl quasi-statische als auch zyklische Experimente an additiv gefertigten Vollproben, die das
vierte Teilziel der Arbeit darstellen. So wurden monotone Zugversuche durchgeführt, um das
elastisch-plastische Werkstoffverhalten zu beschreiben. Das zyklische Werkstoffverhalten wurde
in Stufenversuchen ermittelt. Die dabei bestimmte zyklische Spannungs-Dehnungskurve bildet
zusammen mit der Dehnungswöhlerlinie die Basis für die numerische Lebensdaueranalyse. Die
Ermittlung der Dehnungswöhlerlinie erfolgte in Schwingfestigkeitsversuchen.
Ein fünftes und letztes Teilziel der Arbeit stellt die Charakterisierung der Fertigungsgenauigkeit
sowohl bei den additiv gefertigten Gitterstrukturen als auch den Vollproben dar. Unter Anwen-
dung verschiedener mikroskopischer, makroskopischer und morphologischer Analysen wurden
fertigungsbedingte Abweichungen und Defekte ermittelt und deren Einfluss sowohl auf die expe-
rimentellen Ergebnisse als auch in den numerischen Analysen bewertet.

Die in dieser Arbeit vorgestellten Ergebnisse und insbesondere die Charakterisierung der Ein-
flussgrößen sollen helfen, die Anwendung und Herstellung additiv gefertigter TiAl6V4 Gitter-
strukturen in der Medizintechnik voranzubringen. Die gewonnenen Erkenntnisse können zum
Beispiel auf Gitterstrukturen jeglicher Form übertragen werden, wodurch eine Basis für eine
schadenstolerante Auslegung von porösen Implantaten geschaffen wird.
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2 Grundlagen und Stand der Forschung

In diesem Kapitel werden die Grundlagen und der Stand der Forschung zu elektronenstrahlge-
schmolzenen TiAl6V4 Gitterstrukturen zusammen dargestellt. Da sich diese Arbeit sowohl der
mechanischen Zuverlässigkeit sowie dem Schädigungsverhalten von Gitterstrukturen widmet, ist
das Kapitel wie folgt gegliedert. Zunächst werden die Grundlagen der additiven Fertigung vorge-
stellt. Dies beinhaltet die Beschreibung des pulverbasierten Elektronenstrahlschmelzen sowie die
Beschreibung der verwendeten Titanlegierung TiAl6V4. Es folgt die Beschreibung und Klassifi-
zierung von Gitterstrukturen im Allgemeinen, bevor die Vorteile und Anforderungen an additiv
gefertigte metallische Gitterstrukturen für einen Einsatz als lasttragende Knochenimplantate be-
schrieben werden. Da das mechanische Verhalten metallischer Gitterstrukturen maßgeblich vom
additiven Fertigungsprozess abhängt, werden anschließend die grundlegenden mechanischen Ei-
genschaften von natürlichen Gitterstrukturen sowie der Stand der Forschung zum mechanischen
Verhalten von elektronenstrahlgeschmolzenen TiAl6V4 Gitterstrukturen zusammengefasst. Da
lasttragende Knochenimplantate sowohl quasi-statischen als auch zyklischen Beanspruchungen
ausgesetzt sind, erfolgt die Darstellung des aktuellen Forschungsstandes hier zum Grenztrag-
und Ermüdungsverhalten. Hierbei liegt ein besonderer Fokus auf dem Zusammenhang zwischen
den strukturellen Gegebenheiten einer Gitterstruktur und deren mechanischen Eigenschaften. Im
Weiteren werden Methoden zur Beschreibung und Charakterisierung des Schädigungsverhaltens
vorgestellt. Den letzten Schwerpunkt stellt die Beschreibung und Vorhersage des mechanischen
Verhaltens der Gitterstrukturen mit analytischen und numerischen Verfahren dar. Abschließend
wird der Stand der Forschung zusammengefasst und der abgeleitete Forschungsbedarf aufge-
zeigt.

2.1 Additive Fertigung metallischer Gitterstrukturen

Die additive Fertigung (engl. additive manufacturing - AM) beschreibt einen schichtweisen Auf-
bau von dreidimensionalen Objekten aus einem digitalen Computermodell heraus [1]. Auf diese
Weise können die Limitierungen herkömmlicher Fertigungsverfahren, wie die Fertigung von Hin-
terschneidungen, Hohlräumen oder auch Löchern, umgangen werden und hochkomplexe Bauteile,
wie z.B. Gitterstrukturen, in einem Stück gefertigt werden [15]. Ausgangspunkt der additiven
Fertigung ist das CAD-Modell des gewünschten Objektes, welches anschließend durch eine ent-
sprechende Software (Slicer -Programm) in Schichten geteilt wird und so dem 3D-Drucker als
Vorlage dient. Es existieren eine Vielzahl von additiven Fertigungstechnologien, die unterschied-
liche Materialien, wie Metalle, Keramiken oder Polymere, zur Fertigung nutzen. Für einen voll-
ständigen Überblick der additiven Fertigungsverfahren sei an dieser Stelle auf die Literatur, z.B.
in [15–17], verwiesen.
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Für die Herstellung metallischer Gitterstrukturen, z.B. im biomedizinischen Kontext, zählen die
beiden pulverbasierten Fertigungsverfahren, das Elektronenstrahlschmelzen und das Laserstrahl-
schmelzen, zu den relevantesten AM-Verfahren [4, 6, 8, 18].

2.1.1 Pulverbasiertes Elektronenstrahlschmelzen

Das pulverbasierte Elektronenstrahlschmelzen (Electron Beam Melting EBM bzw. Electron Pow-
der Bed Fusion PBF-EB/M) ist 1997 vom schwedischen Hersteller Arcam AB entwickelt und
patentiert worden. Bei dem Prozess wird Metallpulver schichtweise auf eine Bauplattform auf-
gebracht, wobei jede Schicht mittels eines Elektronenstrahls im Hochvakuum an definierten Ko-
ordinaten bis zum Schmelzpunkt erhitzt wird. Durch das Verschmelzen des Pulvers innerhalb
einer Schicht und über mehrere Schichten hinweg, wird das Bauteil dreidimensional aufgebaut.
Der als Energiequelle genutzte Elektronenstrahl wird innerhalb einer Elektronenstrahlröhre er-
zeugt. Die emittierten Elektronen werden durch elektromagnetische Felder gelenkt, bevor sie mit
halber Lichtgeschwindigkeit auf das Metallpulver treffen. Beim Laserschmelzen (PBF-LB/M)
wird Metallpulver, ähnlich dem EBM-Verfahren, schichtweise an vorgegebenen Koordinaten, je-
doch mittels Laserstrahl aufgeschmolzen und so zu einem Bauteil verbunden. Im Gegensatz zum
Laserschmelzen wird das Pulver beim Elektronenstrahlschmelzen vor dem eigentlichen Schmel-
zen leicht versintert, weshalb die Bauteile eine geringere Eigenspannung aufweisen. In der Regel
besitzen EBM-Drucker eine höhere Druckgeschwindigkeit als PBF-LB/M-Drucker, da der Elek-
tronenstrahl eine höhere Energiekonzentration hat. Dies ermöglicht ein schnelleres Aufschmelzen
des Metallpulvers, sorgt jedoch auch für eine schlechtere Oberflächengüte und geringere Bauteil-
genauigkeit [19]. Dagegen wird durch das Hochvakuum der Einschluss von Sauerstoff vermieden,
wodurch die EBM-Bauteile eine höhere Dichte als beim Laserschmelzen aufweisen. [20, 21]
Sowohl das EBM- als auch PBF-LB/M-Verfahren konnten bereits zur erfolgreichen Herstellung
von z.B. orthopädischen Implantaten genutzt werden [6]. Neben den biokompatiblen Materiali-
en wie 316L und Cobalt Chrom (CoCr) wird die Titanlegierung TiAl6V4 dabei am häufigsten
verwendet [4, 18].

2.1.2 Eigenschaften der Titanlegierung TiAl6V4

Die Titanlegierung TiAl6V4 besitzt neben einer exzellenten Biokompatibiliät und Korrosionsbe-
ständigkeit im menschlichen Körper hervorragende mechanische Eigenschaften bei einem gleich-
zeitig geringem Gewicht. Aus diesem Grund gehört sie zu einem der am häufigsten gewählten
Materialien, um lasttragende biomedizinische Implantate herzustellen. Zusätzlich zählt die Le-
gierung zu einem der am häufigsten verwedenten Metalle bei der additiven Fertigung. [22, 23]
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In Abhängigkeit der Zusammensetzung existieren zwei verschiedene Arten der Legierung Ti-
Al6V4: die standardmäßige Legierung, die auch als Grade 5 bzeichnet wird und das Extra Low
Interstitial (ELI), auch als Grade 23 bekannt. Die beiden Legierungen unterscheiden sich le-
diglich im maximal erlaubten Anteil des Sauerstoffs. Er beträgt 0,2Gew.% für Grade 5 und ca.
0,13Gew.% für Grade 23. Ein geringerer Sauerstoffanteil bewirkt eine gesteigerte Duktilität sowie
Rissfestigkeit [24]. Beide Legierungen stehen für die additive Fertigung mittels EBM-Verfahren
durch den Hersteller Arcam AB zur Verfügung. Die chemische Zusammensetzung des dabei ver-
wendeten TiAl6V4 ELI Pulvers ist z.B. in Tabelle 2.1 gegeben. Für EBM-gefertigte TiAl6V4
Strukturen ergeben sich entsprechend dem Materialdatenblatt die in Tabelle 2.2 zusammengetra-
genen mechanischen Eigenschaften. Damit besitzen die aus Grade 5 oder Grade 23 prozessierten
EBM Materialien vergleichbare und sogar teilweise bessere mechanische Eigenschaften als her-
kömmlich produzierte TiAl6V4 Bauteile [25].

Tabelle 2.1: Chemische Zusammensetzung des TiAl6V4 ELI Pulvers (Grade 23 ) in Gew.%,
entsprechend des Materialdatenblattes [26]

Element Al V C Fe O N H Ti

Gew.% 6,0 4,0 0,03 0,10 0,1 0,01 < 0,003 Rest

Tabelle 2.2: Vergleich der mechanischen Eigenschaften von EBM gefertigten sowie herkömm-
lich hergestellten TiAl6V4 Strukturen (ermittelt an Voll- bzw. Rundproben) [25]

EBM - TiAl6V4 EBM-TiAl6V4 TiAl6V4* TiAl6V4**
(Grade 5) (ELI) (Grade 5) (Grade 5)

Fließgrenze (Rp0,2) 950MPa 930MPa 758MPa 860MPa
Zugfestigkeit (Rm) 1020MPa 970MPa 860MPa 930MPa
Bruchdehnung 14% 16% >8% >10%

Reduzierung der Fläche (RA) 40% 50% >14% >25%
Elastizitätsmodul 120GPa 120GPa 104GPa 114GPa

* ASTM F1108 (gegossen)
** ASTM F1472 (geschmiedet)

Die Charakteristika und mechanischen Eigenschaften EBM-gefertigter Vollproben wurden in der
Fachliteratur sehr intensiv erforscht, z.B. in [6, 20, 21, 27–30]. Die Analyse der verfügbaren
Literatur ergab eine große Streuung um die in Tabelle 2.2 zusammengefassten Herstelleranga-
ben. Als Hauptindikatoren wurden die Oberflächenrauheit, die Porosität, d.h. kleine Defekte im
Inneren des Vollmaterials, und die Mikrostruktur identifiziert [29–31]. Diese charakteristischen
Eigenschaften resultieren aus dem additiven Fertigungsprozess und sind durch Einflussgrößen
wie Prozessparameter, Orientierung auf der Bauplatte, Bauplattenausnutzung, Probenaufbau-
richtung, Probengröße und der Probennachbearbeitung beeinflusst.
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Trotz intensiver Forschung und stetiger Verbesserung der Fertigungsverfahren lassen sich diese
fertigungsbedingten Defekte und Unregelmäßigkeiten nicht vermeiden. Aus diesem Grund ist
die Identifizierung lokaler Phänomene der gefertigten Komponenten und deren Berücksichtigung
bzw. Überführung in analytische und numerische Modelle, mit denen die mechanischen Eigen-
schaften in geeigneter Weise abgebildet werden können, Gegenstand aktueller Untersuchungen
[29, 30, 32].

2.1.3 Gitterstrukturen und deren Klassifizierung

Trotz der Vielzahl fertigungstechnischer Herausforderungen bietet das 3D-Druckverfahren ganz
entscheidende Vorteile auf dem Gebiet der Medizintechnik. So lassen sich nicht nur patientenin-
dividuelle Implantate und Medizinprodukte herstellen, sondern auch bisherige Komplikationen,
wie sie beispielsweise bei einer herkömmlichen Hüftendoprothese auftreten, umgehen. Wie be-
reits in Abbildung 1.1 dargestellt, ermöglicht die additive Fertigung z.B. die Herstellung von
Hüftendoprothesen, die aus metallischen Gitterstrukturen bestehen. Gitterstrukturen sind eine
besondere Form der zellularen Strukturen.
Zellulare Strukturen beschreiben ein Netzwerk aus Streben und Platten [33]. Sie unterscheiden
sich von typischen Ingenieurstrukturen wie Balkentrag- oder Fachwerken im Wesentlichen in ih-
rer Skala. So sind Strukturdurchmesser im Bereich von Milli- und Mikrometern bei zellularen
Strukturen üblich [34]. Zudem hängen ihre Eigenschaften nicht nur von der chemischen Zusam-
mensetzung und der Mikrostruktur, sondern auch von ihrer Mikroarchitektur ab. Unter Berück-
sichtigung der Mikroarchitektur lassen sich zellulare Strukturen in stochastische und regelmäßige
Strukturen einteilen. Eine regelmäßige Struktur besteht auf mikroarchitektonischer Ebene aus
sogenannten Einheitszellen, die sich regelmäßig im Raum wiederholen, Abbildung 2.1c. Die regel-
mäßigen Strukturen werden als Gitterstrukturen bezeichnet, während die stochastischen Struk-
turen, bei denen keine regelmäßigen Einheiten erkennbar sind, als Schäume bezeichnet werden,
Abbildung 2.1a-b.

c)a) b)

Abbildung 2.1: Beispiele für zellulare Strukturen: a) geschlossener Zellschaum [35], b) offener
Zellschaum [35] und c) regelmäßige Gitterstruktur bestehend aus BCC Ein-
heitszellen nach [36]
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Gitterstrukturen lassen sich basierend auf ihren strukturellen Eigenschaften auf verschiedene Ar-
ten klassifizieren. Im Hinblick auf die verwendeten Einheitszellen, werden offene und geschlossene
Gitterstrukturen unterschieden. Offene Gitterstrukturen besitzen lediglich geschlossene Zellkan-
ten, während bei den geschlossenen Strukturen zusätzlich die Flächen zwischen den Zellkanten
mit Material gefüllt sind. Offenzellige Gitterstrukturen sind durchlässig für Flüssigkeiten, wie
Gewebsflüssigkeit, was für gewöhnlich eine Anforderung im biomedizinischen Kontext darstellt.
Geschlossene Gitterstrukturen werden im Gegensatz dazu vorrangig bei isolierenden Fragestel-
lungen (thermisch, schalldämmend) angewandt. [33, 34, 37]
In Abhängigkeit der gewählten Einheitszelle können 3D-Strukturen in Form strebenbasierter Git-
terstrukturen oder Strukturen mit dreifach periodischen Minimaloberflächen (engl. triply periodic
minimal surface, TPMS) in Form von Schoen-Gyroid oder Schwartz-Diamant Strukturen auftre-
ten, Abbildung 2.2. Im weiteren Verlauf dieser Arbeit werden strebenbasierte Gitterstrukturen,
siehe Abbildung 2.2a betrachtet. Strebenbasierte Strukturen sind durch Knoten gekennzeichnet,
die an den Ecken, den Rändern oder in der Mitte einer Zelle auftreten und durch Streben, d.h.
schlanke, gerade Stäbe oder auch Balken, miteinander verbunden sind. Anhand der Knotenpunk-
te lassen sich strebenbasierte Einheitszellen über die Maxwell-Zahl M charakterisieren [34]:

M = s− 3 · j + 6 3D Strukturen (2.1)

Dabei sind s und j die Anzahl der Streben und die Anzahl der Knoten in der betrachteten
Gitterstruktur. Wenn M ≥ 0 ist, werden externe Lasten im Gitter axial aufgenommen, sodass
diese dehnungsdominiert sind. Für den Fall M < 0 liegt ein biegedominiertes Strukturverhalten
vor, da nicht ausreichend Streben mit Knoten verbunden sind, die durch Gleichgewichtsmomente
ausgeglichen werden können [38, 39]. Dehnungsdominierte Strukturen kennzeichnen sich durch
eine höhere Steifigkeit sowie ein effizienteres strukturelles Verhalten gegenüber biegedominierten
Strukturen aus, da die Streben ausschließlich auf Zug oder Druck belastet werden [37, 38].
Neben den strebenbasierten Gitterstrukturen existieren TPMS-Strukturen, die immer häufiger
Gegenstand aktueller Untersuchungen sind [12, 40]. Diese Strukturen zeichnen sich durch eine
kontinuierlich gekrümmte Oberflächengeometrie aus, die sich als vorteilhaft für deren Herstell-
barkeit erweist [39, 41, 42]. Die Existenz von TPMS-Strukturen wurden erstmalig durch den
deutschen Mathematiker Hermann Schwarz im 19. Jahrhundert mathematisch bewiesen [43].
TPMS sind Flächen, die mathematisch so geschaffen sind, dass sie keine sich selbst schneiden-
den oder gefalteten Flächen besitzen [44, 45]. Die Strukturen können mathematisch mit der
level-set-Methode beschrieben werden, wodurch gewünschte Charakteristika, wie Dichtegrad, ein-
stellbar sind [46]. Es gibt zwei Möglichkeiten, TPMS-Gitterstrukturen aus der mathematischen
Gleichung heraus zu erstellen. Im ersten Fall wird die TPMS aufgedickt, um eine kompakte Struk-
tur, die skelett-TPMS-basierte Gitter zu erhalten, Abbildung 2.2b. In der zweiten Variante wird
das Volumen, welches durch die TPMS geteilt wird, gefüllt, Abbildung 2.2c. Dadurch entstehen
die sogenannten platten-TPMS-basierte Gitterstrukturen [47].
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a) strebenbasierte Zellen

b) skelett-TPMS-basierte Zellen

c) platten-TPMS-basierte Zellen

Abbildung 2.2: Verschiedene Mikroarchitekturen einer Gitterstruktur nach [12]: a) strebenba-
sierte Einheitszellen, b) skelett- und c) platten-TPMS-Strukturen
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2.1.4 Vorteile und Anforderungen an additiv gefertigte Gitterstrukturen für einen Einsatz als

lasttragendes Knochenimplantat

Eine Endoprothese ist ein künstliches Gelenk, welches im Rahmen einer Operation in den Körper
implantiert wird. Sie dient dem dauerhaften Ersatz krankhafter oder zerstörter Knochenstruk-
turen (z.B. durch Unfall oder Osteoporose verursacht). Die Implantation einer Endoprothese
im Hüftgelenk zählt mit ca. 240.000 durchgeführten Operationen im Jahr 2019 zu einer der
häufigsten Operationen in deutschen Krankenhäusern [48]. Als Material für einen lasttragenden
Endoprothesenschaft sind neben Cobald-Chrom-Molybdän-Gusslegierungen vor allem Titanle-
gierungen die erste Wahl. Titanlegierungen besitzen eine bessere Biokompatibilität als andere
metallische Implantatmaterialien und ihre mechanischen Eigenschaften kommen denen des Kno-
chens am nächsten. Dennoch haben die derzeit verwendeten Endoprothesenschäfte bestehend aus
einer Titanlegierung den Nachteil, steifer als Knochen zu sein. Dieses Ungleichgewicht zwischen
dem Implantat und dem umliegenden Knochen kann zu einer Schwächung und sogar Rückbil-
dung des Knochens führen (Stress-Shielding), woraufhin eine Revision notwendig ist. [49]
Der Ersatz des Vollmaterialbereichs eines Hüftimplantats durch Gitterstrukturen, wie es z.B. in
Abbildung 1.1c dargestellt ist, bietet zwei erhebliche Vorteile. Zum einen können Endoprothesen
produziert werden, die einen Elastizitätsmodul vergleichbar zu dem des Knochens besitzen. Der
somit verringerte Steifigkeitsunterschied zwischen Implantat und Knochen reduziert das Stress-
Shielding und ermöglicht eine verlängerte Lebensdauer des Implantats. Zum anderen begünstigen
zellulare Strukturen das Einwachsen von Knochenzellen (Osseointegration), was die Implantat-
lockerung reduziert und ebenfalls zu einer verlängerten Implantatlebensdauer beitragen kann.
[50, 51]
Für einen erfolgreichen Einsatz metallischer Gitterstrukturen als lasttragende Knochenimplanta-
te ergeben sich grundsätzlich die folgenden Anforderungen:

• gute Biokompatibilität
• mechanische Eigenschaften, die mit dem umliegenden Knochen vergleichbar sind
• geeignete Porengröße und relative Dichte
• Osteokonduktivität und -induktivität

Sowohl die nötige Stabilität als auch Biokompatibilität ist durch die Verwendung der Titanle-
gierung, TiAl6V4, gegeben [22]. Aufgrund der Designfreiheit der additiven Fertigung können
Gitterstrukturen mit gewünschten strukturellen Eigenschaften hergestellt werden. Eine Variati-
on der strukturellen Eigenschaften führt dabei zu unterschiedlichen mechanischen Eigenschaften
[52–54]. Zusätzlich begünstigen offenporige Gitterstrukturen sowohl den Nährstofffluss als auch
eine Gefäßbildung. Über einen längeren Zeitraum wird dadurch das Knocheneinwachsen in die
offenporige Gitterstruktur ermöglicht, was wiederum eine verbesserte Knochen-Implantat-Fes-
tigkeit zur Folge hat [8]. Die Porengröße der additiv gefertigten Gitterstrukturen entscheidet
maßgeblich über das Erreichen einer verbesserten Osseointegration.
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Eine ideale Porengröße einer Gitterstruktur, bei der die beste Osseointegration erfolgt, ist je-
doch nach wie vor nicht geklärt. In älteren Studien wurde eine ideale Porengröße von 0,3 mm bis
0,5 mm angenommen, wobei die Porengröße grundsätzlich 0,3 mm nicht unterschreiten und 1 mm

nicht überschreiten sollte, um die Knochenneubildung (Osteoinduktion) und Vaskularisierung zu
erleichtern [55, 56]. Neuere Untersuchungen mit in-vivo Testungen zeigen die bestmögliche Os-
seointegration bei Porengrößen von 0,7 mm bis 1,2 mm [57].
Ein Teil der Osteoinduktivität offenporiger Gitterstrukturen beruht auf deren Permeabilität. Per-
meabilität erzeugt ein günstiges Milieu für die Adhäsion, Migration und Proliferation von Zellen
[58]. Außerdem ermöglicht sie die verbesserte Nährstoffversorgung der Knochensubstanz und den
Abtransport von Schadstoffen und Stoffwechselprodukten. Die Permeabilität ergibt sich aus der
Porosität, der Porengröße und der Art der Einheitszelle. Hohe Porosität und große Poren stei-
gern die Permeabilität, während ausgeprägte Verwindungen innerhalb der Einheitszelle negative
Auswirkungen darauf haben [59]. Die Anwendung von Gitterstrukturen mit den beschriebenen
morphologischen Merkmalen zeigen bereits deutliche Funktionalitätssteigerungen gegenüber den
klassischen monolithischen Hüftendoprothesen [7, 8, 60].

2.2 Mechanische Eigenschaften von Gitterstrukturen unter quasi-statischer

Beanspruchung

Es sind vor allem die grundlegenden Arbeiten von Gibson [61] und Ashby [34], die umfassend auf
den Aufbau, das mechanische Verhalten sowie den physikalischen Eigenschaften von natürlichen
und künstlich hergestellten zellularen Strukturen eingehen. Im Zuge der Weiterentwicklung der
Fertigungstechnologien fanden umfassende Forschungsarbeiten, insbesondere auf dem Gebiet der
metallischen Schäume, statt [62–64]. Untersuchungen zur Gestaltung zellularer Strukturen über
den Einsatz additiver Fertigungsverfahren sowie deren mechanischen Verhalten wurden erstmals
von Rehme [65] in großem Umfang durchgeführt. Jedoch ermöglicht die additive Fertigung die
Herstellung von Gitterstrukturen, deren Grenztrag- und Verformungsverhalten insbesondere auf
lokaler Ebene bisher nur unzureichend experimentell erforscht wurde. In diesem Kapitel werden
daher die im Rahmen der vorliegenden Arbeit relevanten grundlegenden Eigenschaften und die
in den bisherigen Arbeiten identifizierten Einflüsse sowie die entwickelten Konzepte zur Beschrei-
bung des mechanischen Verhaltens einer Gitterstruktur vorgestellt.

2.2.1 Grundlegendes

Im Wesentlichen wird das mechanische Verhalten einer Gitterstruktur durch drei Faktoren be-
stimmt: (1) das Material, aus dem die Struktur besteht, (2) die Morphologie und Form der
Einheitszellen und (3) die relative Dichte.
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Relative Dichte

Der wichtigste Parameter zur Beschreibung einer Gitterstruktur ist die relative Dichte. Sie be-
schreibt das Verhältnis von der Dichte der Gitterstruktur, ρ∗, zu der Dichte des Basismaterials,
ρs:

ρ =
ρ∗

ρs
(2.2)

Die relative Dichte gibt an, wie viel Feststoff im Gesamtvolumen einer Gitterstruktur vorhanden
ist. Das Komplement der relativen Dichte ist die Porosität, die als P = 1 − ρ berechnet wird.
Die Parameter können durch geometrische Überlegungen in Abhängigkeit von der Länge und
Durchmesser der Gitterstreben für verschiedene Arten von Gitterstrukturen berechnet werden
[33].

Effektive Eigenschaften

Das Gibson-Ashby-(GA)-Modell [33] ist zur Bestimmung effektiver mechanischer Eigenschaften
von zellularen Strukturen, zu denen die hier betrachteten Gitterstrukturen zählen, am weitesten
verbreitet. Demnach lässt sich eine effektive Eigenschaft K∗/Ks über das Skalierungsgesetz:

K∗

Ks
= C(

ρ∗

ρs
)n (2.3)

mit der relativen Dichte korrelieren. C und n sind dabei experimentell zu ermittelnde Parameter.
Die Variablen K∗ und Ks beschreiben die effektiven Eigenschaften der Gitterstrukturen und die
des zugehörigen Vollmaterials. Die effektive Eigenschaft K∗/Ks kann mechanisches Verhalten
wie die Steifigkeit oder die Festigkeit, repräsentieren. Hierbei sind, wie oben bereits eingeführt,
zwischen biege- und dehnungsdominiertem Verhalten zu unterscheiden. Die von Gibson & Ashby
[33] ermittelten Exponenten sind in Tabelle 2.3 zusammengefasst.

Tabelle 2.3: Gibson-Ashby-Modell für effektives mechanisches Ver-
halten zellularer Strukturen [33]

Lastfall Mechanische Eigenschaft Skalierungsgesetz

Biegedominiert Elastizitätsmodul
E∗

Es
= C(

ρ∗

ρs
)2

Festigkeit
σ∗

σs
= C(

ρ∗

ρs
)1,5

Dehnungsdominiert Elastizitätsmodul
E∗

Es
= C(

ρ∗

ρs
)

Festigkeit
σ∗

σs
= C(

ρ∗

ρs
)

σ∗
Dehngrenze der Gitterstruktur

σs Dehngrenze des Ausgangsmaterials
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Experimentelle Untersuchungen zeigen oftmals eine Abweichung zu dem beschriebenen Modell,
was eine neue Ermittlung der Parameter C und n nach Gleichung 2.3 oder die Entwicklung
neuer Rechenmodelle, z.B. in [66], erfordert. Dennoch wird die Korrelation zwischen relativer
Dichte und effektiven Eigenschaften nach Gleichung 2.3 in der Literatur großflächig akzeptiert
und standardmäßig verwendet.

Druckbeanspruchung

Gitterstrukturen werden in anwendungsrelevanten Applikationen überwiegend auf Druck und
Biegung belastet [33]. Das Kompressionsverhalten unterscheidet sich hierbei von isotropen Werk-
stoffen und ist als Druckspannungs-Dehnungskurve in Abbildung 2.3 gezeigt. Der charakteristi-
sche Kurvenverlauf lässt sich grundsätzlich in drei Abschnitte unterteilen: (1) der linear-elastische
Bereich, der bis zum Nachgeben der Streben, reicht; (2) der Plateaubereich, in dem die Zellen
beginnen allmählich zusammenzubrechen; (3) die Verdichtungsphase, in der die Zellen nachein-
ander versagen, zueinander in Kontakt treten und die Struktur somit kompaktiert. Auffällig ist
hierbei das unterschiedliche mechanische Verhalten für eine dehnungsdominierte Struktur (Ab-
bildung 2.3a) im Vergleich zu einer biegedominierten Struktur (Abbildung 2.3b). So ist die Span-
nungs-Dehnungskurve einer dehnungsdominierten Struktur generell durch eine höhere Steifigkeit
sowie eine höhere Druckfestigkeit, bei gleicher relativer Dichte, gekennzeichnet.

a) b)dehnungsdominiert biegedominiert

Abbildung 2.3: Typische Druckspannungs-Dehnungskurven von a) dehnungsdominierten und
b) biegedominierten Gitterstrukturen mit Veranschaulichung der unterschied-
lichen Bereiche: (1) linear-elastischer Bereich, (2) Plateaubereich und (3) Ver-
dichtungsphase [12]

Bei einer dehnungsdominierten Struktur erfolgt die Verformung der Gitterstreben, im Anschluss
an den linear-elastischen Bereich, vorrangig durch Dehnung. Bei fortschreitender Belastung kommt
es an den Gitterstreben zum Versagen, wodurch sich die Belastung anschließend auf ganze Zellebe-
nen ausbreitet. Das Versagen einer kompletten Zellebene tritt nach Erreichen der Druckfestigkeit
plötzlich ein und ist durch ein rapides Absinken der Spannung gekennzeichnet.



2 Grundlagen und Stand der Forschung 15

Das Versagen erfolgt dabei in Abhängigkeit des Materials und der Einheitszellenform entweder
durch Knicken oder Sprödbruch. Der anschließende Plateaubereich ist durch Spitzen und Täler
gekennzeichnet, die das fortschreitende Versagen der Zellebenen anzeigen. Von Dehnung domi-
nierte Strukturen sind daher strukturell effizienter, neigen aber zu plötzlichen Ausfällen und sind
nicht in der Lage Verformungsenergie umzuwandeln. Biegedominierte Strukturen sind hingegen
nachgiebiger und verfügen über einen gleichmäßigen Übergang zum Plateaubereich, welches sich
relativ flach fortsetzt. Dieses Verhalten liegt in der vorrangigen Biegung, der auf Druck belaste-
ten Streben, begründet. [34, 61]
Grundsätzlich treten Biege- und Dehnungsanteile in beiden Gitterstrukturtypen nach Merkt [67]
gleichzeitig, jedoch mit unterschiedlichen Anteilen auf. Dennoch sind dehnungsdominierte Gitter-
strukturen aufgrund ihrer höheren spezifischen Festigkeiten und Energieabsorptionen gegenüber
biegedominierten Strukturen in der Auslegung zu bevorzugen [68].

Zugbeanspruchung

Das Verformungsverhalten von zellularen Strukturen unter Zugbeanspruchung unterscheidet sich
maßgeblich von demjenigen unter Druckbeanspruchung. Zwar gelten die im vorangegangen Ab-
schnitt beschriebenen Mechanismen für die elastische Verformung und das Einsetzen der plasti-
schen Verformung bei der Druckbeanspruchung ebenfalls bei der Zugbeanspruchung, womit die
Formeln in Tabelle 2.3 zulässig sind. Die Ausbildung eines Plateaubereichs wird allerdings nicht
beobachtet. Stattdessen erfolgt zu Beginn der Belastung eine Rotation der Zellkanten und Stre-
ben in Richtung der Lastachse, in dessen Folge die Spannung mit zunehmender Dehnung ansteigt
[33, 65]. Das qualitative Verformungsverhalten unterscheidet sich mit Erreichen der Zugfestigkeit
in Abhängigkeit der Verformungsmechanismen. Im Falle eines biegedominierten Verhaltens wird
ein schneller Spannungsabfall mit hohen Dehnungen bis zum Eintreten des Probenversagens be-
obachtet, was Rehme [65] als duktiles Materialverhalten bezeichnet.
Dehnungsdominierte Strukturen zeigen ein als spröde bezeichnetes, vorzeitiges Probenversagen,
wobei die Spannung insgesamt langsamer mit niedrigeren Dehnungen abfällt. Nach Überschreiten
der Zugfestigkeit berichtet Rehme, unabhängig vom Verformungsmechanismus, von einer Ausbil-
dung kleinerer Spannungsanstiege (von ihm als Verformungsverfestigung bezeichnet). Wie auch
von Gibson und Ashby berichtet, resultiert dies aus einem Übergang von Rotation zu Streckung
von Streben in bestimmten Zellschichten [33, 65]. Weder Rehme [65] noch Gibson und Ashby [33]
gehen auf eine mathematische Beschreibung der Zugfestigkeit von zellularen Materialien ein.
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Schub- und Biegebeanspruchung

Eine Schubbeanspruchung wird von Gibson und Ashby [33] nicht betrachtet. Generell existieren
nur sehr wenige experimentelle grundlegende Untersuchungen hinsichtlich der Schubfestigkeit
von zellularen Strukturen, von denen sich die allermeisten auf Schäume beziehen [65]. Dennoch
konnte für eine auf Schub belastete zellulare Struktur ein Spannungs-Dehnungsverhalten iden-
tifiziert werden, das in etwa dem der Zugbeanspruchung entspricht [69]. Zur Beschreibung der
Schubfestigkeiten wurde das einfache Potenzgesetz, wie von Gibson und Ashby in Gleichung 2.3
verwendet und die Exponenten und Koeffizienten in Abhängigkeit der relativen Dichte sowie
der Zellform bestimmt [70]. Auf eine mathematische Beschreibung der experimentell ermittelten
Schubfestigkeiten in Abhängigkeit der relativen Dichte wird hingegen nicht eingegangen.
Im Gegensatz zur Schubbeanspruchung wird die Biegebeanspruchung an zellularen Strukturen
in der Arbeit von Gibson und Ashby [33] betrachtet. Dies umfasst jedoch die Biegefestigkeit von
Sandwichstrukturen sowie deren optimales Design hinsichtlich der Steifigkeit unter Dreipunktbie-
gung [33]. Bei einer Sandwichstruktur bildet der Kern der Konstruktion eine zellulare Struktur
die von zwei stabilen Deckschichten begrenzt ist. Dieses Design unterscheidet sich jedoch grund-
legend von der in der vorliegenden Arbeit betrachteten Probengeometrie und wird daher nicht
weiter betrachtet.

Aufbauend auf den Gibson und Ashby Vorhersagemodellen entwickelten Liu et al. [71] ein Struk-
turmodell, auf dessen Grundlage die mechanischen Eigenschaften von Gitterstrukturen mit Hilfe
analytischer Modelle, für Beanspruchungen wie z.B. Zug, Biegung, Torsion, Schub und Ermü-
dung, theoretisch beschrieben werden können. Aus den analytischen Modellen lassen sich eine
Reihe mathematischer Beziehungen ableiten, was eine Bewertung der Eigenschaftsbeziehungen
von Gitterstrukturen in Abhängigkeit der Porosität ermöglicht. So entspricht bspw. die Beschrei-
bung der Druckeigenschaften, dem GA-Modell. Die Korrelation zwischen relativer Dichte und
effektiven Eigenschaften nach Gibson-Ashby (Gleichung 2.3) ist daher in der Literatur großflä-
chig akzeptiert und wird standardmäßig verwendet.

2.2.2 Experimentelle Untersuchungen

Experimentelle Untersuchungen an additiv gefertigten Gitterstrukturen zeigen oftmals nicht nur
Abweichungen zum GA-Modell nach Gleichung 2.3, sondern auch Abweichungen zum vorherge-
sagten Verformungsverhalten nach Abbildung 2.3. Es sind vor allem Eigenschaften auf lokaler
Ebene, die das mechanische Verhalten einer additiv gefertigten Struktur maßgeblich beeinflussen
und sich deshalb von den Eigenschaften der im vorangegangen Abschnitt dargestellten, herkömm-
lich hergestellten, zellularen Strukturen, zu denen die Gitterstrukturen zählen, unterscheiden.
Diesbezüglich hat sich die Fertigung und die dadurch resultierenden fertigungsbedingten Imper-
fektionen, neben dem Material, der Einheitszellenform, sowie der relativen Dichte als wesentliche
Einflussfaktoren herausgestellt [12].
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Für eine sichere Anwendung additiv gefertigter Gitterstrukturen, z.B. in der Medizintechnik, ist
eine Kenntnis über deren Struktur-Fertigungs-Eigenschafts-Wechselwirkung von entscheidender
Bedeutung. Trotz intensiver Forschung auf diesem Gebiet [12, 13, 29, 54, 72] ist die Wechsel-
wirkung noch nicht vollständig verstanden, weshalb mechanische Untersuchungen immer noch
zu den aktuellen Forschungsbemühungen in der Fachwelt zählen. Die im Rahmen der bisheri-
gen Arbeiten identifizierten Einflüsse sowie die untersuchten Belastungsarten werden in diesem
Abschnitt vorgestellt. Der Fokus liegt dabei auf den Untersuchungsergebnissen von Gitterstruk-
turen, die mittels EBM-Verfahren aus der Titanlegierung TiAl6V4 hergestellt wurden, da sowohl
dieses Verfahren als auch das Material im Rahmen der vorliegenden Arbeit Anwendung fand.

Einflussfaktoren auf die quasi-statischen Druckeigenschaften

Einen allumfassenden Überblick ermöglicht die jüngste Übersichtsarbeit von Benedetti et al. [12].
Darin vergleichen die Autoren zahlreiche experimentelle Untersuchungen an Gitterstrukturen, die
mit verschiedenen additiven Fertigungsverfahren und Materialien hergestellt wurden. Aus diesem
Grund gibt sie einen umfassenden Überblick der bishierigen Ergebnisse, die auch insbesondere
für EBM-gefertigte TiAl6V4 Gitterstrukturen gelten. Unabhängig von der Wahl der Einheitszelle
und unabhängig von der Wahl des Ausgangsmaterials (z.B. TiAl6V4, 316L oder CoCr) weisen al-
le Gitterstrukturen einen abnehmenden Trend mit sinkender relativer Dichte auf, Abbildung 2.4.
Dies gilt sowohl für die relative Steifgkeit, als auch für die relative Festigkeit, die hier in Form der
Dehngrenze ausgewertet wurde. Auch wenn dieser Trend grundsätzlich der bereits von Gibson
und Ashby entdeckten Abhängigkeit zwischen der relativen Dichte und den effektiven mechani-
schen Eigenschaften entspricht, zeigen alle experimentellen Daten eine bessere Übereinstimmung
mit der Vorhersage für biegedomierte Strukturen, obwohl bei einigen Untersuchungen die Ein-
heitszellengeometrien per Definition eher den dehnungsdominierten Strukturen zuzuordnen sind
[12]. Die Forscher begründeten ihre Entdeckung mit der geometrischen Ungenauigkeit der tat-
sächlich gefertigten Gitterstrukturen, wodurch beispielsweise unerwünschte Biegeeffekte infolge
von Ausrichtungsfehlern der Streben entstehen [12].
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a)

b)

Abbildung 2.4: Quasi-statische Druckeigenschaften für eine Vielzahl von experimentellen Er-
gebnissen aus der Fachliteratur für unterschiedliche Einheitszellengeometrien,
Materialien und additiven Fertigungsverfahren (vor allem PBF-LB/M und
EBM). Darstellung der a) relativen Steifigkeit und b) relativen Dehngrenze in
Abhängigkeit der relativen Dichte sowie Veranschaulichung der Gibson-Ashby
Vorhersagemodelle [12]

Es sind vor allem die Arbeiten der Forschergruppen um Murr [21, 28, 53] und Hrabe [73], die an-
fänglich den Einfluss struktureller Eigenschaften von EBM-gefertigten TiAl6V4 strebenbasierten
Strukturen, wie relative Dichte und Zellform, auf das mechanische Verhalten unter Druckbean-
spruchung untersuchten.
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Auch hierbei wurden bereits Abhängigkeiten ermittelt, die mit dem GA-Modell approximiert
werden konnten. Allerdings ergaben sich Exponenten, die oberhalb der von Gibson und Ashby
vorhergesagten Werte lagen. Li et al. [53] begründeten die identifizierte Diskrepanz mit der Mi-
krostruktur, der Oberflächenrauheit der Streben und der Einheitszellenform an sich. Vor allem
identifizierten sie überlagerte Biege- und Knickkomponenten, die zum Versagen der Gitterstruk-
turen führten, die in dem theoretischen Modell keine Berücksichtigung finden.
In den anschließenden Forschungsbemühungen rückte die Fertigung als möglicher Einflussfaktor
auf das mechanische Verhalten in den Fokus der Untersuchungen. Der Begriff Fertigung bein-
haltet nicht nur das verwendete Fertigungsverfahren (z.B. EBM), sondern auch die verwendeten
Prozessparameter, die Qualität des Ausgangsmaterials, die Probenausrichtung und -orientierung
auf der Bauplatte und die Bauplattenausnutzung. Die bisherigen Untersuchungsergebnisse zei-
gen, dass das Zusammenspiel all dieser Parameter die resultierende Mikrostruktur sowie die
geometrischen Eigenschaften einer additiv gefertigten Struktur beeinflussen, was wiederum zu
unterschiedlichen mechanischen Eigenschaften führt [5, 72, 74–76]. In [77–82] sind z.B. die Ein-
flüsse der prozessbedingten Variablen auf die resultierende Mikrostruktur sowie die mechanischen
Eigenschaften für EBM-gefertigte Strukturen vielfach untersucht und nachgewiesen worden.
Veränderte geometrische Eigenschaften beschreiben Abweichungen zwischen der Geometrie des
CAD-Ausgangsmodells und der tatsächlich gefertigten Struktur und werden als geometrische
Imperfektionen bezeichnet. Neben den Ausrichtungsfehlern von Streben zählen die Poren, d.h.
kleine Hohlräume oder Gaseinschlüsse im Inneren des Vollmaterials, die Oberflächenrauheit und
Stegbreitenabweichungen (siehe Abbildung 2.5) zu den typischen Fertigungsfehlern EBM-gefertig-
ter Gitterstrukturen [76, 83, 84]. Mittelpunkt aktueller Untersuchungen ist die Charakterisierung
der geometrischen Imperfektionen sowie die Identifizierung deren Einflüsse auf das mechanische
Verhalten [5, 12].

a) b)

Abbildung 2.5: Beispielhafte Darstellung geometrischer Imperfektionen an additiv gefertigten
Gitterstrukturen nach [12]: a) Porosität im Vollmaterialbereich der Gitterstre-
ben und b) Stegwelligkeiten und Stegbreitenunterschiede
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Diesbezüglich haben sich bildbasierte Methoden etabliert, mit denen einerseits die Fertigungsge-
nauigkeit und andererseits das lokale Verformungsverhalten sowie die zugrundeliegenden Schä-
digungsmechanismen einer additiv gefertigten Gitterstruktur identifiziert werden können. Bild-
basierte Methoden lassen sich hinsichtlich ihrer unterschiedlichen Anwendungen in Verformungs-
analysen, Fraktographie, sowie morphologische und thermografische Analysen differenzieren. Die
Analysemethoden können dabei in-situ, d.h. während des Versuchs, oder ex-situ, d.h. vor oder
nach dem Versuch angewendet werden.
Die mikro-computerthomographische (mikro-CT) Analyse zählt bspw. zu den morphologischen
Untersuchungsmethoden, die eine Charakterisierung der Fertigungsgenauigkeit einer additiv ge-
fertigten Struktur ermöglicht. Gegenüber den visuellen mikroskopischen und makroskopischen
Analysen, erlaubt die CT-Analyse eine Untersuchung im Inneren der Gitterstruktur. So konnte
die mikro-CT Auswertung in vielen Studien dazu genutzt werden, die geometrischen Abweichun-
gen, wie Stegbreitenunterschiede oder -welligkeiten zu identifizieren, aber auch interne Poren
innerhalb der Stege zu quantifizieren [52, 83, 85, 86]. Darüber hinaus nutzen Zhao et al. [87]
mikro-CT Analysen sowohl ex-situ als auch in-situ, zur Charakterisierung des Schädigungsver-
haltens quasi-statisch und auch zyklisch belasteter Gitterstrukturen. Zudem ermöglichten die
in-situ mikro-CT Scandaten in Kombination mit einem Algorithmus der digitalen Bildkorrelati-
on eine hochauflösende volumetrische Analyse während der quasi-statischen Druckbelastung.
Bei der digitalen Bildkorrelation (engl. digital image correlation, DIC) handelt es sich um eine
optische Verformungsanalyse, die eine berührungslos Dehnungs- und Verschiebungsmessungen
auf der Probenoberfläche ermöglicht. In verschiedenen Studien konnte bereits ein in-situ Ansatz
unter Verwendung der DIC genutzt werden, um das Verformungsverhalten sowie die Schädigungs-
entwicklung von additiv gefertigten Gitterstrukturen zu identifizieren [88–92]. Grundsätzlich er-
möglicht die DIC-Analyse eine Charakterisierung des Verformungsverhaltens, in dem Dehnungen
lokal an den Streben betrachtet werden. In quasi-statischen Druckversuchen konnten so z.B. hoch
beanspruchte Stellen lokalisiert werden, an denen das Versagen am Ende auch eintrat (siehe Ab-
bildung 2.6).

0 0,01 0,02 0,03 0,05 0,060,04

Dehnung, mm/mm

Abbildung 2.6: Charakterisierung des Verformungsverhaltens einer druckbelasteten Gitter-
struktur durch Analyse des Dehnungsfeldes auf der Probenoberfläche mittels
DIC [90]. Hoch beanspruchte Stellen können durch hohe Dehnungen (Hotspots)
identifiziert werden.
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Zudem konnten Brenne et al. [88] zeigen, dass sowohl biegedominierte als auch dehnungsdomi-
nierte Einheitszellen durch eine Überlagerung von Biege- und Druckkräften belastet werden. Mit
dieser Entdeckung begründeten sie, warum höhere Steifigkeiten und Festigkeiten experimentell
erreicht werden, als sie analytisch vorhergesagt werden können. Während die meisten Unter-
suchungen bei quasi-statischer Druckbelastung erfolgten, untersuchten z.B. Brenne et al. [88]
zusätzlich die Zugbelastung. Allerdings konnten zum jetzigen Zeitpunkt keine experimentellen
Untersuchungen in Kombination mit der DIC an additiv gefertigten Gitterstrukturen unter Bie-
ge- oder Torsionsbeanspruchung gefunden werden.

Weitere Belastungsarten

Während das mechanische Verhalten additiv gefertigter Gitterstrukturen für die Belastungsfälle
Druck und Zug umfassend erforscht ist, fehlen nach wie vor systematische Untersuchungen wei-
terer elementarer Belastungsarten, wie Torsion, Schub oder Biegung.
Hinsichtlich der Biegebelastung konnte lediglich eine Studie an EBM-gefertigten TiAl6V4 Git-
terstrukturen gefunden werden. So ermittelten Horn et al. [93] in ihren Vierpunktbiegeversuchen
einen signifikanten Einfluss der relativen Dichte auf die mechanischen Eigenschaften. Sowohl der
Biegemodul als auch die Biegefestigkeit konnten mit der analytischen Gleichung nach Gibson und
Ashby in Abhängigkeit der relativen Dichte approximiert werden. Im Gegensatz dazu ließ sich
kein signifikanter Einfluss der Einheitszellengröße auf die mechanischen Eigenschaften feststellen.
In der Übersichtsarbeit von Riva et al. [14] aus dem Jahr 2021 werden lediglich acht Studien zu
Biegeversuchen an PBF-LB/M-gefertigten Gitterstrukturen vorgestellt. Dies verdeutlicht eben-
falls den bisher geringen Umfang von Biegeexperimenten an additiv gefertigten Gitterstrukturen.
Dabei konzentriert sich die Mehrzahl auf den Dreipunktbiegeversuch, der z.B. in Anlehnung an
die ISO Norm 7438 [94] durchgeführt wird [95] und sich damit von dem in der vorliegenden
Arbeit durchgeführten Vierpunktbiegeversuch unterscheidet.
Das mechanische Verhalten additiv gefertigter Gitterstrukturen wurde hinsichtlich des Belas-
tungsfalls Schub bzw. Torsion ebenso selten wie für die Biegebeanspruchung untersucht. Par-
thasarathy et al. [96] führten zum Beispiel Scherversuche durch, um die Bindung zwischen den
Schichten einer Gitterstruktur zu bewerten. Es wurden Proben mit unterschiedlicher Porosität
untersucht, wobei gezeigt werden konnte, dass der Schubmodul nicht mit der Porosität korre-
liert. Als Grund wurden Fertigungsfehler angenommen. Die Arbeitsgruppe um Monopoli führten
in [97] und [98] Torsionsversuche an zylindrischen EBM-gefertigten TiAl6V4 Proben durch und
ermittelten den Schubmodul sowie die Schubspannung in Abhängigkeit unterschiedlicher Ein-
heitszellengeometrien (strebenbasiert und TPMS-basiert) und unterschiedlicher relativer Dichte.
Sowohl für strebenbasierte- als auch TPMS-basierte Zellen verringerten sich der Schubmodul und
die Schubspannung mit sinkender relativer Dichte [97, 98].
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2.2.3 Numerische Untersuchungen

Heutzutage gehört die Anwendung der numerischen Analyse, mit der Finite-Elemente-Methode
(FEM), zur Lösung naturwissenschaftlicher und technischer Probleme zum Stand der Forschung
[99]. Im Kontext additiv gefertigter Gitterstrukturen lassen sich deren mechanische Eigenschaf-
ten sowie verschiedene Möglichkeiten unterschiedlicher Formen und Größen von Einheitszellen
mit Hilfe der FEM testen. Ein großer Vorteil dieser Methode besteht darin, dass sie den expe-
rimentellen Aufwand, der zur vollständigen Charakterisierung der gedruckten Gitterstrukturen
erforderlich ist, erheblich verringert. Ein weiterer entscheidender Vorteil der FEM ist, dass eine
detaillierte Spannungs-Dehnungs-Verteilung erhalten werden kann, die für die Designoptimierung
von Gitterstrukturen nützlich ist. Außerdem ermöglicht die FEM eine Bewertung der Versagens-
arten von Gitterstrukturen, was für biomedizinische Implantate wichtig ist.
Allerdings sind bei metallischen Gitterstrukturen nicht alle FE-Modelle gleich genau. Zu den zwei
wichtigsten Faktoren, die die Genauigkeit beeinflussen, zählen die Art des verwendeten Elements
und die Genauigkeit der geometrischen Darstellung der Gitterstruktur [13]. So führen Volumen-
elemente zu genaueren Vorhersagen der relativen Beziehungen zwischen der Dichte und den
mechanischen Eigenschaften als Balkenelemente, die auf den Theorien von Euler-Bernoulli oder
Timoshenko basieren [13]. Zusätzlich besitzen Volumenmodelle gegenüber den balkenbasierten
Modellen eine Gültigkeit für Gitterstrukturen mit niedrigen relativen Dichten sowie die Möglich-
keit lokale Spannungen und Dehnungen auszuwerten [12, 100]. Sowohl für Balkenelemente als
auch für Volumenelemente kann in den FE-Modellen entweder die idealisierte Geometrie der Git-
terstrukturen oder die tatsächliche Geometrie, einschließlich der durch den Herstellungsprozess
verursachten Imperfektionen, verwendet werden. Grundlage des idealisierten Modells bildet z.B.
die CAD-Ausgangsgeometrie, wohingegen die tatsächliche Geometrie z.B. durch Segmentierung
von mikro-CT Bilder einer Probe gewonnen werden kann.
Die Verwendung der tatsächlichen Geometrie der Gitterstrukturen führt in der Regel zu ge-
naueren Vorhersagen der Topologie-Eigenschafts-Beziehungen im Vergleich zu den idealisierten
Geometrien. Da die Prozedur der Bildsegmentierung und die anschließende Überführung in ein
FE-Modell allerdings sehr umfangreich ist, wird sie vorrangig nur für eine kleine Anzahl an Ein-
heitszellen mit linear-elastischem Materialverhalten, wie z.B. in [85, 101–105] durchgeführt. Die
Forschergruppen führten im Detail quasi-statische linear-elastische FE-Analysen (FEA) an einer
oder mehreren Einheitszellen durch, mit dem Ziel das Versagensverhalten der Gitterstrukturen
zu bewerten. Dabei konnten sie nachweisen, dass lokale Spannungshotspots an den Stellen auf-
traten, an denen experimentell ebenfalls das Versagen beobachtet wurde. Sercombe et al. [104]
zeigten im Detail, dass ein Versagen an den Stellen auftrat, wo die FEA hohe lokale Zugspannun-
gen aufgrund schlechter Fertigungsqualität voraussagte. Mahmoud et al. [102] und Dallago et
al. [85] untersuchten unabhängig voneinander das quasi-statische Druckverhalten an unterschied-
lichen PB-LB/M-gefertigten Einheitszellen und identifizierten Fertigungsabweichungen, die als
Spannungskonzentrationen wirken, welche wiederum eine Rissbildung begünstigen.
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Neben der Geometrie der Gitterstruktur, sowie des gewählten Elementtyps hängt die Genauig-
keit der FE-Modelle von den dem Modell zugewiesenen Materialeigenschaften ab. Im Falle einer
linear-elastischen FEA bedienen sich viele Gruppen den vom Hersteller zur Verfügung gestell-
ten Materialeigenschaften oder den in der Fachliteratur verfügbaren Daten. Dabei handelt es
sich zwar in den meisten Fällen um denselben Herstellungsprozess, allerdings weisen grundlegen-
de Untersuchungen zu den Materialeigenschaften von EBM TiAl6V4 Proben eine relativ große
Streuung auf (siehe Kapitel 2.1.2).
Neben linear-elastischen Untersuchungen rücken elastisch-plastische Simulationen in Kombina-
tion mit einem lokalen Schädigungsmodell, mit dem Ziel das Versagensverhalten der Gitter-
strukturen zu bewerten, immer mehr in den Fokus der Untersuchungen. Die Beschreibung des
elastisch-plastischen Materialverhaltens kann dabei durch eine Fließkurve oder durch ein Ver-
festigungsgesetz erfolgen. In beiden Fällen liefert die Fachliteratur nur eine begrenzte Auswahl.
Darüber hinaus ist aufgrund der fertigungsbedingten Einflüsse, eine Materialcharakterisierung
an derselben Fertigungsmaschine mit möglichst gleichen Prozessparametern zu bevorzugen, mit
denen die Gitterstrukturen ebenfalls gefertigt und geprüft werden. Dies ist besonders relevant,
wenn die experimentellen Ergebnisse zur Validierung der Simulationen herangezogen werden, wie
es im Rahmen der vorliegenden Arbeit der Fall ist.
Zur Vorhersage des duktilen Schädigungsverhaltens metallischer Bauteile existieren z.B. die Mo-
delle nach Rice und Tracy [106], Johnson-Cook [107], Cockraft und Latham [108] oder Gur-
son, Tvergaard und Needleman [109–111]. Um jedoch das Schädigungsverhalten druckbelasteter,
additiv gefertigter, metallischer Gitterstrukturen abzubilden, wurde bisher lediglich das John-
son-Cook (J-C) Schädigungsmodell angewandt [112–116]. Ein Vergleich der berechneten Span-
nungs-Dehnungskurven mit den experimentellen Kurven, wie es exemplarisch in Abbildung 2.7
dargestellt ist, veranschaulicht die Zuverlässigkeit des J-C Modells bezüglich der Vorhersage der
ersten Spannungsspitze und des Plateaubereichs. Während die erste Spannungsspitze in der Re-
gel gut vorhergesagt werden kann, weichen die Spannungsausschläge im numerisch abgebildeten
Plateaubereich von den experimentellen Daten ab. Darüber hinaus wurde in den meisten Fällen
eine zu hohe Steifigkeit numerisch vorhergesagt. Eine Anpassung des linear-elastischen Bereichs
an die experimentellen Ergebnisse konnte durch Berücksichtigung der fertigungsbedingten Abwei-
chungen z.B. in [114, 117] erreicht werden. Dennoch geht aus dem Vergleich der experimentellen
und numerischen Daten hervor, dass noch keine optimalen J-C Parameter gefunden wurden und
Forschungsbedarf auf diesem Gebiet besteht. So könnte eine Validierung der numerischen Model-
le auf Basis lokaler experimenteller Daten die Abbildung des Schädigungsverhaltens verbessern.
Bisher erfolgte die Validierung der numerischen Modelle auf Grundlage globaler experimenteller
Daten. Eine Validierung des Schädigungsmodells auf Basis lokaler experimenteller Daten konnte
zum jetzigen Zeitpunkt nicht gefunden werden.
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Abbildung 2.7: Numerische Simulation des quasi-statischen Druckversuchs unter Anwendung
des Johnson-Cook Schädigungsmodells nach [112]
a) Vergleich der experimentellen und numerischen Spannungs-Dehnungskurven
b) Verformungsverhalten einer kubischen Gitterstruktur zum Zeitpunkt der
ersten maximalen Spannungsspitze

2.3 Mechanische Eigenschaften von Gitterstrukturen unter zyklischer

Beanspruchung

Eine zeitlich veränderliche (zyklische) Belastung führt zu einem völlig anderen Versagensverhal-
ten von Bauteilen und Strukturen als eine quasi-statische Belastung [118]. Beispielsweise tritt im
Ermüdungsversuch ein Versagen des Materials weit unterhalb der statischen Festigkeitsgrenzen
ein. So liegt für die Titanlegierung TiAl6V4 die Langzeitfestigkeit bei Zug-Druck-Wechselbelas-
tung (siehe Abbildung 2.9) bei ca. 60 % der Zugfestigkeit [119]. Für einen sicheren Einsatz von
Bauteilen und Strukturen in zyklisch beanspruchten Anwendungen, wie es z.B. biomedizinische
Implantate darstellen, ist eine Bewertung und Charakterisierung der Ermüdungsfestigkeit so-
wie des Ermüdungsverhaltens zwingend erforderlich. Während die grundlegenden physikalischen
Mechanismen für das Ermüdungsverhalten von Werkstoffen z.B. in [118, 120, 121] umfassend
beschrieben sind, ist das Ermüdungsverhalten zyklisch belasteter zellularer Strukturen erst we-
nig erforscht. Es waren vor allem die Arbeitsgruppen um Gibson und Ashby, die zunächst das
Ermüdungsverhalten von trabekulärem Knochen [122] sowie die Ermüdungsmechanismen bei
druckbelasteten Aluminiumschäumen [123–125] untersuchten. Die additive Fertigung ermöglicht
heutzutage die Herstellung metallischer Gitterstrukturen, deren Ermüdungsfestigkeit und Ermü-
dungsverhalten bisher nur unzureichend experimentell und numerisch erforscht wurde. In diesem
Kapitel werden daher zunächst die im Rahmen der vorliegenden Arbeiten relevanten Grundla-
gen einer Ermüdungsuntersuchung vorgestellt. Anschließend folgt eine Übersicht der bisherigen
experimentellen und numerischen Ergebnisse zum Ermüdungsverhalten von additiv gefertigten
Gitterstrukturen.
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2.3.1 Grundlegendes

Die Ermüdungsfestigkeit kann als Oberbegriff zur Schwingfestigkeit und Betriebsfestigkeit ver-
wendet werden. Während die Schwingfestigkeit die Ermüdungsfestigkeit bei periodisch wiederhol-
ten Belastungen bezeichnet, umfasst die Betriebsfestigkeit die Ermüdungsfestigkeit bei zufallsar-
tig oder auch aperiodisch deterministischen Lastablauf [126].

Kenngrößen eines Schwingspiels

Wird ein Bauteil oder eine Struktur durch eine Kraft F (t) zyklisch belastet, ergibt sich eine zeit-
lich veränderliche Spannung σ(t) bzw. Schwingspiel, Abbildung 2.8. Ein Schwingspiel bzw. ein
Lastzyklus ist gekennzeichnet durch eine Oberspannung, σo bzw. σmax, eine Unterspannung σu
bzw. σmin, eine Mittelspannung σm und eine Ausschlagsspannung σa. Die Kenngrößen sind in Ab-
bildung 2.8 anhand von Kerbspannungen σ definiert, gelten aber analog auch für Schubspannun-
gen, Nennspannungen, Dehnungen oder äußere Belastungen [127]. Für die Ermüdungsbewertung
ist insbesondere der Spannungsausschlag bzw. die Spannungsamplitude σa, die Mittelspannung
σm und das R-Verhältnis von Bedeutung. Die Spannungsamplitude wird durch

σa =
σo − σu

2
=

∆σ

2
. (2.4)

und die Mittelspannung durch

σm =
σo + σu

2
(2.5)

beschrieben, wobei sich die Schwingbreite ∆σ aus der Differenz der Extrema σo − σu ergibt.
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Abbildung 2.8: Kenngrößen eines Schwingspiels nach [127]
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Die absolute Lage des Schwingspiels wird durch das Spannungsverhältnis R charakterisiert:

R =
σu
σo

=
σmin

σmax
(2.6)

In Abbildung 2.9 sind verschiedene Spannungsverhältnisse dargestellt. So beschreibt das Span-
nungsverhältnis R = −1 eine wechselnde Beanspruchung mit σm = 0. R = 0 beschreibt eine
(zug-)schwellende Beanspruchung mit σm = σa, wohingegenR = ±∞ für eine (druck-)schwellende
Beanspruchung mit σm = −σa steht. R = +1 bezeichnet eine ruhende (statische) Beanspruchung
mit σa = 0. Während im Bereich −∞ ≤ R < 1 die Mittelspannung mit dem Spannungsverhält-
nis ansteigt, steht R = +1 rein formal für eine konstante positive oder negative Spannung.
Für Schwingspiele, deren Ober- und Unterspannungen im reinen Druckbereich liegen und die
z.B. bei Stützen von Maschinenfundamenten auftreten, ergeben sich Spannungsverhältnisse von
R > +1.
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Abbildung 2.9: Beispiele unendlicher Spannungsverhältnisse nach [127]

Wöhlerlinie

Die Basis für die Beschreibung der Ermüdungsfestigkeit schwingend bzw. zyklisch beanspruchter
Bauteile bildet die Wöhlerlinie (engl. S-N-curve). In dem auf Wöhler [128, 129] zurückgehenden
und benannten Schwingversuch werden Proben oder Bauteile einer periodisch wiederholten, meist
annähernd sinusförmigen Lastamplitude konstanter Größe bei gleichbleibender ruhender Mittel-
last unterworfen [126]. Die Wöhlerlinie beschreibt den Zusammenhang zwischen aufgebrachter
konstanter Lastamplitude und ertragbarer Schwingspielzahl bzw. Lastwechselzahl (Lw) bis zum
vollständigen Bruch der Proben. Ihre Ermittlung erfolgt experimentell im Ermüdungsversuch,
indem Bauteile bzw. Proben mit konstanter Amplitude bis zum Versagen oder einer vorher fest-
gelegten Grenzlastzyklenzahl beansprucht werden. Abbildung 2.10 zeigt schematisch eine Wöh-
lerlinie, die in drei Bereiche Kurzzeitfestigkeit, Zeitfestigkeit und Dauer- bzw. Langzeitfestigkeit
unterteilt ist. Die Kurzzeitfestigkeit beschreibt einen Bereich, der bis zu Lastzyklenzahlen von
ca. N = 103...104 reicht und in dem die statische Festigkeit ausschlaggebend ist. Die maximale
Amplitude, die bei Zugbeanspruchung direkt zum Bruch führt, ist bestimmt durch σo = Rm.
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Im Bereich der Zeitfestigkeit nimmt die ertragbare Lastzyklenzahl mit fallender Spannungsam-
plitude deutlich zu. Dieser Zusammenhang kann nach Basquin [130] durch eine Potenzfunktion
beschrieben werden:

N = a · (σa)−k (2.7)

Es ist zu beachten, dass Wöhlerlinien mathematisch üblicherweise als Funktion N = f(σa) be-
schrieben werden, die grafische Darstellung im Gegensatz dazu aber mit den Lastzyklen auf der
horizontalen und den Spannungsamplituden auf der vertikalen Achse erfolgt [127].
Die Konstante C in der Wöhlerliniengleichung 2.7 besitzt keine physikalische Bedeutung. Daher
wird die Gleichung häufig, wie in [127] beschrieben, als Punktrichtungsgleichung durch den Ab-
knickpunkt (σD;ND) formuliert

σa = σD · (
N

ND
)
−

1

k (2.8)

bzw. umgestellt nach N :

N = ND · (
σa
σD

)−k (2.9)

wobei k die Neigung der Zeitfestigkeitslinie ist. ND wird als Eckschwingspielzahl bezeichnet,
die den Zeitfestigkeitsbereich vom Bereich der Dauer- bzw. Langzeitfestigkeit abgrenzt. Die Eck-
schwingspielzahl wird durch den Werkstoff, die Beanspruchungsart, die Geometrie, die Tempera-
tur oder das Fügeverfahren beeinflusst [131]. Klassische Definitionen für Grenzschwingspielzahlen
sind ND ≈ 2 · 106...107 Lastwechsel [127, 131].

Abbildung 2.10: Einteilung der Wöhlerlinie nach [127]
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2.3.2 Experimentelle Untersuchungen

Das Ermüdungsverhalten metallischer Gitterstrukturen ist bisher nur unzureichend experimen-
tell erforscht worden. Dies liegt zum einen an der Herstellbarkeit dieser Strukturen, die erst
durch die Entwicklung der additiven Fertigung Anfang der 2000er Jahre ermöglicht wurde. Zum
anderen existieren keinerlei Normen oder Vorschriften, die das experimentelle Vorgehen beschrei-
ben. Letzteres ist auch der Hauptgrund, weshalb vorrangig die relativ einfach umsetzbare, axiale
Druckbelastung Gegenstand bisheriger Untersuchungen ist. Die Übersichtsarbeiten von Ren et
al. [132] und Benedetti et al. [12] beinhalten den aktuellen Forschungsstand über das Ermü-
dungsverhalten additiv gefertigter metallischer Gitterstrukturen. Im Folgenden werden die für
die vorliegende Arbeit relevanten Ergebnisse, überwiegend aus den Übersichtsarbeiten sowie den
darin referenzierten Publikationen vorgestellt.

Ermüdungsverhalten einer druckbelasteten Gitterstruktur

Eine zyklisch auf Druck belastete Gitterstruktur beschreibt einen langsam voranschreitenden
Schädigungsprozess, der sich zunächst lokal auf das Material sowie die Gitterstreben und an-
schließend global auf die gesamte Gitterstruktur auswirkt. Zur Beurteilung des Ermüdungsver-
haltens einer zyklisch unter axialem Druck belasteten Gitterstruktur wird vorrangig die globale
Dehnungsänderung ausgewertet, die typischerweise drei Bereiche zeigt, Abbildung 2.11. Im ersten
Bereich, Stage I, steigt die Dehnung zunächst kurz an, bevor sie nahezu konstant bleibt, wobei
dieser Bereich auf wenige Zyklen während des Versuchbeginns begrenzt ist. Im Bereich zwei,
Stage II, steigen die Dehnungen weiter kontinuierlich an, wobei nur geringe Änderungen stattfin-
den. Der Bereich drei, Stage III, ist charakterisiert durch einen rapiden Anstieg der Dehnungen,
gefolgt vom Versagen der Struktur. Neben dem Dehnungsverlauf ermöglicht eine Auswertung
der Steifigkeitsreduktion Rückschlüsse auf die Schädigungsentwicklung einer zyklisch belasteten
Gitterstruktur [133]. Denn sowohl die Dehnungsänderungen als auch die Steifigkeitsreduktion
liegen in dem Wachstum von Ermüdungsrissen begründet.
Das Wachstum von Ermüdungsrissen kann bei metallischen Werkstoffen grob in drei Phasen
eingeteilt werden: die Rissentstehung, den stabilen Rissfortschritt und den Restbruch [134]. Im
Kontext additiv gefertigter Gitterstrukturen lassen sich die drei Phasen anhand des Dehnungsver-
laufs ableiten, Abbildung 2.11. Generell wird die Rissentstehung und der stabile Rissfortschritt
(Risswachstum) an den Streben dem Bereich zwei zugeordnet. Zu diesem Zeitpunkt wird das
Ermüdungsverhalten durch die Kombination von plastischer Dehnungsakkumulation und Ermü-
dungsrissausbreitung beeinflusst. Der dritte Bereich ist die Phase des Rissfortschritts, in dem
die Ausbreitungsrate der Risse drastisch steigt, die Ermüdungsrisse zusammenwachsen und der
Restbruch an den Streben eintritt. Das Versagen einzelner Streben führt zu irreversiblen Defor-
mationen der gesamten Gitterstruktur bis hin zu deren kompletten Versagen. [12]
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Abbildung 2.11: Typischer dreistufiger Dehnungsverlauf einer druckbelasteten Gitterstruktur
mit Darstellung der unterschiedlichen Lebensdauerphasen [12]

Einflussfaktoren auf die Ermüdungsfestigkeit einer druckbelasteten Gitterstruktur

Die Ergebnisse der zyklischen Druckversuche an einer additiv gefertigten Gitterstruktur werden
in der Regel in einem absoluten, |σa|, oder normierten, |σmin|/σ0,2, Wöhlerdiagramm dargestellt,
Abbildung 2.12. Für die Darstellung der Versuchsergebnisse in einem Wöhlerdiagramm muss die
Versagensschwingspielzahl, Nf , zuvor ermittelt werden. Eine genaue Definition bzw. Vorschrift
zur Ermittlung der Versagensschwingspielzahl hat sich bisher jedoch nicht etabliert. Boniotti et
al. beschreiben z.B. in [135] eine experimentelle Methode, wie anhand des Dehnungsverlaufs zu-
nächst die Rissinitiierung, Ni, und anschließend die Versagensschwingspielzahl ermittelt werden
kann, siehe Abbildung 2.11. Für eine genaue Beschreibung dieser Vorgehensweise sei an dieser
Stelle auf die Veröffentlichung verwiesen [135]. In weiteren Untersuchungen wird ein Versagen
z.B. bei einer Steifigkeitreduktion von 10 % [136], 90 % [137] oder zum Zeitpunkt, bei dem es zu
einem rapiden Anstieg der Dehnungsänderung kommt [52, 133, 138], angenommen.
Typischerweise werden die Versuchsergebnisse einer Ermüdungsuntersuchung an additiv gefertig-
ten Gitterstrukturen durch eine Wöhlerlinie beschrieben. Dabei hat sich die Beschreibung der
Zeitfestigkeitsgeraden in Anlehnung an die Basquin Gleichung [130] mit Gleichung 2.10 etabliert
[135–137]. Abweichend zu der analytischen Gleichung in Gleichung 2.7 wird bei Gitterstrukturen
die normierte Belastung, |σmin|/σ0,2, üblicherweise mit dem Potenzgesetz:

|σmin|/σ0,2 = a ·Nk (2.10)

in Abhängigkeit des Basquin-Koeffizienten und Exponenten, a und k, sowie der Lastwechselzahl,
N , beschrieben.
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Abbildung 2.12: Exemplarische Darstellung von Ermüdungsergebnissen druckbelasteter
PB-LB/M TiAl6V4 Gitterstrukturen bestehend aus Dodecahedron Eiheitszel-
len mit Stegbreiten in einem Bereich von 120 µm bis 230 µm und Porengrößen
von 450 µm bis 500 µm nach [137] in einem a) absoluten und b) normierten
Wöhlerdiagramm

Gegenstand der Ermüdungsuntersuchungen ist oftmals die Ermittlung der Ermüdungsfestigkeit
sowie die Identifizierung von Einflussgrößen auf diese [12]. In Untersuchungen an additiv ge-
fertigten Gitterstrukturen im biomedizinischen Kontext beschreibt die Ermüdungsfestigkeit die
maximale globale Spannung, bei der die Struktur 106 Lw erträgt [92].
Bisher untersuchte Einflussgrößen auf die Ermüdungsfestigkeit sind z.B. die relative Dichte, die
Einheitszellengeometrie oder des Ausgangsmaterials. Die Arbeitsgruppe um Zadpoor waren die
ersten, die eine Abhängigkeit der Ermüdungsfestigkeit bei zyklisch druckbelasteten Gitterstruk-
turen von der Einheitszellengeometrie und der relativen Dichte entdeckten [139]. Weiterhin ver-
muteten die Autoren, dass die Abhängigkeit von der relativen Dichte durch Normierung auf die
quasi-statischen Kennwerte, z.B. die Dehngrenze, eliminiert werden könnte. Diese Vorgehenswei-
se soll eine Darstellung der normierten Ermüdungsfestigkeit in alleiniger Abhängigkeit von der
Einheitszellengeometrie ermöglichen. Dieser Ansatz wurde ebenfalls in [12] übernommen und ist
in Abbildung 2.13 gezeigt.
Jedoch zeigen die Ergebnisse, dass die Daten nicht, wie vermutet, exakt in eine Kurve zusammen-
fallen. Darüberhinaus ist ein abnehmender Trend mit sinkender relativer Dichte, trotz Normie-
rung auf die quasi-statische Dehngrenze, ersichtlich. Aus diesem Grund werden in [12] weitere
Einflüsse neben der Einheitszellengeometrie vermutet. Einerseits wird die Verwendung der qua-
si-statischen Dehngrenze als Normierungsgröße in Frage gestellt und andererseits die Relevanz
der geometrischen Imperfektionen als Einflussgröße auf das Ermüdungsverhalten aufgeworfen.
Insbesondere wird dem Einfluss der fertigungsbedingten geometrischen Imperfektionen, eben-
so wie bei den quasi-statischen Untersuchungen, auch bei den zyklischen Untersuchungen eine
ganz entscheidende Rolle bescheinigt, deren Relevanz zum jetzigen Zeitpunkt nur unzureichend
verstanden ist.
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Abbildung 2.13: Übersicht der normierten Ermüdungsfestigkeit für additiv gefertigte Gitter-
strukturen mit unterschiedlichen Einheitszellengeometrien und Ausgangsma-
terialien in Abhängigkeit von der relativen Dichte, sowie der Porosität. σe,max

ist die Ermüdungsfestigkeit, d.h. die maximale globale Druckspannung bei der
106 Lastwechsel ertragen werden. Die Normierung erfolgte auf der im quasi-
statischen Druckversuch ermittelten Dehngrenze σy. [12]

Des Weiteren betonen die Autoren in [12], dass es sich bei der Ermüdung additiv gefertigter Git-
terstrukturen um lokale Phänomene handelt, die sich von der globalen mechanischen Reaktion
der gesamten Gitterstruktur unterscheidet. Dies hebt erneut die Notwendigkeit zur Identifikation
der nicht vermeidbaren lokalen Defekte in zukünftigen Forschungsarbeiten hervor. Möglichkeiten
stellen diesbezüglich die Anwendung der DIC, mikro-CT Scans sowie eine Temperaturfeldmes-
sung [140] dar.

Weitere Belastungsarten

Im Gegensatz zur Druckbeanspruchung ist das Ermüdungsverhalten additiv gefertigter TiAl6V4
Gitterstrukturen unter Torsions- oder Biegebeanspruchung nicht bekannt. Zum jetzigen Zeit-
punkt konnte lediglich eine experimentelle Untersuchung im zyklischen Biegeversuch [141] und
keine Untersuchung im zyklischen Torsionsversuch gefunden werden, was den Forschungsbedarf
auf diesem Gebiet verdeutlicht. Die Untersuchung unter Biegelast erfolgte dabei an einer Sand-
wichstruktur, die sich in ihrer Form maßgeblich von den in der vorliegenden Arbeit untersuchten
Strukturen unterscheidet. Auch wenn das Versagensverhalten der Gitterstruktur dabei analysiert
wurde, lag der Einfluss struktureller Eigenschaften darüber hinaus nicht im Fokus der Untersu-
chungen.
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2.3.3 Konzepte und numerische Analysen

Zur Beurteilung der Ermüdungsfestigkeit von Bauteilen und Konstruktionen stehen die Nenn-
spannungskonzepte, die örtliche Konzepte und bruchmechanische Konzepte zur Verfügung. Die
Konzepte sind in Fachbüchern, z.B. in [126, 127, 131, 142] umfassend für Bauteile und metallische
Konstruktionen beschrieben. Beim Nennspannungskonzept wird von einer globalen Betrachtung
der Belastungen und Beanspruchungen im Nennquerschnitt ausgegangen. Die Beschreibung der
Bauteil- oder Strukturbeanspruchung erfolgt demnach durch Nennspannungen, die ermittelt wer-
den, indem äußere Lasten auf eine Nettoquerschnittsfläche bezogen werden. Dieses Konzept wird
gemäß der FKM-Richtlinie Rechnerischer Festigkeitsnachweis für Maschinenbauteile für Bautei-
le mit einer einfachen Regelgeometrie empfohlen, bei denen der Nennquerschnitt eindeutig defi-
niert ist. Nach Sander wird beim örtlichen Konzept das elastisch-plastische Werkstoffverhalten
an der kritischen Stelle eines Bauteils zur Vorhersage der Lebensdauer bis zum Erreichen ei-
nes technischen Anrisses verwendet. Da Kerben vorwiegend die kritischen Stellen eines Bauteils
beschreiben, wird dieses Konzept vielfach auch als Kerbgrundbeanspruchungskonzept bezeich-
net. Das Konzept basiert auf der Idee, dass das Spannungs-Dehnungs-Verhalten im Kerbgrund
vergleichbar ist zu dem einer ungekerbten Probe. Dabei bleiben jedoch sehr häufig charakteris-
tische Eigenschaften einer Kerbe, wie beispielsweise der Spannungsgradient, die Mehrachsigkeit
oder der Größeneinfluss unbeachtet. Im Gegensatz zum Nennspannungs- und Kerbgrundbean-
spruchungskonzept gehen die bruchmechanischen Konzepte von kleinen Fehlstellen oder Rissen
innerhalb der Bauteile und Strukturen aus. Da so bereits ein Anriss vorliegt, interessiert nur noch
ein Rissfortschritt sowie eine Aussage über die Restlebensdauer. Mit den Gesetzmäßigkeiten des
Makrorisswachstums kann die Restlebensdauer dann beschrieben werden. [131]

Konzepte zur Lebensdauervorhersage additiv gefertigter Gitterstrukturen

Nach Ren et al. [132] und Benedetti et al. [12] kann die Lebensdauer einer zyklisch belaste-
ten Gitterstruktur sowohl mit der globalen als auch lokalen Lebensdauervorhersage abgeschätzt
werden. Bei der globalen Lebensdauervorhersage beruht die Ermüdungslebensdauer auf den Ma-
terialeigenschaften des Ausgangsmaterials sowie der im Versuch global aufgebrachten Spannung
[125, 133]. Die Grundlage dieser Vorgehensweise bildet das Nennspannungskonzept. Aufgrund
des lokalen Charakters des Ermüdungsversagens, vor allem bei geometrisch komplexen Bautei-
len, wie den Gitterstrukturen, stellt die lokale Lebensdauervorhersage jedoch ein geeigneteres
Konzept dar. Der Gesamtansatz der lokalen Lebensdauervorhersage, auch örtliches Konzept oder
Strain-life Konzept, geht ebenfalls davon aus, dass die Ermüdungslebensdauer einer Gitterstruk-
tur auf Grundlage der mechanischen Eigenschaften des Ausgangsmaterials vorhergesagt werden
kann. Die Idee besteht vielmehr darin, die Anrisslebensdauer ausgehend von der elastisch-plasti-
schen örtlichen Beanspruchung der kritischen Stelle im Vergleich zur Dehnungswöhlerlinie unter
Verwendung einer Schadensakkumulationshypothese zu bestimmen [131]. Hinsichtlich der Git-
terstrukturen beschreiben die kritischen Stellen beispielsweise die Kerbspannungen lokal an den
Gitterstreben, den internen Lunkern oder den Gaseinschlüssen.
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Typischerweise werden die Spannungs- und Dehnungsverteilungen im Bauteil mit einer linear-
elastischen FEA ermittelt. Unter Anwendung des Neuber Ansatzes [143] oder der äquivalenten
Verzerrungsenergiedichte nach Molski [144] und Glinka [145] können die elastisch-plastischen
Kerbspannungen und Dehnungen analytisch berechnet werden. Die anschließende Lebensdau-
ervorhersage erfolgt mit einer experimentell bestimmten zyklischen Spannungs-Dehnungskurve
sowie einer Dehnungswöhlerlinie in Kombination mit entsprechenden Schädigungsparametern.
Die Verwendung von Schädigungsparametern ermöglicht eine Berücksichtigung des Mittelspan-
nungseinflusses. Der bekannteste Schädigungsparamter ist der nach Smith, Watson und Topper
[146]:

PSWT =
√
σmax · εa,t · E =

√
(σa + σm) · εa,t · E (2.11)

wobei εa,t der totalen Dehnungsamplitude und E dem Elastizitätsmodul entspricht.

Numerische Lebensdauervorhersage

Für die numerische Simulation des Ermüdungsverhaltens von Gitterstrukturen wurden bisher
vorrangig Balkenmodelle angewendet. Zargarian et al. [147, 148] nutzten in ihren Studien z.B.
zufällig verteilte Werte für den Querschnitt der Balkenelemente und verschoben die Abschnitte
eines jeden Elements, wodurch Fertigungsfehler, wie Stegbreitenunterschiede und -welligkeiten
berücksichtigt wurden. Ihre Ermüdungssimulation basiert auf den experimentellen Wöhlerkur-
ven der Gitterstreben sowie der Miner Regel [149], wobei die Schadensakkumulation früherer
Versagensereignisse berücksichtigt wurde. Vor allem konnte gezeigt werden, dass die Beziehung
zwischen der Versagensschwingspielzahl und der Ermüdungsfestigkeit (Wöhlerkurven) durch ein
Potenzgesetz beschreibbar ist. Des Weiteren konnte nachgeweisen werden, dass die Ermüdungs-
festigkeit deutlich durch Fertigungsfehler, wie der Stegbreitenabweichung, beeinflusst wird [147].
Hedayati et al. [150] verwendeten Spannungskonzentrationsfaktoren, um Kerbwirkungen, z.B.
infolge der Oberflächenrauheit, zu erfassen. Die aufgrund der zyklischen Belastung fortschrei-
tende Schädigung in der Gitterstruktur wurde ebenfalls auf Grundlage von Wöhlerkurven, die
zur Beschreibung des Ermüdungsverhaltens des Ausgangsmaterials dienen, und der Miner Regel
berechnet. Das Berechnungsmodell wurde zur Vorhersage der Wöhlerkurve der Gitterstrukturen
angewandt und führte für niedrige Spannungsniveaus zu akzeptablen Ergebnissen. Im Gegensatz
dazu wurden für größere Spannungen unrealistisch kurze Lebensdauern vorhergesagt.
Zum Nachweis der Langzeitfestigkeit von zellularen Strukturen führten Lipinski et al. [151] eine
elastische 3D-FE-Analyse im Zeitfestigkeitsbereich durch. Die Analyse der Ermüdungslebens-
dauer basierte auf der Amplitude und dem Mittelwert der lokalen maximalen Hauptspannungen.
Der Einfluss der geometrischen Spannungskonzentrationen wurde durch eine Kerbwirkungszahl
berücksichtigt, die anhand einer analytischen Gleichung als Funktion des Spannungsgradienten
bestimmt wurde. Bei Vorhandensein relevanter plastischer Verformungen versagt das vorgestell-
te Konzept jedoch. Weiterhin betonen die Autoren, dass die Anwendung des klassischen Neu-
ber -Ansatzes unzureichend für additiv gefertigte raue Proben sei.
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Diesbezüglich könnte die Verwendung des Kerbgrundbeanspruchungskonzeptes einen vielverspre-
chenderen Ansatz darstellen, der im Rahmen additiv gefertigter Gitterstrukturen noch nicht un-
tersucht wurde. Lediglich Peng et al. zeigten in ihrer Arbeit [152] die Anwendbarkeit der örtlichen
Lebensdauervorhersage mit einem FE-Tool. So führten sie eine parametrische Lebensdauerana-
lyse für verschiedene Einheitszellengeometrien von Gitterstrukturen unter Anwendung des örtli-
chen Konzeptes durch. Sie nutzten dafür das Tool Fe-Safe von dem FE-Programm Abaqus und
ermittelten unter Anwendung der Brown-Miller -Theorie [153] Wöhlerkurven für die untersuchten
Strukturen. Allerdings erfolgte kein Vergleich der numerischen Ergebnisse mit experimentellen
Daten.

2.4 Zusammenfassung und Forschungsbedarf

Die wichtigsten Eigenschaften beim Design poröser lasttragender Knochenimplantate umfassen
somit die sorgfältige Auswahl der relativen Dichte, der Porengröße und der Poren-Interkonnekti-
vität, d.h. die Wahl der Einheitszellenform, um eine ausreichende mechanische Zuverlässigkeit zu
erreichen. Diese Strukturmerkmale beeinflussen zum einen die statischen und zum anderen die
Ermüdungseigenschaften der metallischen Implantate. Ein weiterer Einflussfaktor auf die mecha-
nischen Eigenschaften stellt deren Fertigung dar. Um ein besseres Verständnis der Struktur-Fer-
tigungs-Eigenschafts-Beziehungen zu erlangen, wird in Fachliteratur intensiv an den Gitterstruk-
turen sowohl experimentell, analytisch als auch numerisch, z.B. in [12, 13, 29, 54, 72] geforscht.
Trotz intensiven Forschungsbemühungen sind die mechanischen Eigenschaften additiv gefertigter
Gitterstrukturen nicht vollständig verstanden. Einerseits fehlen systematische Untersuchungen
hinsichtlich der elementaren Belastungsarten, wie Biegung und Torsion, und andererseits ist der
Einfluss lokaler Phänomene auf das globale mechanische Verhalten unzureichend erforscht.
Um diese Lücke zu schließen, erfolgten im Rahmen der vorliegenden Arbeit umfangreiche experi-
mentelle und numerische Untersuchungen zum Grenztrag- und Ermüdungsverhalten mittels EBM
gefertigter TiAl6V4 Gitterstrukturen. Insbesondere die Charakterisierung des mechanischen Ver-
haltens unter Biege- und Torsionslast sowie die Charakterisierung verschiedener Einflüsse auf
diese stellt einen Neuwert dar. Zur Identifikation des lokalen Schädigungsverhaltens sollen neben
der digitalen Bildkorrelation erstmals die Temperaturfeldmessung sowie die Gleichstrompoten-
tialmethode angewandt werden. Während das numerische Schädigungsverhaltens bisher nur hin-
sichtlich des Belastungsfalls Druck erforscht wurde, wird ein Schädigungsmodell untersucht, mit
dem zusätzlich das Verformungsverhalten unter Biege- und Torsionslast numerisch abgebildet
werden kann. Zu diesem Zweck erfolgte erstmals eine Kalibrierung des lokalen Schädigungsmo-
dells mit den lokalen experimentellen Ergebnissen der digitalen Bildkorrelation. Ebenso stellt die
durchgeführte numerische Lebensdaueranalyse auf Grundlage des Kerbgrundbeanspruchungskon-
zeptes im Rahmen von 3D Finite-Elemente-Analysen einen Neuwert dar.
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3 Experimentelle Untersuchungen des

Grundwerkstoffs

Das Ziel der experimentellen Untersuchungen am Grundwerkstoff ist die mechanische Charakteri-
sierung des additiv gefertigten Ausgangsmaterials, aus dem auch die Gitterstrukturen hergestellt
wurden. Hierzu zählen die quasi-statischen sowie zyklischen Werkstoffeigenschaften, die in ein-
achsigen Zugversuchen, zyklischen Stufenversuchen und Schwingfestigkeitsversuchen an additiv
gefertigten Rundproben ermittelt wurden. Die Probengeometrien und -fertigungen sowie die Ver-
suchsdurchführungen und -auswertungen werden in diesem Kapitel dargestellt.

3.1 Probengeometrie und -herstellung

Für die experimentelle Untersuchung des Grundwerkstoffs, war es aufgrund der unterschiedli-
chen Beanspruchungen, quasi-statisch und zyklisch, erforderlich, zwei unterschiedliche Rundpro-
bengeometrien additiv zu fertigen. Zur Ermittlung der quasi-statischen Werkstoffeigenschaften
erfolgten monotone Zugversuche, für deren Versuchsdurchführung Zugproben der Form A nach
DIN 50125:2009-07 [154] eingesetzt werden konnten, Abbildung 3.1b. Zur Charakterisierung des
Ermüdungsverhaltens wurden dehnungsgeregelte Versuche durchgeführt, weshalb die Probenform
in Anlehnung an die Empfehlung einer Rundprobe nach der ASTM Norm E606 [155] Anwendung
fand, Abbildung 3.1d. Damit die Materialeigenschaften des Grundwerkstoffs ohne Einfluss der
Oberflächenrauheit untersucht werden konnten, wurden zunächst Vollzylinder gefertigt (siehe
Abbildung 3.1a,c), die anschließend durch maschinelle Bearbeitung in die Form der Rundproben
abgedreht wurden. Aus diesem Grund erfolgte die Dimensionierung der Zylinder mit einem Auf-
maß.
Die Probenfertigung erfolgte am Lehrstuhl für Mikrofluidik der Universität Rostock an einer
Arcam Model A1 Anlage der Firma Arcam AB (Göteborg, Schweden) über das Elektronen-
strahlschmelzverfahren (EBM). Das Ausgangsmaterial war bei allen Proben das Pulver aus der
Titanlegierung TiAl6V4 ELI (Grade 23 ) mit einer mittleren Teilchengröße von 70 µm, welches
aus dem laufenden Prozess verwendet wurde. Die chemische Zusammensetzung des verwendeten
Pulvers ist entsprechend der Herstellerangaben in Tabelle 2.1 zusammengefasst. Die additive
Fertigung der Proben erfolgte mit den in Tabelle 3.1 gelisteten Prozessparametern mit einer
Schichtdicke von 50 µm.
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Abbildung 3.1: Probengeometrien für die experimentellen Untersuchungen am Grundwerkstoff
a) Ausgangsgeometrie, b) Endgeometrie für Zugversuche
c) Ausgangsgeometrie, d) Endgeometrie für zyklische Versuche
angegeben in mm.

Tabelle 3.1: Wichtige Prozessparameter für die additive Fertigung der Strukturen mittels EBM

Prozessparameter Hatch Außenkontur Innenkontur

Stromstärke 21 mA 4 mA 10 mA

Ablenkgeschwindigkeit 4530 mm/s 340 mm/s 800 mm/s

Abstand 0,1 mm 0,29 mm 0,25 mm

Um den Einfluss der Aufbaurichtung auf die Werkstoffeigenschaften zu untersuchen, wurden die
Proben in einer vertikalen, diagonalen sowie horizontalen Orientierung gefertigt. Bei der vertika-
len Aufbaurichtung erfolgt die Fertigung und damit der Auftrag der Schichtebenen entlang der
Probenlängsachse, Abbildung 3.2a. Dagegen ist bei der horizontalen Aufbaurichtung die Probe
um 90 Grad gedreht, wodurch der Auftrag der Schichtebenen senkrecht zur Probenlängsachse
verläuft, Abbildung 3.2c. Bei der diagonalen Aufbaurichtung befindet sich die Probe in einem
Winkel von 45 Grad zur Bauplatte, Abbildung 3.2b. Die Belastung erfolgte im Versuch an allen
Proben unabhängig von der Aufbaurichtung entlang deren Probenlängsachse.
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Abbildung 3.2: Aufbaurichtung der Vollproben, bei denen die horizontalen Linien in den Pro-
ben die Schichtebenen des Druckprozesses andeuten:
a) vertikal, b) diagonal, c) horizontal gebaute Proben

3.2 Mechanische Eigenschaften des Grundwerkstoffs

Das Versuchsprogramm ist für die EBM gefertigten TiAl6V4 Rundproben in Tabelle 3.2 zusam-
mengefasst.

Tabelle 3.2: Versuchsprogramm an den EBM TiAl6V4 Rundproben unter Angabe der Proben-
anzahl sowie die untersuchten Dehnungsamplituden bei den zyklischen Versuchen.

Bau- Zug- Mehrstufen- inkrementelle Dehnungswöhler-
richtung versuche versuche Stufenversuche versuche

Anzahl Anzahl Dehnungs- Anzahl Dehnungs- Anzahl Dehnungs-
amplituden amplituden amplituden

vertikal 8 4 0,2 - 1,2 % 1 0,1 - 1,2 % 14 0,3 - 1 %

diagonal 3 / / / / / /
horizontal 3 2 0,2 - 1,2 % 1 0,1 - 1,2 % 6 0,4 - 1 %
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3.2.1 Ermittlung der quasi-statischen Werkstoffeigenschaften

Die einachsigen Zugversuche erfolgten an der servohydraulischen 100 kN Instron 8801 Prüfmaschi-
ne in Anlehnung an die ISO Norm 6892-1 [156] mit einer konstanten Dehnrate von 2,5 · 10−4 s−1

bezogen auf die Anfangsmesslänge der Rundproben bis zu deren Probenversagen. Die Proben-
längenänderung wurde unter Anwendung eines Extensometers mit einer Prüflänge von 39,4 mm

gemessen. Die Auswertung der Zugversuche erfolgte nach ISO Norm 6892-1 aus den im Zug-
versuch aufgenommenen Kräften, Verschiebungen und Dehnungen. Neben der Ermittlung der
technischen Spannungen und Dehnungen wurden der Elastizitätsmodul, die Zugfestigkeit, die
Fließspannung und die Bruchdehnung bestimmt.
Die aus den Experimenten resultierenden Spannungs-Dehnungskurven sind als Mittelwertkur-
ven in Abhängigkeit der untersuchten Aufbaurichtung in Abbildung 3.3 dargestellt. Die daraus
ermittelten quasi-statischen Werkstoffeigenschaften sind unter Angabe des Mittelwertes ± Stan-
dardabweichung in Tabelle 3.3 zusammengefasst. Während sich die Elastizitätsmodule für die
drei untersuchten Aufbaurichtungen nur leicht voneinander unterscheiden und mit Werten zwi-
schen 114–118 GPa im Bereich der bereits publizierten Angaben für EBM prozessierte TiAl6V4
Vollproben [157, 158] liegen, deuten die weiteren Werkstoffeigenschaften auf eine Richtungsab-
hängigkeit. So besitzen die horizontal gebauten Proben die höchste Zugfestigkeit bei gleichzeitig
geringster Bruchdehnung im Vergleich zu den vertikal und diagonal gebauten Zugproben.
Insbesondere die Aufbaurichtungsabhängigkeit wurde vielfach in der Fachliteratur für vertikal
und horizontal gebaute Proben untersucht [27, 157–163]. In diesem Zusammenhang zeigt Abbil-
dung 3.4 einen Vergleich der in dieser Arbeit ermittelten Werkstoffeigenschaften mit den Litera-
turdaten.
Einerseits zeigen die in der vorliegenden Arbeit ermittelten Daten eine Abhängigkeit, die mit
der Literatur qualitativ vergleichbar ist. Doch andererseits liegen die tatsächlichen Werte nicht
in dem Bereich der bereits publizierten Ergebnisse, Abbildung 3.4. So weisen die in dieser Arbeit
untersuchten Proben größere Dehngrenzen und Zugfestigkeiten, bei geringeren Bruchdehnungen
auf.
Dies deutet neben der Aufbaurichtung auf weitere Einflussfaktoren hin, die die mechanischen
Eigenschaften der additiv gefertigten Vollproben beeinflussen. In diesem Zusammenhang wurden
in der Fachliteratur bereits die Oberflächenrauheit, fertigungsbedingte Defekte sowie die Mi-
krostruktur als Hauptindikatoren identifiziert [29–31]. Da die Zugproben in dieser Arbeit maschi-
nell abgedreht wurden, kann der Einfluss der Oberflächenrauheit vernachlässigt werden. Zudem
erfolgte die Probenherstellung immer mit denselben Prozessbedingungen, weshalb der Einfluss
einer variierenden Mikrostruktur als vernachlässigbar klein angesehen wird. Aus diesem Grund
wird der größte Einfluss durch fertigungsbedingte Defekte vermutet, welche im Folgenden genauer
untersucht werden.
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Abbildung 3.3: Monotone Spannungs-Dehnungskurven (Mittelwertkurven) in Abhängigkeit
von der Aufbaurichtung

Tabelle 3.3: Zugeigenschaften EBM hergestellter TiAl6V4 Proben unter Berücksichtigung der
Aufbaurichtung [164]

Aufbau- Elastizitätsmodul, Dehngrenze, Zugfestigkeit, Bruchdehnung,
richtung GPa MPa MPa %

vertikal 118 ± 1,3 1004 ± 22 1060 ± 20 8,9 ± 1,6
diagonal 114 ± 0,4 957 ± 5 1037 ± 4 13,1 ± 1,3
horizontal 115 ± 0,3 1071 ± 5 1114 ± 15 2,1 ± 0,8
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Abbildung 3.4: Vergleich der gemessenen Zugeigenschaften mit der Literatur für die Zugfes-
tigkeit Rm, der Dehngrenze Rp0,2 und der Bruchdehnung Ag für vertikal und
horizontal gebaute Proben nach [164].
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3.2.2 Einfluss fertigungsbedingter Fehler auf die Duktilität

Auffällig bei den experimentellen Ergebnissen, der in der vorliegenden Arbeit untersuchten Pro-
ben, ist die um 75 bis 84 % reduzierte Bruchdehnung der horizontalen Proben im Vergleich zu den
vertikalen und diagonalen Proben, Tabelle 3.3. Die Bruchdehnung ist ein Maß für die Duktilität
des Materials und liegt mit einem Wert von 2 % für die horizontal gebauten Proben lediglich im
Bereich der Literaturangaben für EBM prozessierte Zugproben, die nicht maschinell abgedreht
wurden [165, 166]. Aufgrund der im Rahmen dieser Untersuchungen durchgeführten maschinellen
Nachbearbeitung der Rundproben wird vorrangig ein Einfluss aus dem Bauteilinneren auf die
Duktilität vermutet und daher die Bruchflächen im Folgenden untersucht.
Sowohl die Versagens- als auch die Bruchflächenanalyse der Zugproben erfolgte lichtmikrosko-
pisch am Digitalmikroskop VHX500 der Firma Keyence (Neu-Isenburg, Deutschland). Abbil-
dung 3.5 zeigt eine exemplarische Darstellung vom Versagensort für je eine vertikale, diagonale
und horizontale Probe, deren Eigenschaften repräsentativ für die jeweilige Aufbaurichtung ste-
hen. Demnach weisen alle Zugproben einen vorrangigen Mischbruch auf. Weitergehend zeigt
Abbildung 3.6 die Bruchflächen der in Abbildung 3.5 abgebildeten Proben. Dabei sind zwei EB-
M-typische Defekttypen [30], die Lack-of-fusions und die Poren bzw. Gaseinschlüsse erkennbar.
Bei den Lack-of-fusion Defekten handelt es sich um unaufgeschmolzene Partikel, die in unter-
schiedlichem Ausmaß auf allen drei Proben zu sehen sind. Auffällig ist, dass die Defekte direkt
oder in der Nähe der Probenrandes auftreten, z.B. in Abbildung 3.6a und c. Weitergehend weisen
die Bruchflächen eine unterschiedliche Ausprägung und Anzahl der Defekte auf.

c2a1 b1 c1 a2 b2

5 mm 5 mm 5 mm

Abbildung 3.5: Exemplarische Darstellung der versagten Zugproben in der (1) Frontalansicht
und (2) schrägen Draufsicht auf die Bruchflächen für unterschiedliche Aufbau-
richtungen: a) vertikal, b) diagonal und c) horizontal
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Abbildung 3.6: Exemplarische Darstellung der Bruchflächen von Zugproben in der Draufsicht
zur Verdeutlichung fertigungsbedingter Defekte in Abhängigkeit der Proben-
aufbaurichtung: a) vertikal, b) diagonal und c) horizontal
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Abbildung 3.7: Bruchfläche einer vertikal gebauten Zugprobe mit repräsentativen Defekttypen
sowie Kennzeichnung des Gebietes zur Auswertung der Defektgröße nach [164].
a) Übersichtsdarstellung, b,d,e) Vergrößerung der Lack-of-fusion Defekte und
c) Vergrößerung der Poren Defekte

Zur Bewertung eines möglichen Einflusses der Defektgröße auf die Duktilität wurden die De-
fektflächen, welche senkrecht zur Richtung der maximalen Hauptnormalspannung projiziert wur-
den, durch eine umhüllende Ellipse approximiert. Die umhüllende Ellipse, area, ist in Abbil-
dung 3.7b-e) exemplarisch für eine vertikal gebaute Probe veranschaulicht. Sofern mehrere De-
fekte auf einer Bruchfläche auftraten, wurden diese zu einer Gesamtdefektfläche addiert. Der Zu-
sammenhang zwischen der ermittelten Defektfläche und der Bruchdehnung ist in Abbildung 3.8
dargestellt.
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Demnach sinkt die Bruchdehnung bei steigender Defektfläche sowohl für vertikal als auch hori-
zontal gebaute Zugproben. Allerdings scheint die Defektgröße nicht alleiniger Einflussfaktor auf
die Bruchdehnung zu sein. So zeigen vertikal gebaute Zugproben eine Bruchdehnung von ca. 8 %

bei einer Defektgröße von 0,2–0,25 mm2, während horizontal gebaute Zugproben bei derselben
Defektgröße eine Bruchdehnung von 3 % aufweisen. Da die Bruchflächen der vertikal und auch
der horizontal gebauten Proben Lack-of-fusion Defekte aufweisen, scheinen neben der Defektgrö-
ße und Defektart weitere Faktoren, wie z.B. Form, Lokalisierung und Ausrichtung des Defektes
einen Einfluss auf die Duktilität auszuüben. [164]
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Abbildung 3.8: Korrelation zwischen Defektgröße und Bruchdehnung für vertikal und horizon-
tal gebaute Zugproben [164]

3.2.3 Ermittlung der zyklischen Spannungs-Dehnungskurve

Zur Ermittlung des zyklischen Materialverhaltens wurden inkrementelle Stufen- und Mehrstufen-
versuche an den in Abbildung 3.1d gezeigten Rundproben durchgeführt. Die Durchführung der
Experimente erfolgte an der servohydraulischen 100 kN Instron 8801 Prüfmaschine, dehnungsge-
regelt, bei einem Spannungsverhältnis von R = −1. Die Prüfvorschrift des Mehrstufenversuchs
(MST) gliedert sich in einen aufsteigenden und einen absteigenden Part. Generell wurden die
Dehnungsamplituden während des gesamten Versuchs in einem Bereich von 0,2 % bis 1,2 % vari-
iert. Im aufsteigenden Part wurden die Dehnungsamplituden für 20 Zyklen wiederholt, bevor die
jeweilige Stufe um 0,2 % Dehnungsamplitude angehoben wurde. Im absteigenden Part wurden
die Stufen für jeweils 10 Zyklen gehalten, bevor die Amplituden um 0,1 % reduziert wurden.
Die Prüfsequenz ist in Abbildung 3.9a) veranschaulicht. Bei den inkrementellen Stufenversuche
(IST) wurde eine Probe zyklisch mit Dehnungsamplituden zwischen 0,2 % bis 1,2 % in sogenann-
ten Blöcken belastet. Ein Block bestand dabei aus insgesamt 20 Wiederholungen, in denen die
Dehnungsamplituden im Bereich von 0,2 % bis 1,2 % rautenförmig variiert wurden. Dabei erfolg-
te die Belastung bei jeder Dehnungsamplitude für jeweils ein Schwingspiel. Die Blöcke wurden
solange wiederholt, bis die Probe versagte. Zur Charakterisierung des zyklischen Werkstoffver-
haltens wurde die zyklische Spannungs-Dehnungskurve (ZSDK) aus den Umkehrpunkten der
stabilisierten Spannungs-Dehnungs-Hysteresen bestimmt.
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Diesbezüglich zeigt Abbildung 3.9b) die stabilisierten Spannungs-Dehnungs-Hysteresen für den
absteigenden Part des Mehrstufenversuchs exemplarisch für eine vertikal gebaute Probe. Die
schwarzen Punkte kennzeichnen die Umkehrpunkte, aus denen die ZSDK bestimmt wurde. Bei
genaueren Betrachtung der stabilisierten Spannungs-Dehnungs-Hysteresen in Abbildung 3.9c fällt
eine Differenzierung für den Zug- und Druckbereich auf. Zur Untersuchung einer möglichen Zug-
Druckabhängigkeit erfolgte daher die Bestimmung der ZSDK für den Zug- und Druckbereich
getrennt voneinander.
Zur analytischen Beschreibung der ZSDK wurde der Dreiparameteransatz nach Ramberg und
Osgood [167] genutzt. Darin setzt sich die zyklischen Kurve aus einem elastischen, εa,e, und plas-
tischen, εa,p, Dehnungsanteil zusammen und lautet

εa,t = εa,e + εa,p =
σa
E

+ (
σa
K ′

)1/n
′

(3.1)

wobei K ′ den zyklischen Verfestigungskoeffizienten, n′ den zyklischen Verfestigungsexponenten,
E den Elastizitätsmodul und σa die Spannungsamplitude beschreiben. Für den Elastizitätsmodul
des Materials wurde unter Berücksichtigung der Probenaufbaurichtung jeweils ein zyklischer E-
Modul bestimmt. Im Detail handelt es sich dabei um den Mittelwert aller im Versuchsdurchlauf
ermittelten Tangentenmodule, EZug und EDruck (siehe Abbildung 3.9c)). Damit ergab sich ein
zyklischer E-Modul von 120 GPa für die vertikal und von 117 GPa für die horizontal gebauten
Proben.
Mit der Kenntnis des elastischen Dehnungsanteils erfolgte die Bestimmung der Ramberg-Osgood
Parameter K ′ und n′ aus Gleichung 3.1 iterativ unter Anwendung eines Matlabskripts, bei dem
die Spannungsamplituden aus den Umkehrpunkten der stabilisierten Spannungs-Dehnungs-Hys-
teresen eingingen. Unter Berücksichtigung des bestmöglichen Fits sind die analytisch bestimmten
Ramberg-Osgood Parameter in Tabelle 3.4 zusammengefasst. Die Ergebnisse zeigen, dass ein si-
gnifikanter Unterschied zwischen den ermittelten Parametern im aufsteigenden Part im Vergleich
zum absteigenden Part des Mehrstufenversuchs vorliegt. Im aufsteigenden Part besitzen die verti-
kal gebauten Proben größere Verfestigungskoeffizienten als die horizontal gebauten Proben, wobei
die Parameter für die Druckseite wiederum größer sind als für die Zugseite. Die ermittelten Ver-
festigungsexponenten sind im aufsteigenden Part für die beiden untersuchten Aufbaurichtungen
gleich. Im absteigenden Part zeigen sich nun deutlich größere Verfestigungskoeffizienten sowohl
für vertikal als auch horizontal gebaute Proben im Vergleich zu den im aufsteigenden Part ermit-
telten Werten. Vergleichbar zum aufsteigenden Part liegt auch hier eine Zug-Druckabhängigkeit
vor. Allerdings zeigen die vertikal gebauten Proben größere Werte im Zugbereich, während die
horizontal gebauten Proben größere Werte im Druckbereich aufweisen. Weitergehend weisen die
im inkrementellen Stufenversuch ermittelten Verfestigungskoeffizienten eine größere Übereinstim-
mung mit den im absteigenden Part der Mehrstufenvesuchen ermittelten Parametern. Dies gilt
vor allem für die vertikal gebauten Proben.



44 3 Experimentelle Untersuchungen des Grundwerkstoffs

Abbildung 3.9: Kenngrößen eines Mehrstufenversuchs: a) Ablaufplan, b) Ermittlung der zykli-
schen Spannungs-Dehnungskurve (ZSDK) aus den Umkehrpunkten (schwarze
Punkte) der stabilisierten Spannungs-Dehnungs-Hysteresen für den absteigen-
den Part und c) Ermittlung der ZSDK differenziert nach Zug- und Druckbe-
reich

Tabelle 3.4: Identifizierte Ramberg-Osgood Parameter für vertikal (v) und horizontal (h) ge-
baute EBM TiAl6V4 Proben mit Differenzierung des Zug- und Druckbereichs im
Mehrstufen (MST) und inkrementellen Stufenversuch (IST)

Parameter MST-aufsteigend MST-absteigend IST
Zug Druck Zug Druck Zug Druck

K ′, MPa
v 1018 ±62 1093 ±36 2058 ±157 1670 ±134 2440 1710
h 1000 ±14 1010 ±0 1605 ±35 1790 ±57 2500 2390

n′
v 0,01 ±0,01 0,01 ±0,01 0,14 ±0,02 0,09 ±0,02 0,17 0,09
h 0,01 ±0 0,01 ±0 0,10 ±0 0,11 ±0,01 0,18 0,16

Ein möglicher Grund für die unterschiedlichen Parameter im aufsteigenden und absteigenden
Part des Mehrstufenversuchs könnten eventuelle Plastifizierungen im Material sein. So liegt die
maximale Dehnungsamplitude bei den Versuche bei 1,2 %. Eine Auswertung der dabei auftreten-
den Spannungen zeigte Werte, die im Streuband der zuvor im monotonen Zugversuch ermittelten
Dehngrenzen liegen. Entsprechend der Versuchsdurchführung des Mehrstufenversuchs könnte ei-
ne Plastifizierung am Ende des aufsteigenden Parts erfolgt sein.
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Somit liegt zu Beginn des absteigenden Parts eine Vorplastifizierung vor, die sich in den un-
terschiedlichen Ramberg-Osgood Parametern widerspiegelt. Eine mögliche Plastifizierung könnte
ebenfalls bei den inkrementellen Stufenversuchen aufgetreten sein, da dort in jedem Block eine
maximale Dehnungsamplitude von 1,2 % erreicht wird. [164]
Aus der Fachliteratur ist bekannt, dass neben der Aufbaurichtung auch Fertigungsfehler, wie
interne Porositäten, eine Streuung der Versuchsergebnisse bewirken können [32]. Aus diesem
Grund wird der Einfluss der Fertigungsfehler auf die Werkstoffeigenschaften in Kapitel 3.2.5 ge-
nauer untersucht.
Doch zunächst zeigt Abbildung 3.10 einen Vergleich der monotonen, im Zugversuch ermittel-
ten, Spannungs-Dehnungskurven mit der im absteigenden Part des Mehrstufenversuchs sowie
des inkrementellen Stufenversuchs bestimmten zyklischen Spannungs-Dehnungskurve. Aus dem
Vergleich geht hervor, dass ein zyklisches Entfestigungsverhalten für das untersuchte Material
vorliegt. Zusätzlich kann dieses Verhalten bereits an dem Verhältnis der Zugfestigkeit zur Dehn-
grenze identifiziert werden [164]. Mit einem Verhältnis von Rm/Rp0,2 = 1,04 für horizontal und
1,06 für vertikal gebaute Proben liegen die Werte unter dem Verhältnis von 1,2, der in [168]
als Indikator für ein zyklisches Entfestigungsverhalten angesehen wird. Ein zyklisches Entfesti-
gungsverhalten wurden bereits von Carrion et al. für warmgewalzte TiAl6V4 ELI Materialien
nachgewiesen [169]. Zusätzlich zeigte Biswal et al. [170], dass die aus der Titanlegierung TiAl6V4
additiv gefertigten Strukturen ein sehr vergleichbares zyklisches Spannungs-Dehnungsverhalten
zu deren geschmiedeten Proben besitzen.
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Abbildung 3.10: Entfestigungsverhalten der untersuchten EBM TiAl6V4 Vollproben in a) ho-
rizontaler und b) vertikaler Aufbaurichtung [164]
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3.2.4 Bestimmung der Dehnungswöhlerlinie

Zur Bestimmung der Dehnungswöhlerlinie wurden Schwingfestigkeitsversuche mit konstanten
Dehnungsamplituden und einem Spannungsverhältnis von R = −1 mit den in Abbildung 3.1d
gezeigten Rundproben durchgeführt. Die Versuche erfolgten an der servohydraulischen 100 kN
Instron 8801 Prüfmaschine bei Raumtemperatur mit Prüffrequenzen zwischen 0,5 und 5 Hz in
Abhängigkeit der gewählten Dehnungsamplitude. Es wurden jeweils mindestens zwei Proben auf
jedem Dehnungshorizont geprüft. Die Dehnungshorizonte befanden sich in einem Bereich von
0,3 % bis 1 %. Als Abbruchkriterien galten eine Grenzschwingspielzahl von 5 · 106 Lastwechsel
oder ein Absinken der aufgezeichneten Kraft um 10 %.
In Abbildung 3.11 sind die ermittelten Schwingspielzahlen den Dehnungsamplituden in einem
doppel-logarithmischen Diagramm gegenüber aufgetragen. Die Ergebnisauswertung erfolgte ana-
lytisch durch eine Dehnungswöhlerkurve über den Ansatz von Coffin und Manson. Die zugrun-
deliegende Coffin-Manson Gleichung [171–173] beschreibt dabei den Zusammenhang zwischen
der Dehnungsamplitude, εa,t, und der Anrissschwingspielzahl (2N ) mit einem Potenzansatz für
die elastischen, εa,e und plastischen, εa,p, Dehnungsanteile [142]

εa,t = εa,e + εa,p =
σ′f
E

(2N)b + ε′f (2N)c (3.2)

wobei σ′f bzw. ε′f den Festigkeitskoeffizienten und b bzw. c den Duktilitätskoeffizienten entspre-
chen. Zur Bestimmung der Dehnungswöhlerlinie erfolgte die Auswertung separat für die elas-
tischen und plastischen Dehnungsanteile in Gleichung 3.2 durch eine lineare Regression nach
der Methode der kleinsten Abstandsquadrate. Für die Analyse des elastischen Anteils wurde
derselbe zyklische Elastizitätsmodul verwendet, der zur Bestimmung der zyklischen Spannungs-
Dehnungskurve bestimmt wurde. Bei einer optimalen Anpassung mit Regressionkoeffizienten von
R2 = 0,995 ergaben sich die in Tabelle 3.5 zusammengetragenen Coffin-Manson Parameter.
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Abbildung 3.11: Versuchergebnisse der Schwingfestigkeitsversuche und deren analytische Be-
schreibung gemäß dem Coffin-Manson Ansatz für EBM TiAl6V4 Vollproben
in a) horizontaler und b) vertikaler Aufbaurichtung [164]
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Tabelle 3.5: Identifizierte Coffin-Manson Paramter zur Beschreibung der Dehnungswöhlerlinien
für vertikal und horizontal gebaute EBM TiAl6V4 Proben [164]

E-Modul, GPa σ′f , MPa b ε′f , mm/mm c

vertikal 120 1722 -0,094 0,1575 -0,645
horizontal 117 1935 -0,087 0,13 -0,546

Abbildung 3.12 zeigt die Ergebnisse der im Rahmen der vorliegenden Arbeit durchgeführten
Schwingfestigkeitsversuche für vertikal gebaute Proben zusammen mit Literaturangaben von Ti-
Al6V4 Strukturen, die auf unterschiedliche Weise gefertigt wurden. Im Vergleich zu additiv gefer-
tigten Strukturen, die nicht maschinell abgedreht wurden (lila, rote und blaue Dreiecke), zeigen
die in dieser Arbeit durchgeführten Versuche längere Lebensdauern auf denselben Dehnungsho-
rizonten. Für additiv gefertigte, nicht maschinell abgedrehte Proben, sind kürze Lebensdauern
aufgrund der schädigungsinitiierenden Wirkung der Oberflächenrauheit in der Literatur bereits
nachgewiesen [29, 174, 175]. Die Lebensdauern von herkömmlich hergestellten und maschinell
abgedrehten Proben (grüne Dreiecke) werden jedoch nicht erreicht. Ein möglicher Grund hierfür
kann das Vorhandensein fertigungsbedingter Defekte im Strukturinneren sein. Aus diesem Grund
wird im folgenden Abschnitt der Einfluss der Fertigungsfehler auf das Ermüdungsverhalten un-
tersucht.
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Abbildung 3.12: Vergleich der Schwingfestigkeitsversuche an EBM gefertigten TiAl6V4 Struk-
turen mit Ergebnissen aus der Literatur [169, 176–178]

3.2.5 Einfluss fertigungsbedingter Defekte auf das Ermüdungsverhalten

Die Bruchflächenanalyse der im Schwingfestigkeitsversuch geprüften Proben erfolgte ebenfalls
am Digitalmikroskop VHX500 der Firma Keyence (Neu-Isenburg, Deutschland). Abbildung 3.13
zeigt exemplarisch die Bruchflächen für eine vertikal bzw. horizontal gebaute Probe, wobei die
Rissinitiierungen, die Ermüdungs- und Restgewaltbruchflächen jeweils hervorgehoben sind.
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Es ist erkennbar, dass das Versagen jeweils von einem fertigungsbedingten Defekt, entweder dem
Lack-of-fusion oder den Poren, initiiert wird. Beide Defektarten sind sowohl auf den Bruchflächen
der vertikal als auch der horizontal gebauten Proben erkennbar. Allerdings deutet die Bruchflä-
chenanalyse an, dass die Risse vorrangig an Lack-of-fusion-Defekte initiieren. Weiterhin konnten
zwei verschiedene Defektorte auf den Bruchflächen ausgemacht werden, wodurch die Defekte in:
(i) Oberflächendefekte (Abbildung 3.13a,c) und (ii) interne Defekte (Abbildung 3.13b) unter-
schieden werden.
Zur Bewertung des Einflusses des Defektortes auf die Versuchsergebnisse wurden die Schwingfes-
tigkeitsversuche in Abhängigkeit des detektierten Rissinitiierungsortes ausgewertet und in Abbil-
dung 3.14 dargestellt. Dabei fällt auf, dass für horizontal gebaute Proben lediglich ein Riss an
einem internen Defekt initiiert. Im Gegensatz dazu weisen vertikal gebaute Proben sowohl Rissi-
nitiierungsorte ausgehend von Defekten im Bauteilinneren sowie von Oberflächendefekten auf. Im
Weiteren ist keine Abhängigkeit des Rissinitiierungsortes von der Beanspruchungshöhe erkenn-
bar. Weiterhin fällt auf, dass die horizontal gebauten Proben bei gleicher Dehnungsamplitude
im Vergleich zu den vertikal gebauten Proben zu längeren Schwingspielzahlen hin verschoben
sind.
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Abbildung 3.13: Vergleich der Bruchflächen EBM gefertigteter und zyklisch belasteter
TiAl6V4 Vollproben a-b) hergestellt in vertikaler und c) horizontaler Baurich-
tung mit Vergrößerung der Defekte in der zweiten Zeile nach [164]
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Abbildung 3.14: Schwingfestigkeitsversuch in Abhängigkeit der Defektorte [164]

Zur Identifizierung des Größen- und Positionseinflusses der Defekte wurde der
√
area-Ansatz

nach Murakami [179] auf die Ergebnisse des Schwingfestigkeitsversuchs übertragen [164]. In der
Originalform erlaubt der

√
area-Ansatz nach Murakami die Vorhersage einer modifizierten Wöh-

lerkurve basierend auf der Defektgröße,
√
area, und der Vickers Härte, HV . Der Einfluss des

Defektortes wird in Gleichung 3.3 für den Fall des Innendefektes und in Gleichung 3.4 für den
Fall eines Oberflächendefektes berücksichtigt:

σD
√
area =

1,56 · (HV + 120)

(
√
area)1/6

Innendefekt (3.3)

σD
√
area =

1,43 · (HV + 120)

(
√
area)1/6

Oberflächendefekt (3.4)

Auf den Bruchflächen der in den Schwingfestigkeitsversuchen getesteten Proben wurden mit-
tels ImageJ Defektgrößen (

√
area) von 120–300 µm für vertikal und 75–200 µm für horizontal

gebaute Proben ermittelt. Die Vickers Härten wurden an polierten Schliffproben am Lehrstuhl
für Werkstofftechnik der Universität Rostock bestimmt. Es ergaben sich im Mittel Werte von
348 HV für die vertikal und 359 HV für die horizontal gebauten Proben. Zur Übertragung des
√
area-Ansatzes auf Schwingfestigkeitsversuche wurde im ersten Schritt die Schwellwertspan-

nung, σD√area, mittels des Hooke’sche Gesetzes umgerechnet:

εD
√
area =

σD
√
area

E
. (3.5)

Im zweiten Schritt wurde die so berechnete Schwellwertdehnung genutzt, um eine modifizierte
Dehnungswöhlerkurve zu bestimmen. Zu diesem Zweck wurde das Verhältnis der im Versuch
aufgebrachten Dehnungsamplitude und der Schwellwertdehnung (εa/εD√area) in Abhängigkeit
der Schwingspielzahl im doppel-logarithmischen Diagramm aufgetragen, Abbildung 3.15.
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Die Ergebnisse zeigen, dass die Differenzen zwischen den beiden Aufbaurichtungen durch die
Anwendung des

√
area-Ansatzes nach Murakami verschwinden. Dies lässt die Schlussfolgerung

zu, dass die Größe und Position der fertigungsbedingten Defekte maßgeblich die Ermüdungsei-
genschaften beeinflussen.
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Abbildung 3.15: Auswertung des Schwingfestigkeitsversuchs mit dem modifizierten√
area-Ansatz nach Murakami [164]

3.3 Zwischenfazit

Im Rahmen dieses Kapitels erfolgte eine Materialcharakterisierung des EBM gefertigten TiAl6V4
Ausgangsmaterials, aus dem die in dieser Arbeit untersuchten Gitterstrukturen gefertigt wurden.
Anhand der durchgeführten Zugversuche wurden elastisch-plastische Werkstoffeigenschaften iden-
tifiziert, die eine Abhängigkeit von der Probenaufbaurichtung aufweisen. Während der Einfluss
der Probenaufbaurichtung grundsätzlich mit dem in der Literatur übereinstimmt, liegen die im
Rahmen dieser Arbeit ermittelten Zugfestigkeiten und Dehngrenzen über den Literaturwerten,
wohingegen die Bruchdehnungen teilweise deutlich geringer als in der Literatur ausfallen. Als
maßgeblichen Einflussfaktor, vor allem auf die Bruchdehnung, wurde die Größe der vorhandenen
Defekte identifiziert. In diesem Zusammenhang ist eine Reduzierung der Bruchdehnung bei an-
steigender Defektgröße nachweisbar. Die Ergebnisse zeigen jedoch, dass die Größe der Defekte
nicht der einzige Einflussfaktor ist. Mögliche weitere Faktoren sind z.B. die Form, Lokalisierung
und Ausrichtung der Defekte.
Anhand der durchgeführten inkrementellen Stufen- und Mehrstufenversuchen wurden zyklische
Spannungs-Dehnungskurven ermittelt, die vor allem für vertikal gebaute Proben eine Zug-Druck-
abhängigkeit aufweisen. Der Einfluss der Aufbaurichtung ist jedoch im Vergleich zu den Zug-
versuchsergebnissen vernachlässigbar klein. Darüber hinaus wurden Ramberg-Osgood Parameter
identifiziert, mit denen die in den Versuchen experimentell ermittelten zyklischen Spannungs-
Dehnungskurven analytisch beschrieben werden konnten.
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Des Weiteren zeigt der Vergleich der zyklischen Spannungs-Dehnungskurve mit der im Zugver-
such ermittelten monotonen Spannungs-Dehnungskurve ein zyklisches Entfestigungsverhalten für
das untersuchte EBM gefertigte TiAl6V4 Material.
Die Ergebnisse der Schwingfestigkeitsversuche ergaben, dass die additiv gefertigten Strukturen
zwar höhere Lebensdauern als nicht maschinell abgedrehte additiv gefertigte Strukturen besit-
zen, aber über geringere Lebensdauern als herkömmlich hergestellte Titanstrukturen verfügen.
Zusätzlich sind die Kurven der horizontal gebauten Proben im Vergleich zu den vertikal ge-
bauten Proben zu längeren Anrissschwingspielzahlen hin verschoben sind. Als Hauptindikatoren
wurden dabei die internen Defekte identifiziert. Eine Auswertung der Schwingfestigkeitsversuche
unter Anwendung des

√
area-Ansatzes nach Murakami offenbart eine maßgebliche Abhängigkeit

der Ermüdungseigenschaften nicht von der Aufbaurichtung an sich, sondern von der Größe und
Position der fertigungsbedingten internen Defekte. Doch generell konnten anhand der Schwing-
festigkeitsversuche Coffin-Manson Parameter ermittelt werden, die die Dehnungswöhlerlinien in
Abhängigkeit der Probenaufbaurichtung beschreiben.

Das Ziel dieser Materialcharakterisierung war die Identifikation des elastisch-plastischen sowie
zyklischen Materialverhaltens von EBM gefertigten TiAl6V4 Strukturen. Da die in dieser Ar-
beit untersuchten Gitterstrukturen ebenfalls aus diesem Material hergestellt wurden, liefern die
Ergebnisse aus diesem Kapitel die Materialparameter für die numerischen Untersuchungen in
Kapitel 7.
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4 Herstellung und Charakterisierung der

Gitterstrukturen

Das folgende Kapitel beschreibt die Entwicklung, Herstellung und Charakterisierung von Git-
terstrukturen, die nachfolgend experimentell (Kapitel 5 und 6) und numerisch (Kapitel 7) un-
tersucht wurden. Wie bereits aus Kapitel 2 bekannt ist, wird das mechanische Verhalten von
Gitterstrukturen maßgeblich durch deren strukturellen Eigenschaften beeinflusst. Daher wurden
zunächst Gitterstrukturen konstruiert, die eine Variationsvielfalt an strukturellen Eigenschaften
aufweisen, um deren Einfluss in nachfolgenden Untersuchungen zu ermitteln. Zusätzlich ist das
mechanische Verhalten unter Biege- und Torsionsbeanspruchung weitgehend unbekannt. Daher
wurden im zweiten Schritt Probentypen konstruiert, die zum einen die Gitterdesigns beinhalten
und zum anderen quasi-statische und zyklisch Experimente in Abhängigkeit unterschiedlicher
Belastungsarten ermöglichten. Hinsichtlich einer geplanten Verwendung der Gitterstrukturen
als lasttragende Knochenimplantate wurden im Rahmen der vorliegenden Arbeit die einsatz-
relevanten Belastungssituationen Druck, Biegung und Torsion untersucht. Neben dem Einfluss
struktureller Eigenschaften ist zusätzlich der Einfluss von fertigungsbedingten Defekten auf das
mechanische Verhalten aus Kapitel 2 grundsätzlich bekannt, jedoch nicht für die Belastungsfälle
Biegung und Torsion. Daher erfolgte im dritten Schritt eine Charakterisierung der Fertigungsge-
nauigkeit, deren Einfluss vor allem numerisch in Kapitel 7 untersucht wurde.

4.1 Design und Auswahl der Probentypen

Die Entwicklung versuchsspezifischer Probengeometrien erfolgte in drei Schritten. Im ersten
Schritt wurde eine Einheitszellenform definiert. Durch Aneinanderreihung der Einheitszelle in
alle drei Raumrichtungen entstand im zweiten Schritt ein Basisgitter. Der dritte Schritt war
durch die Entwicklung spezifischer Übergangs-, Auflage- oder Einspannbereiche an das Basis-
gitter gekennzeichnet, die für eine erfolgreiche Testung der Gitterstrukturen mit vorhandenen
Prüfmaschinen unerlässlich sind.

4.1.1 Entwicklung des Basisgitters

Für das Basisgitter wurde eine offenporige Gitterstruktur, bestehend aus kubischen Einheitszel-
len, vorgegeben. Bei einer kubischen Einheitszelle handelt es sich um einen Kubus, dessen Kanten
als massive Stege ausgeführt sind, Abbildung 4.1a.
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Durch Aneinanderreihung der Einheitszellen in alle drei Raumrichtungen ergab sich eine regel-
mäßige Struktur, in der nur horizontale und vertikale Stege auftraten, die sich lediglich in den
Eckpunkten der Einheitszelle orthogonal kreuzten. Weiterhin wurden benachbarte Stege zu ei-
nem Steg zusammengefasst, wodurch sich einheitliche Maße für alle horizontalen und vertikalen
Stege ergaben, Abbildung 4.1b. In Anlehnung an die ISO Norm 13314 [180] zur Durchführung
eines Druckversuchs an porösen Strukturen wurde eine quaderförmige Außenkontur der Gitter-
struktur mit einem Seitenverhältnis von eins gewählt. Dadurch ergab sich eine gleiche Anzahl an
Einheitszellen entlang der Höhe, Breite und Tiefe der Gesamtstruktur.

a) b) eine Stegreihe

BR

vertikale Stege

horizontale Stege

Sb
Pba1

a1
a2

a2a
1 ... Einheitszellgröße

Sb ... Stegbreite
Pb ... Porenbreite

a
2 ... Gitterbreite BR ... Baurichtung

Abbildung 4.1: Charakteristische Eigenschaften einer Gitterstruktur: a) Einheitszelle und b)
Basisgitter, dass durch Aneinanderreihung der Einheitszellen entsteht

Wie bereits in Kapitel 2.1.3 dargelegt, gilt die relative Dichte, ρ, bzw. die Porosität, P , als charak-
teristische Größe, mit der eine Gitterstruktur beschrieben werden kann. Die Porosität entspricht
dem prozentualen Anteil des Hohlraumvolumens, Vhohl, zum Gesamtvolumen der ausgefüllten
Struktur, Vgesamt, und ist in Gleichung 4.1 gegeben. Hierbei beschreibt Vgitter dem Gittervolu-
men. Damit es nicht zur Verwechslung zwischen der Porosität, d.h. den Poren im Inneren des
Vollmaterials, mit der Porosität als Charakterisierungsgröße der Gitterstruktur kommt, wird
fortan die relative Dichte als beschreibende Größe gewählt. Die relative Dichte, ρ, ergibt sich
unmittelbar aus der Porosität und ist in Gleichung 4.2 definiert.

P =
Vhohl

Vgesamt
= 1− Vgitter

Vgesamt
(4.1)

ρ = 1− P (4.2)
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Aufgrund der geometrischen Natur der gewählten kubischen Einheitszelle lässt sich das Gitter-
volumen, Vgitter, in Abhängigkeit von der Stegbreite,Sb, der Porenbreite, Pb, sowie der Einheits-
zellenanzahl, Anzahl, analytisch mit der folgenden Gleichung berechnen:

Vgitter = (Sb · (Anzahl + 1) + (Pb ·Anzahl))2 − (Anzahl2 · Pb2)·

(Sb · (Anzahl + 1)) + (Sb2 · Pb · (Anzahl + 1)2 + P ) (4.3)

Mit Hilfe dieser Gleichung konnten eine Vielzahl von Gitterstrukturen mit unterschiedlichsten
Parametern konstruiert werden, indem die relative Dichte, die Steg- und Porenbreite sowie die
Zellenanzahl variiert wurden. Die unterschiedlichen Designs werden im folgenden Gitterdesignva-
rianten genannt. Aus der Vielzahl an Möglichkeiten wurden anschließend die Gittedesignvarianten
gewählt, die einerseits die Bedingungen einer optimalen Osseointegration sowie die Herstellbar-
keit mit dem verfügbaren 3D-Drucker erfüllten. Im Hinblick auf eine optimale Osseointegration
kamen Basisgitter mit relativen Dichten von 0,3 bis 0,5, bei Porenbreiten bis ca. 1,6 mm, in Frage
[181]. Hinsichtlich der Fertigungsgenauigkeit des 3D-Druckers sollte eine minimale Steg- bzw. Po-
renbreite von 0,5 mm nicht unterschritten werden. Entsprechend der ISO Norm zur Durchführung
eines Druckversuchs an porösen Strukturen [180] wurde eine konstante Gitterbreite von 15 mm

x 15 mm x 15 mm gewählt, wobei die Einheitszellen in Höhe, Breite und Tiefe das Volumen voll
auszufüllen hatten. Ein weiterer Hinweis aus der Literatur ist die Konstruktion des Basisgitters
mit mindestens fünf Einheitszellen je Raumrichtung. Eine Gesamtübersicht der gewählten Ba-
sisgitterdesigns ist in Tabelle 4.1 gegeben. Zusätzlich sind die Versuche angegeben, in denen die
Strukturen geprüft wurden.

Tabelle 4.1: Kenngrößen und Maße der Gitterdesignvarianten

Name rel. Dichte, Sb, Pb, Anzahl Belastungsart
mm/mm mm mm gesamt Druck Biegung Torsion

G-03-125 0,3 0,9 1,92 125 x
G-03-216 0,3 0,78 1,59 216 x x x
G-03-343 0,3 0,685 1,36 343 x
G-03-512 0,3 0,6 1,2 512 x x
G-04-216 0,4 0,925 1,42 216 x x x
G-04-343 0,4 0,807 1,22 343 x
G-04-512 0,4 0,716 1,07 512 x
G-05-125 0,5 1,2 1,52 125 x
G-05-216 0,5 1,08 1,24 216 x x x
G-05-343 0,5 0,93 1,08 343 x
G-05-512 0,5 0,84 0,93 512 x x
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4.1.2 Entwicklung versuchsspezifischer Probengeometrien

Mit der Konstruktion des Basisgitters sind die ersten beiden Punkte der Entwicklung versuchs-
spezifischer Probengeometrien erfüllt. Im dritten Schritt wurden geeignete Übergangs-, Auflage-
und Einspannbereiche an das Basisgitter konstruiert. Für die Druckproben wurde das Basisgitter
durch einen soliden Bereich von ca. 5 mm erweitert, Abbildung 4.2a. Um eine ebene Auflagefläche
bei der Versuchsdurchführung zu erhalten, wurden diese Bereiche nach dem Herstellungsprozess
in einer Drehmaschine um wenige Millimeter abgedreht. Für die Biegeprüfung wurde eine Vier-
punktbiegevorrichtung mit vier beweglichen Auflagern gewählt (siehe Abschnitt 5.2). Aus diesem
Grund wurden die Basisgitter auf zwei gegenüberliegenden Seiten ebenfalls durch solide Bereich
erweitert, Abbildung 4.2b. Die Länge der Auflagebereiche ergab sich aus der Geometrie der
Prüfvorrichtung und kann den technischen Zeichnungen im Anhang entnommen werden. Um
ein Wegrollen der Proben auf den bewegliche Auflagerollen zu verhindern, wurden quadratische
Auflagebereiche gewählt. Zur Realisierung einer Torsionsbelastung wurde ein Tension/Torsion
Prüfstand gewählt, für den zylindrische Spannbacken mit einem Innendurchmesser von 12 mm

zur Verfügung standen. Daraus ergab sich die Vorgabe, die Gitterstrukturen für die Torsionsver-
suche mit einem soliden zylindrischen Einspannbereich mit einem Außendurchmesser von 12 mm

zu erweitern, Abbildung 4.2c. Um sowohl bei den Biege- als auch den Torsionsproben so viel
Material wie möglich einzusparen, wurden die Außenmaße der soliden Bereiche im Vergleich zu
den Außenseiten der Gitterstrukturen reduziert. Dazu war es erforderlich, die soliden schlankeren
Auflage- und Einspannbereiche über Radien zunächst auf die Außengeometrie des Basisgitters zu
erweitern. Die Gewährleistung einer optimalen Lastübertragung wurde z.B. für die Torsionspro-
ben in [182] überprüft. Unter Berücksichtigung der Gitterdesignvarianten sind insgesamt sieben
Druckproben, neun Biegeproben und drei Torsionsproben konstruiert worden, deren technische
Zeichnungen im Anhang gegeben sind (Abbildung A.1 bis A.19).

a) b)

c)

Abbildung 4.2: Exemplarische dreidimensionale Darstellung der CAD Probengeometrien für
eine a) Druck-, b) Biege- und c) Torsionsprobe mit einem G-03-216-Basisgitter
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4.1.3 Probenfertigung

Die additive Fertigung aller Gitterstrukturen erfolgte, wie die Herstellung der Vollproben, über
das EBM-Verfahren mit der TiAl6V4 ELI Legierung. Während der Lehrstuhl für Mikrofluidik der
Universität Rostock die Fertigung der Druck- und Biegeproben übernahm, wurden die Torsions-
proben bei der Firma FIT AG (Grohberg, Deutschland) produziert. Die Probefertigung erfolgte
dabei ausschließlich in vertikaler Aufbaurichtung. Damit entspricht die Baurichtung (BR) der
Probenlängsachse, wie es exemplarisch in Abbildung 4.3a für die Biegeproben zu sehen ist. Nach
dem Fertigungsprozess wurde die Pulver-Rückgewinnungsanlage genutzt, um überschüssige, lose
und noch anhaftende Pulverpartikel von der Oberfläche sowie aus den Hohlräumen der Gitter-
strukturen zu entfernen, Abbildung 4.3a. Für die anschließende Versuchsdurchführung wurden,
wie bereits erwähnt die Druckproben abgedreht, eine Wärmebehandlung erfolgte nicht. Abbil-
dung 4.3b-d zeigt exemplarisch eine additiv gefertigte und für die Experimente vorbereitete
Druck-, Biege- und Torsionsprobe der G-03-216-Gitterdesignvariante.

BR

a)

b) c)

d)

BR

BR

Abbildung 4.3: Exemplarische Darstellung der additiven Fertigung der Gitterstrukturen: a)
Bauplatte mit gedruckten Biegeproben und Sinterrückständen in der Pulver-
Rückgewinnungsanlage und eine mittels EBM gefertigte b) Druck-, c) Biege-
und d) Torsionsprobe mit einem G-03-216-Basisgitter
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4.2 Charakterisierung der Fertigungsgenauigkeit

Um den Einfluss der fertigungsbedingten Imperfektionen auf die mechanischen Eigenschaften
bewerten zu können, wurden sie im Rahmen der vorliegenden Arbeit an einer Vielzahl der ad-
ditiv gefertigter Proben in lichtmikroskopischen sowie mikro-computertomographischen Unter-
suchungen charakterisiert. Als fertigungsbedingte Imperfektionen werden dabei Abweichungen
zwischen dem Original-CAD-Modell und der tatsächlich additiv gefertigten Struktur bezeichnet.
Typische EBM-bedingte und in der Literatur bekannte Abweichungen bei Gitterstrukturen sind
z.B. geometrische Abweichungen, wie Stegbreitenunterschiede, Oberflächenrauheit, unterschied-
liche Mikrostrukturen oder Porositäten innerhalb des Materials [5, 12, 76, 83]. Auch wenn deren
Vorhandensein bekannt ist, hängt deren Ausmaß von einer Vielzahl an Parametern ab und kann
im Vorfeld eines Fertigungsprozesses nur schwer vorhergesagt werden. Aus diesem Grund wurde
die Fertigungsgenauigkeit im Rahmen der vorliegenden Arbeit exemplarisch an Druck-, Biege-
und Torsionsproben ermittelt.

4.2.1 Ermittlung der geometrischen Abweichungen

Die Charakterisierung der geometrischen Abweichungen erfolgte mit Hilfe des Digitalmikroskops
VHX500 der Firma Keyence (Neu-Isenburg, Deutschland). Hierfür wurden zunächst Übersichts-
aufnahmen von jeder Probenseite sowie zusätzlich Bilder von je vier Poren pro Seite mit an-
grenzenden vertikalen und horizontalen Stegen aufgenommen. Eine exemplarische Übersichtsauf-
nahme für eine Probenseite ist in Abbildung 4.4a für eine Druckprobe gegeben, während Ab-
bildung 4.4c eine exemplarische Pore zeigt. Ein entscheidender Vorteil dieses Mikroskops ist die
Möglichkeit, ein dreidimensionales Bild durch eine Stapelfunktion zu generieren, in dem jedem Pi-
xel ein Höhenwert zugeordnet ist. In Abbildung 4.4b sind die Höhenwerte für eine Porenaufnahme
farblich visualisiert. Mit Hilfe der Mikroskop-Software wurden Messebenen in das dreidimensio-
nale Bild gelegt, wobei die Schnittkontur einer solchen Ebene mit der Oberfläche des Modells ein
Höhenprofil darstellt. Abbildung 4.4c zeigt exemplarisch eine horizontale Messebene, während
das dazugehörige Höhenprofil in Abbildung 4.4d zu sehen ist. Die Höhenprofile wurden für jede
Pore in horizontaler und vertikaler Richtung erstellt, wobei angestrebt wurde, den Schnittpunkt
beider Ebenen möglichst mittig zu platzieren, um ein eindeutiges Profil zu erhalten und somit
eine Vergleichbarkeit der Messungen zu gewährleisten. Bei vier ausgewählten Poren je Probensei-
te ergaben sich summiert 32 Höhenprofile für einen Probekörper. Bei insgesamt 60 untersuchten
Gitterstrukturen ergaben sich 1920 Höhenprofile, deren Auswertung automatisiert mit Hilfe eines
am Lehrstuhl für Strukturmechanik entwickelten LabVIEW Skriptes erfolgte. [183]
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BR

a) b) c)

d)

Abbildung 4.4: Auswertung der geometrischen Eigenschaften am Beispiel einer Druckprobe
mit Hilfe der Digitalmikroskopie [184]: a) Übersichtsaufnahme einer Probensei-
te, b) dreidimensionales Bild mit farblich markierten Höhenwerten für eine
Pore, c) zweidimensionales Bild einer Pore mit horizontaler Messlinie und d)
Höhenprofil entlang einer horizontalen Messebene in einer Porenaufnahme

Die genaue Vorgehensweise ist in Abbildung 4.5 veranschaulicht. Zunächst zeigten sich im Hö-
henprofil (schwarze Linie) stark abgerundete und teilweise verzerrte Übergänge zwischen den im
Höhenprofil höher gelegenen Stegen und den flacheren Bereichen der Poren. Aufgrund des nicht
eindeutigen Übergangs konnten diese Eckpunkte für eine Vermessung nicht verwendet werden.
Um die Vermessung dennoch reproduzierbar und einheitlich zu gestalten, wurde eine Referenz-
linie (gestrichelte rote Linie) erzeugt. Die Referenzlinie stellt die Oberseite der Stege dar. Da
diese aber im Vergleich zum CAD-Modell eine starke Oberflächenrauheit aufwies, musste für
den entsprechenden Höhenwert ein arithmetischer Mittelwert von Punkten auf den Stegen er-
mittelt werden. Dafür wurden für jeden Stegbereich im Diagramm 20 äquidistante Linien so
platziert, dass sie den Stegbereich schnitten (blaue Punkte in Abbildung 4.5) und sich über diese
Schnittpunkte ein gemeinsamer Höhenmittelwert für die Stege errechnen lies. Der gemeinsame
Höhenmittelwert entsprach der Referenzlinie. In einem vertikalen Abstand von 100 µm unter-
halb der ermittelten Referenzlinie wurde eine Messhilfslinie erzeugt (durchgezogene roten Linie).
Die horizontalen Abstände zwischen den Schnittpunkten vom Höhenprofil mit der Messhilfslinie
stellen die Abmessungen dar, mit denen eindeutig die Poren- bzw. Stegbreiten ermittelt werden
konnten. [183]
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Abbildung 4.5: Automatisierte Auswertung der Höhenprofile zur Bestimmung der Steg- und
Porenbreite nach [183]

Sowohl für die Druckproben als auch für die untersuchten Biege- und Torsionsproben ergaben
sich überdimensionierte horizontal gebaute Stege, während bei den vertikalen Stegen eine Unter-
dimensionierung ermittelt wurde. Im Durchschnitt wurde eine relative Abweichungen zwischen
der additiv gefertigten Struktur und dem CAD-Modell von −14 % bis −24 % für die vertikal zur
Baurichtung orientierten Stege und 21 % bis 27 % für die horizontal zur Baurichtung orientierten
Stege ermittelt. Weitergehend konnte ein Zusammenhang zwischen der Fertigungsgenauigkeit
und der Größe der Steg- bzw. Porenbreiten identifiziert werden. Demnach steigt die Abweichung
zwischen 3D-Druck und CAD-Modell mit kleineren und schmaleren Strukturabmaßen [184].
Ausgewählte additiv gefertigte Gitterstrukturen wurde außerdem computertomographisch am
Skyscan 1076 der Firma Bruker (Billerica, MA, USA) untersucht. Die µCT-Scans wurden bei
einem Röhrenstrom von 100 kV sowie einer Röhrenspannung von 100 µA mit Voxelgrößen von
bis zu 9 µm erstellt. Um Strahlhärtungsartefakte zu reduzieren, wurde ein Aluminiumfilter mit
einer Dicke von 1 mm verwendet. Ein akzeptables Signal-zu-Rausch Verhältnis konnte erreicht
werden, indem die Proben bei 360◦ mit je vier Bildern für jeden 0,6◦ Rotationsschritt gescannt
wurden. Die Bildrekonstruktion erfolgte mit der zum Scanner zugehörigen Software NRecon Ver-
sion 1.6.10.4 unter Anwendung des Feldkamp Algorithmus mit einer Gaussian Glättung von vier
sowie einer Strahlhärtungsreduzierung von 30 % und einer Kreisartefaktreduzierung von 10. Aus
den rekonstruierten µCT Bilddaten wurden mittels ImageJ die Stegbreiten exemplarisch für die
additiv gefertigten Druckproben ermittelt.
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Mit einem relativen Fehler von −20 % ± 4,5 % für die vertikalen Stege und 22 % ± 5,2 % für die
horizontalen Stege liegen sie im Fehlerband der mittels Digitalmikroskop ausgewerteten Abwei-
chung.

4.2.2 Ermittlung der Oberflächenrauheit

Ein Grund für die relativ große Streuung der Stegbreiten liegt in der Oberflächenrauheit der
3D gedruckten Strukturen begründet. Der Natur des 3D-Drucks und im speziellem des Elektro-
nenstrahlschmelzverfahrens geschuldet, kommt es an Bauteilkonturen zum Anhaften einzelner
beim Druck genutzter Pulverpartikel, wie es exemplarisch in Abbildung 4.6b zu sehen ist. Diese
werden beim Druckprozess teilweise angesintert, behalten dadurch ihre ursprüngliche Form und
tragen erheblich zur Oberflächenrauheit bei. Aus den lichtmikroskopischen Aufnahmen polierter
Probenschliffe (exemplarisch in Abbildung 4.6a) wurde mit dem Open-Source Bildbearbeitungs-
und Bildverarbeitungsprogramm ImageJ die Oberflächenrauheit der Stege bestimmt. Dafür wur-
de auf einer definierten Messtrecke l (z.B. die Steglänge) die Höhen- und Tiefenunterschiede der
Oberfläche z(x) aufgezeichnet. Der Mittenrauwert Ra ergibt sich dann als arithmetische Mittel-
wertabweichung des bewerteten Profils. Es ergaben sich folgende Messwerte: vertikaler Steg (v)
55±13 µm, horizontaler Steg (H1) 88±36 µm, horizontaler Steg (H2) 30±8 µm [185]. Damit ent-
sprechen die Werte denen aus der Literatur [29]. Bedingt durch den Fertigungsprozess ergaben
sich für die Ober- und Unterseite der horizontal orientierten Stege (H1 und H2) zwei deutlich un-
terschiedliche Oberflächenrauheiten. In Übereinstimmung mit der Literatur unterschieden sich
diese Rauheiten um das 2-3 fache [29], wobei die größere Rauheit der bauplattennahen Seite
entspricht.

Abbildung 4.6: Charakterisierung der Oberflächenrauheit: a) exemplarisches Schliffbild ge-
nutzt zur Bestimmung der Rauheit [185] und b) REM-Aufnahme eines ver-
tikalen Steges, auf der die angesinterten Pulverpartikel zu sehen sind, durch
die die Oberflächenrauheit entsteht
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4.2.3 Charakterisierung der Mikrostruktur

Zur Charakterisierung der Mikrostruktur der EBM gefertigten TiAl6V4 Gitterstrukturen wurden
entsprechende Schliffbilder am Lehrstuhl für Werkstofftechnik der Universität Rostock (Ätzmit-
tel: Weck) angefertigt. Hierfür wurden ausgewählte Druckproben metallographisch aufbereitet
und die Mikrostruktur einerseits im Vollmaterialbereich und andererseits im Gitterbereich analy-
siert. Die Dokumentation und Bildaufnahme erfolgte an einem Auflichtmikroskop des Typs Leica
DMI 500 M der Firma Leica Microsystems (Wetzlar, Deutschland). Das Gefüge im Vollmateri-
albereich ist in Abbildung 4.7a in einer Ebene parallel zur Baurichtung und in Abbildung 4.7b
in einer Ebene senkrecht zur Baurichtung gegeben. Wie bereits in der Fachliteratur für EBM
prozessierte TiAl6V4 Strukturen dargelegt, zeigt sich auch für die in dieser Arbeit untersuchten
Proben ein typisches Widmanstätten- und Korbgeflechtgefüge, bestehend aus α- und β-Titan.
Die α-Phase entsteht dabei direkt nach der Erstarrung des Schmelzbades während des Abkühlens
des Materials auf Prozesstemperaturniveau [185]. Die dargestellten repräsentativen Schliffbilder
zeigen, dass die Vollmaterialbereiche der Probe eine Kombination aus diesen beiden Gefüge-
ausprägungen besitzen. Signifikante Unterschiede sind demnach nicht festzustellen, sodass von
isotropen Materialeigenschaften im Vollmaterialbereich auszugehen ist.
Innerhalb der Gitterstrukturen weisen die Schliffbilder auf unterschiedliche Mikrostrukturen bei
den Stegen hin, siehe Abbildung 4.8a. So zeigen die Gitterstäbe deren Längsachse entlang der
Baurichtung verlaufen, Abbildung 4.8b,c; eine Mischung aus einer diffusionslosen martensitischen
und einer α+ β Mikrostruktur. Wohingegen das Schliffbild in Abbildung 4.8a) andeutet, dass in
den horizontal ausgerichteten Gitterstäben eine α + β Mikrostruktur überwiegt, wie durch den
hohen Anteil weißlicher Elemente nach dem Ätzen gefolgert werden kann. [185]

BR

50 μm

BR

50 μm

Korbgeflecht

Widmannstätten

a) b)

Abbildung 4.7: Repräsentative Schliffbilder aus dem Vollmaterialbereich einer Druckprobe in
unterschiedlichen Ebenen [185]: a) parallel und b) senkrecht zur Baurichtung
(BR)
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Von Hernández et al. [186] wurden bereits Unterschiede in der Mikrostruktur zwischen Vollmate-
rial und Gitterstäbe ausführlich beschrieben. Generell sind aufgrund höherer Abkühlgeschwindig-
keiten in den Gitterstäben, bedingt durch eine geringere Masse, feinere α-Lamellen vorzufinden
als im Vollmaterialbereich [72]. Da die untersuchten Gitterstäbe mit 600 µm einen noch kleineren
Durchmesser besitzen als die von Hernádez et al. können hier noch höhere Abkühlgeschwindigkei-
ten erwartet werden. Zusätzlichen berichteten Tan et al. [8], dass ab einem Durchmesser kleiner
1 mm α′-Martensit in Gitterstäben vorzufinden sei.
Im Fazit deuten die Schliffbilder an, dass bei den Gitterstäben keine isotropen Materialeigen-
schaften vorliegen und die Aufbaurichtung der Stege daher zu berücksichtigen ist.

BR

BR

BR

500 μm

50 μm

50 μm

a)

b)

c)

Abbildung 4.8: Schliffbilder der Stege aus einer Ebene parallel zur Baurichtung (BR) mit un-
terschiedlichen Vergrößerungen [185]
a) 50-fache Vergrößerung
b-c) 500-facher Vergrößerung
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4.3 Zwischenfazit

In diesem Kapitel wurde die Entwicklung von versuchsspezifischen Probengeometrien bestehend
aus kubischen Einheitszellen sowie deren additive Fertigung beschrieben. Die Konstruktion der
Proben erfolgte dabei so, dass eine Versuchsdurchführung unter axialer Drucklast, Vierpunktbie-
gung sowie Torsionslast möglich ist. Die Fertigungsgenauigkeit der additiv gefertigten Proben
wurde im Vorfeld der Versuche unter Anwendung lichtmikroskopischer sowie mikro-computerto-
mographischer Analysen charakterisiert.
Für die Ermittlung der Stegbreitenabweichungen wurde eine LabVIEW -Routine geschrieben, die
eine teil-automatisierte Auswertung auf Grundlage vorhandener lichtmikroskopischer Aufnahmen
ermöglicht. Die Analysen zeigen, dass die Streben in den tatsächlich gedruckten Gitterstrukturen,
im Vergleich zum dreidimensionalen Ausgangsmodell, je nach Ausrichtung entweder über- oder
unterdimensioniert sind. Die Fertigungsabweichung ist dabei mit der Literatur vergleichbar. Die
Ergebnisse konnten ebenfalls durch mikro-computertomographische Analysen bestätigt werden.
Die im Rahmen dieser Untersuchung ermittelten mittleren Stegbreiten wurden für die Erstellung
sogenannter angepasster CAD-Modelle genutzt, mit denen der Einfluss der Fertigungsungenau-
igkeit in Kapitel 7 numerisch untersucht wird.
Neben der Stegbreitenabweichung wurde die Oberflächenrauheit als Fertigungsabweichung an-
hand von Schliffbildern charakterisiert. Diese zeigen eine Abhängigkeit von Ort und Lage der
Streben, sind aber mit den Literaturangaben vergleichbar.
Für die in dieser Arbeit additiv gefertigten Gitterstrukturen zeigt sich im Allgemeinen ein EBM
typisches Widmanstätten- bzw. Korbgeflechtgefüge, bestehend aus α- und β-Titan. Die Untersu-
chungen zeigen jedoch unterschiedliche Ausprägungen der Mikrostrukturen in Abhängigkeit des
Probenortes. So wurden beispielsweise unterschiedliche Mikrostrukturen für die unterschiedlich
ausgerichteten Gitterstäbe identifiziert.
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5 Experimentelle Untersuchungen zum

Grenztragverhalten von Gitterstrukturen

Zur Bewertung der mechanischen Zuverlässigkeit werden in diesem Kapitel die Grenztragunter-
suchungen an den in Kapitel 4.1 konstruierten und mittels EBM hergestellten Gitterstrukturen
dargestellt. Um ein grundlegendes Verständnis über die mechanischen Eigenschaften und das
Strukturverhalten der Strukturen zu erlangen, erfolgten experimentelle Untersuchungen hinsicht-
lich der Belastungsarten Druck, Biegung und Torsion. Neben den Untersuchungen zum Struktur-
verhalten lag der Fokus auf der Identifizierung der Struktur-Eigenschafts-Beziehungen. Hierzu
wurde der Einfluss strukturbestimmender Parameter, wie relative Dichte und Stegbreite, auf die
mechanischen Eigenschaften untersucht. Aus diesem Grund umfasst das Versuchsprogramm, in
Tabelle 5.1, insgesamt elf verschiedene Gitterdesignvarianten, deren Testungen in unterschiedli-
chen Experimenten erfolgten.

Tabelle 5.1: Allgemeine Übersicht der durchgeführten quasi-statischen Versuche in Abhängig-
keit der Gitterdesignvarianten

Belastung Gitterdesign / Bezeichnung
G-03 G-03 G-03 G-03 G-04 G-04 G-04 G-05 G-05 G-05 G-05
-125 -216 -343 -512 -216 -343 -512 -125 -216 -343 -512

Druck 5 9 12 4 5 9 5
Biegung 5 5 5 5 5 5 5 5 5
Torsion 3 3 3

Die Herausforderung bei der Realisierung der Experimente ist, dass keine Normen oder Standards
für quasi-statische Versuche an additiv gefertigten Gitterstrukturen vorliegen. Es existiert ledig-
lich die ISO 13314 als Norm zur Durchführung von quasi-statischen Druckversuchen an porösen
und zellularen Metallen [180], die jedoch nicht für additiv gefertigte Strukturen gilt, weshalb sie
nur als Empfehlung angesehen werden kann. Aus diesem Grund werden nachfolgend zunächst
die Versuchsdurchführungen und -auswertungen für die drei Belastungsfälle erläutert, bevor die
Darstellung der Ergebnisse folgt.
Die Charakterisierung des Strukturverhaltens und insbesondere des Verformungsverhaltens er-
folgte für alle drei Belastungsarten mittels DIC. Zu diesem Zweck wurden ausgewählte Pro-
benoberflächen der Gitterstrukturen vor Versuchsbeginn mit einem Specklemuster versehen. Die
Aufnahme des Verformungsverhaltens erfolgte in-situ über mindestens eine Laborkamera mit 12

Megapixel und einer Aufnahmefrequenz von 4 Hz.
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Die anschließende DIC-Bildauswertung wurde mit der Software Vic-2D Version 6.0.6 der Firma
Correlated Solutions (Irmo, SC, USA) unter Anwendung einer Subset-Größe zwischen 29×29 Pi-
xel und 35×35 Pixel sowie einer Subset-Schrittweite von sieben vorgenommen. Die Subset-Größe
wurde so gewählt, dass mindestens vier Subsets auf einem Gitterstab in der Breite nebeneinander
passen, was eine Vergleichbarkeit der DIC-Daten mit der nachfolgenden Finite-Elemente-Analyse
in Kapitel 7 ermöglicht.

5.1 Mechanisches Verhalten unter axialer Drucklast

Im Rahmen der vorliegenden Arbeit wurden quasi-statische Druckversuche an drei verschiedenen
Untersuchungsgruppen durchgeführt, mit dem Ziel unterschiedliche Einflussfaktoren zu ermit-
teln. Hauptaugenmerk lag in den ersten beiden Untersuchungsgruppen auf dem Zusammenhang
zwischen der relativen Dichte bzw. der Stegbreite und dem mechanischen Verhalten [187], wäh-
rend in der dritten Untersuchungsgruppe der Fertigungseinfluss im Mittelpunkt stand [185].

5.1.1 Versuchsdurchführung und Auswertung

Der Versuchsplan der quasi-statischen Druckversuche ist in Tabelle 5.2 für die drei Untersu-
chungsgruppen zusammengefasst. In Anlehnung an die vorhandene Norm wurden mindestens
drei Proben je Versuchsart getestet. Hinsichtlich der Spalte Versuch beschreibt Druckversuch
komplett einen normgerechten Druckversuch, deren Vorgehensweise im folgenden Abschnitt be-
schrieben wird. Im Gegensatz dazu wird beim Druckversuch bis zum 1. Versagen das Experiment
unmittelbar nach dem Abfall des ersten Kraft- bzw. Spannungsmaximums gestoppt und die Pro-
ben computertomographisch untersucht [187]. In der Untersuchungsgruppe drei kennzeichnet
der Stern, *, eine Probenreihe, bei denen die Proben extern an einer anderen EBM-Anlage ge-
fertigt wurden. Dabei wurden dieselbe Prozessparameter und Einstellungen verwendet, wie im
Abschnitt 4.1.3 beschrieben. Für weitere Details sei an dieser Stelle auf die Veröffentlichung [185]
verwiesen.
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Tabelle 5.2: Versuchsplan der quasi-statischen Druckversuche

Gitter- rel. Dichte Sb Pb Zell.zahl Proben Versuch
design mm/mm mm mm gesamt

Untersuchungsgruppe 1; Einflussfaktor: relative Dichte
G-03-216 0,3 0,78 1,59 216 4 Druck komplett
G-04-216 0,4 0,925 1,42 216 4 Druck komplett
G-05-216 0,5 1,08 1,24 216 4 Druck komplett
Untersuchungsgruppe 2; Einflussfaktoren: relative Dichte und Stegbreite

G-03-512 0,3 0,6 1,2 512
3 Druck komplett
2 Druck bis 1. Versagen

G-03-216 0,3 0,78 1,59 216
3 Druck komplett
2 Druck bis 1. Versagen

G-03-125 0,3 0,9 1,92 125
3 Druck komplett
2 Druck bis 1. Versagen

G-05-512 0,5 0,84 0,93 512
3 Druck komplett
2 Druck bis 1. Versagen

G-05-216 0,5 1,08 1,24 216
3 Druck komplett
2 Druck bis 1. Versagen

G-05-125 0,5 1,2 1,52 512
3 Druck komplett
2 Druck bis 1. Versagen

Untersuchungsgruppe 3; Einflussfaktor: Fertigung

G-03-512 0,3 0,6 1,2 512
3 Druck komplett
2 Druck bis 1. Versagen

G-03-512* 0,3 0,6 1,2 512
5 Druck komplett
2 Druck bis 1. Versagen

* Probenfertigung an einer anderen EBM-Anlage, siehe [185]

Die quasi-statischen Druckversuche erfolgten an der servohydraulischen MTS 100 kN Landmark
370.10 Prüfmaschine weggesteuert mit einer Prüfgeschwindigkeit von 0,015 mm/s. Die Aufnahme
des Verformungsverhaltens erfolgte bei allen Versuchen über die DIC. Dazu wurden die Proben
mit einer Lichtquelle vollflächig ausgeleuchtet und die Fotos frontal aufgenommen. Der Prüfauf-
bau, inklusive DIC und Thermografiekamera, ist in Abbildung 5.1 gegeben. Die Thermografieka-
mera wird zur Charakterisierung des Ermüdungsverhaltens genutzt.
Für die quasi-statischen Druckversuche wurden die Proben mittig auf der unteren Druckplatte
ausgerichtet und mit einer Vorlast von 100 N belastet. Anschließend erfolgte eine axiale Kom-
pression um 9 mm, wodurch eine Probenstauchung um mindestens 50 % realisiert wurde (Druck-
versuch komplett). Parallel wurden die Zeit, der Verfahrweg und die Kraft aufgezeichnet.
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DIC
Thermografie 
    Kamera 

Probe

Abbildung 5.1: Additiv gefertigte Gitterstruktur in der Druckprüfung an der servohydrauli-
schen MTS 100 kN Landmark 370.10 Prüfmaschine unter Anwendung der di-
gitalen Bildkorrelationstechnik (DIC) sowie einer Thermografiekamera

Zur Versuchsauswertung wurden die Messdaten in einem Spannungs-Dehnungsdiagramm darge-
stellt. Hierzu wurden die Spannungen aus den aufgezeichneten Kraftwerten sowie dem initialen
Probenquerschnitt, der als solide CAD-Querschnittsfläche angenommen wurde, berechnet. Die
Berechnung der Dehnung erfolgte entsprechend der initialen Probenhöhe aus dem aufgezeichne-
ten Verfahrweg sowie unter Berücksichtigung der Maschinensteifigkeit. Die Maschinensteifigkeit
wurde in einem Vorversuch als lineare Funktion der Kraft-Verschiebungsdaten ermittelt und
anschließend aus den Versuchsdaten der Gitterstrukturen herausgerechnet. Für eine Vergleich-
barkeit der Versuchsergebnisse wurden die Rohdaten der Untersuchungsgruppen zwei und drei
im Rahmen der vorliegenden Arbeit, abweichend zu deren Veröffentlichungen in [187] und [185],
unter Berücksichtigung der soliden CAD-Querschnittsflächen sowie der Maschinensteifigkeit aus-
gewertet.
Aus den Druckspannungs-Dehnungskurven wurden unter anderem der Gradient im linear-elas-
tischen Bereich, die Offsetspannung bei 0,2 % Dehnung, die Druckfestigkeit sowie die Plateau-
spannung als mechanische Kenngrößen nach der ISO Norm [180] bestimmt, Abbildung 5.2. Zur
Bestimmung des Gradienten im linear-elastischen Bereich beschreibt die Norm zwei verschiedene
Vorgehensweisen. In der ersten Variante wird der sogenannte quasi-elastische Gradient aus der
Steigung der Geraden innerhalb des linearen Verformungsbereichs am Anfang der Druckspan-
nungs-Dehnungskurve ermittelt (siehe E∗1 in Abbildung 5.2). In der zweiten Variante beschreibt
der elastische Gradient (E∗2) die Steigung im linear-elastischen Bereich, die bei elastischer Be-
und Entlastung zwischen den Plateauspannungen σp70 und σp20 resultiert. Im Detail beschreibt
der elastische Gradient die Sekantenlinie, die sich aus der Hystereseschleife ergibt, die beim Ent-
lasten und anschließendem Belasten zwischen 70 % und 20 % der Plateauspannung folgt [180].
Während der quasi-elastische Gradient bei den Untersuchungsgruppe zwei und drei bestimmt
wurde, erfolgte in der Untersuchungsgruppe eins die Bestimmung des elastischen Gradienten.
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Dies ermöglicht einen Vergleich der in der Norm beschriebenen Varianten. Aus diesem Grund
wurde im Rahmen der Untersuchungsgruppe eins zunächst die Plateauspannung für jede Git-
terdesignvariante sowie die Grenzen σp70 und σp20 in einem Vorversuch ermittelt. Im anschlie-
ßenden Versuch wurde zunächst die Hystereseschleife zwischen σp70 und σp20 durchlaufen, bevor
die Proben bis zu einer axialen Kompression von 9 mm zerdrückt wurden. Die Plateauspannung
beschreibt den arithmetischen Mittelwert der Spannungen in einem Dehnungsbereich zwischen
20 % und 40 %. Sofern die Probenverdichtung bereits vor 40 % Dehnung einsetzt, wird die Plate-
auspannung lediglich bis zu einer Dehnung von 30 % ausgewertet.

Abbildung 5.2: Exemplarische Darstellung zur Bestimmung der mechanischen Druckkennwerte
nach ISO 13314 [180] am Beispiel einer G-05 Gitterstruktur

5.1.2 Einflussgrößen auf die quasi-statischen Druckeigenschaften

Die ermittelten Druckkennwerte sind für die untersuchten Gitterdesignvarianten in Tabelle 5.3
zusammengefasst. Dabei fällt auf, dass sich die Kennwerte teilweise deutlich unterscheiden. Den-
noch liegen die ermittelten Parameter in dem Bereich des kortikalen Knochens eines menschlichen
Femurs, was sie für eine Anwendung im biomedizinischen Kontext prädestiniert. So werden in
Geetha et al. [188] und Kaur et al. [189] Elastizitätsmodule von 4 bis 30 GPa für den kortikalen
Knochen des Femurs angegeben. Weitergehend liegen die Druckfestigkeiten bei ca. 190 MPa [190]
und die Dehngrenzen von kortikalem Knochen bei 150 MPa [191].
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Tabelle 5.3: Quasi-statische Druckkennwerte in Abhängigkeit der relativen Dichte

Design rel. Dichte σ1,max, MPa σ0,2, MPa σp, MPa E∗1,2, GPa ε(σ1,max), %

G-03-5122 0,3 92,9 ±0,4 74,7 ±1,7 60,2 ±11,0 6,3 ±0,3 5,3 ±0,7
G-03-5123 0,3 113,1 ±2,6 94,6 ±6,7 93,8 ±4,1 5,7 ±2,0 7,3 ±0,3
G-03-2162 0,3 96,9 ±1,0 80,8 ±2,3 50,4 ±2,8 7,3 ±0,9 5,7 ±0,1
G-03-2161 0,3 96,1 ±0,4 84,7 ±0,5 48,7 ±4,5 7,8 ±0,3 4,5 ±0,3
G-03-1252 0,3 96,1 ±1,1 87,4 ±0,8 41,4 ±3,2 7,3 ±0,6 5,0 ±0,3
G-04-2161 0,4 165,4 ±1,8 138,6 ±1,4 103,2 ±14,2 13,0 ±0,2 6,1 ±0,5
G-05-5122 0,5 253,0 ±12,1 193,5 ±16,4 337,6 ±3,0 9,6 ±3,2 8,2 ±1,8
G-05-2162 0,5 279,6 ±5,7 199,5 ±3,0 312,0 ±14,6 15,2 ±0,8 7,8 ±0,6
G-05-2161 0,5 276,0 ±6,3 228,7 ±1,1 349,5 ±13,1 19,8 ±0,2 7,0 ±1,2
G-05-1252 0,5 249,1 ±6,9 187,1 ±3,5 221,7 ±11,9 15,7 ±0,6 6,8 ±1,4

1

Ergebnisse der Untersuchungsgruppe 1
2

Ergebnisse der Untersuchungsgruppe 2
3

Ergebnisse der Untersuchungsgruppe 3

Einfluss struktureller Eigenschaften

Zur Veranschaulichung der ermittelten Druckkennwerte sind die Ergebnisse der Untersuchungs-
gruppen eins und zwei in Abbildung 5.3 dargestellt. Anhand der Balkendiagramme fällt der
Einfluss der relativen Dichte in der Untersuchungsgruppe eins, Abbildung 5.3a, unmittelbar auf.
Demnach sinken alle quasi-statischen Druckeigenschaften mit abnehmender relativer Dichte. Da-
bei ist zu betonen, dass in dieser Untersuchungsgruppe jeweils nur eine Designvariante je relative
Dichtegruppe untersucht wurde. Im Gegensatz dazu verfügt Untersuchungsgruppe zwei über je-
weils drei Vertreter (Gitterdesignvarianten) je relative Dichtegruppe. Untersucht wurden die rela-
tiven Dichten 0,3 und 0,5. Die Ergebnisse der relativen Dichtegruppe 0,3 sind in grünen Farbtönen
und der relativen Dichtegruppe 0,5 in blauen Farbtönen in Abbildung 5.3b dargestellt. Ebenso wie
bei der Untersuchungsgruppe eins sinken die ermittelten Kennwerte mit abnehmender relativer
Dichte. Doch innerhalb der relativen Dichtegruppen zeigt sich für ausgewählte Druckeigenschaf-
ten zusätzlich eine Abhängigkeit von der Stegbreite. So ist in Abbildung 5.4b ein Absinken der
Plateauspannung sowie der Dehnung bei Druckfestigkeit mit abnehmender relativer Dichte, so-
wie innerhalb einer relativen Dichtegruppe, mit zunehmender Stegbreite ersichtlich. Besonders
auffällig ist der Einfluss der Stegbreite auf den linear-elastischen Gradienten. Während der Gra-
dient mit abnehmender relativer Dichte sinkt, steigt er innerhalb einer relativen Dichtegruppe
mit zunehmender Stegbreite. Dies impliziert eine Abhängigkeit sowohl von der relativen Dichte,
als auch von der Stegbreite.
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Abbildung 5.3: Druckeigenschaften EBM TiAl6V4 Gitterstrukturen für die Untersuchungs-
gruppe a) eins und b) zwei

Grundsätzlich ist aus Kapitel 2 bereits bekannt, dass die Druckeigenschaften in Abhängigkeit
der relativen Dichte durch das GA-Modell analytisch beschrieben werden können. In der Ori-
ginalform beschreibt das GA-Modell eine Abhängigkeit der relativen Druckkennwerte von der
relativen Dichte.
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Da im Rahmen dieser Arbeit keine Druckkennwerte an EBM gefertigten soliden Rundproben
bestimmt wurden, werden stattdessen die absoluten Kennwerte in die analytische Gleichung
eingesetzt. Somit ergibt sich für die zwei bedeutendsten Druckeigenschaften folgende Abhängig-
keiten:

σ1,max = C · ρm max. Druckfestigkeit (5.1)

E∗ = C · ρn spezifische Steifigkeit (5.2)

Aus der analytischen Approximationen der Versuchsergebnisse aus Untersuchungsgruppe eins mit
Gleichung 5.1 und 5.2 geht hervor, dass sowohl die Abhängigkeit der Druckfestigkeit als auch
der spezifischen Steifigkeit von der relativen Dichte sehr gut mit dem adaptierten GA-Modell
abgebildet werden kann, Abbildung 5.4a. Dabei ergeben sich Exponenten von m = 2,03 für die
Druckfestigkeit und n = 1,8 für den elastischen Gradienten, die sich unmittelbar in die Literatur-
daten einfügen [12, 53]. Werden jedoch die Gitterdesignvarianten innerhalb einer relativen Dich-
tegruppe variiert, gelten die analytischen Modelle nur noch bedingt, was in Abbildung 5.4b zu
sehen ist. Während für die Druckfestigkeit in Untersuchungsgruppe zwei ein vergleichbarer Expo-
nent, wie in der ersten Untersuchungsgruppe resultiert und damit Einflüsse weiterer struktureller
Eigenschaften vernachlässigbar sind, kann die Abhängigkeit des quasi-elastischen Gradienten von
der relativen Dichte nur mit einem Korrelationskoeffizienten von R2 = 0,75 approximiert werden.
Eine bessere Beschreibung des quasi-elastischen Gradienten liefert in diesem Zusammenhang die
Gleichung

E∗ = C · (Sb
ρ

)n (5.3)

die in Analogie zum GA-Modell in Gleichung 5.2 durch die Stegbreite, Sb, erweitert wurde [187].
Dabei ergibt sich eine gute Approximation des quasi-elastischen Gradienten aus Untersuchungs-
gruppe zwei mit einem Korrelationskoeffizienten von R2 = 0,92, Abbildung 5.4c.
Neben der relativen Dichte führte Großmann [68], das Aspektverhältnis, Einheitszellengröße
zu Stegbreite, zur Auslegung sowie zur Beschreibung der mechanischen Eigenschaften von Git-
terstrukturen ein. Die in diesem Kapitel ermittelten Ergebnisse zeigen allerdings eine bessere
Abbildung unter Berücksichtigung der Stegbreite mit Gleichung 5.3, als mit dem von Großmann
vorgeschlagenem Verhältnis. Des Weiteren geht aus den Untersuchungsergebnissen in Tabelle 5.3
hervor, dass der linear-elastische Gradient mit dem quasi-elastischen Gradienten zumindest für
die relative Dichtegruppe 0,3 vergleichbar ist. So ergab sich für die Gitterdesignvariante G-03-216
ein relativer Fehler von nur 6,4 %, wobei die Abweichung innerhalb der Streuung liegt. Die Ab-
weichung innerhalb der relativen Dichtegruppe 0,5 liegt hingegen bei 23 %. Ein Vergleich der
im Rahmen der Be- und Entlastung aufgebrachten Spannungen mit den Offsetspannungen zeigt,
dass die 70%-ige Plateauspannung bei der relativen Dichtegruppe 0,5 mit ca. 245 MPa die Offset-
spannung von ca. 229 MPa übersteigt, was bei der relativen Dichtegruppe 0,3 (σp70 = 34MPa)
nicht der Fall ist. Somit könnte die erste Hystereseschleife eine Plastifizierung in der Struktur
hervorgerufen haben, die für den anschließend höheren Gradienten verantwortlich ist.
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Abbildung 5.4: Einfluss struktureller Eigenschaften auf die Druckeigenschaften EBM TiAl6V4
Gitterstrukturen: a) analytische Approximationen der Versuchsergebnisse aus
Untersuchungsgruppe eins mit dem adaptierten GA-Modell, b) analytische Ap-
proximationen der Versuchsergebnisse aus Untersuchungsgruppe zwei mit dem
adaptierten GA-Modell und c) analytische Approximation des elastischen Gra-
dienten aus Untersuchungsgruppe zwei unter Berücksichtigung der relativen
Dichte und der Stegbreite

Einfluss der Fertigung

Ein weiterer Einflussfaktor auf die quasi-statischen Druckeigenschaften stellt die Fertigung der
Gitterstrukturen dar, wie es bereits in Radlof et al. [185] gezeigt wurde. In dieser Studie wurden
Gitterstrukturen untersucht, die dasselbe Design hatten und mit demselben Fertigungsverfahren,
denselben Prozessparametern sowie demselben Ausgangsmaterial hergestellt wurden. Einziger
Unterschied war die verwendete Fertigungsmaschine. Wie die Ergebnisse in Abbildung 5.5 zei-
gen, resultieren unterschiedliche Festigkeiten bei nahezu gleichen quasi-elastischen Gradienten.
Aus den morphologischen Untersuchungen geht hervor, dass unterschiedliche Fertigungen zu un-
terschiedlichen fertigungsbedingten Imperfektionen, d.h. unterschiedlichen Mikrostrukturen und
Stegbreitenabweichungen, führen. Als wesentlichster Einflussfaktor wurde dabei die Stegbreiten-
abweichung identifiziert [185].
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Abbildung 5.5: Einfluss der Fertigung auf die Druckeigenschaften nach [185]

5.1.3 Einflussgrößen auf das Verformungs- und Schädigungsverhalten

Das Verformungsverhalten der druckbelasteten Gitterstrukturen ist in Abbildung 5.6 für die Un-
tersuchungsgruppen eins und zwei dargestellt. Während Abbildung 5.6a die Mittelwertkurven
mit dem Streuband der Versuchsergebnisse der Gruppe eins zeigt, sind in Abbildung 5.6b der
Übersichtlichkeit halber die Mittelwertkurven ohne Streuband der Gitterstrukturen aus Gruppe
zwei dargestellt. Der Einfluss der relativen Dichte auf das globale Verformungsverhalten fällt in
beiden Untersuchungsgruppen unmittelbar auf. So zeigen die Gitterstrukturen mit einer relati-
ven Dichte von 0,3 und 0,4, entsprechend der Klassifikation nach Gibson und Ashby [34, 61],
ein typisch dehnungsdominiertes Verhalten. Die Gitterstrukturen mit einer relativen Dichte von
0,5 zeigen jedoch eine größere Übereinstimmung mit dem biegedominierten Verhalten. Deutlich
wird dies an drei charakteristischen Stellen im Druckspannungs-Dehnungsdiagramm, primär in
Abbildung 5.6a. Erstens: im Spannungsabfall nach dem ersten lokalen Maximum, der für die
Gitterstrukturen mit einer relativen Dichte von 0,3 und 0,4 deutlich ausgeprägter ist, als für
die Gitterstrukturen mit einer relativen Dichte von 0,5. Zweitens: im Plateaubereich, in dem die
Oszillation bzw. Spannungsamplitude mit steigender relativer Dichte abnimmt. Drittens: zum
Zeitpunkt der Probenverdichtung, der bei den Gitterstrukturen mit einer relativen Dichte von
0,5 bereits bei ca. 25 % Dehnung beginnt und bei den Gitterstrukturen mit einer relativen Dichte
von 0,3 und 0,4 erst bei ca. 45 % bzw. 50 % Dehnung. Der Wechsel zwischen dehnungsdominier-
tem und biegedominiertem Verformungsverhalten bei druckbelasteten Gitterstrukturen lässt sich
typischerweise durch unterschiedliche Einheitszellendesigns begründen [34, 61]. Da dies hier nicht
der Fall ist, wird vermutet, dass der Wechsel auf lokale Effekte zurückzuführen ist.
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Abbildung 5.6: Einflussgrößen auf das Druckspannungs-Dehnungsverhalten für Gitterstruktu-
ren mit unterschiedlicher relativer Dichte
a) Ergebnisse der Untersuchungsgruppe eins: Druckspannungs-Dehnungskur-
ven als Mittelwertkurven mit Streuband
b) Ergebnisse der Untersuchungsgruppe zwei: Mittelwertkurven der Übersicht-
lichkeit halber ohne Streuband

Auch wenn die in der vorliegenden Arbeit untersuchten Gitterstrukturen mit einer relativen
Dichte von 0,5 eine vorrangig biegedominierte Druckspannungs-Dehnungskurve zeigen, liegt kein
reines biegedominiertes Verhalten vor. Denn abweichend zu der GA-Vorhersage (vgl. Abbil-
dung 2.3b) sind die experimentellen Kurvenverläufe durch Spannungsausschläge im Plateaube-
reich gekennzeichnet. Besonders auffällig ist dies bei den Versuchsergebnissen der Untersuchungs-
gruppe zwei (blaue Kurven in Abbildung 5.6b).
Des Weiteren steigen die Amplituden der Spannungsausschläge im Plateaubereich innerhalb ei-
ner relativen Dichtegruppe mit zunehmender Stegbreite. Dies zeigt sich sowohl für die relative
Dichtegruppe 0,5 als auch 0,3. Wie nachfolgend noch genauer beschrieben wird, resultieren die
Spannungsausschläge aus dem Versagen einer kompletten Stegreihe. Gitterstrukturen mit zuneh-
mender Stegbreite verfügen designbedingt über größere Einheitszellen (siehe Tabelle 5.2). Der
Geometrie der untersuchten Gitterstrukturen geschuldet, entspricht die Höhe einer Stegreihe ex-
akt der Höhe einer Einheitszelle. Steigt demnach die Einheitszellenhöhe, erhöht sich der Weg
und damit die Zeit, bis eine versagte Stegreihe mit der darunterliegenden Reihe in Kontakt tritt.
Als Folge resultieren in den Druckspannungs-Dehnungskurven höhere Spannungsamplituden für
Gitterstrukturen mit zunehmender Einheitszellengröße.
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Die Charakterisierung des Schädigungsverhaltens erfolgte unter Anwendung der DIC. Hierbei
wurden digitale Bilder von den Gitterstrukturen über deren Versuchsdauer aufgenommen, die
dem zugehörigen Punkt auf der Druckspannungs-Dehnungskurve zugeordnet werden können.
Abbildung 5.7 zeigt exemplarisch die charakteristischen Verformungszustände (1. Versagen, wei-
teres Versagen, Verdichtung) einer druckbelasteten Gitterstruktur mit einer relativen Dichte von
0,3, die deren Schädigungsverhalten beschreiben. Nach Erreichen der Druckfestigkeit kommt es
zu einem abrupten Spannungsabfall, der aus dem Versagen einer kompletten Stegreihe resultiert,
Abbildung 5.7 - 1. Versagen. Bei fortschreitender Belastung folgen weitere Spannungsausschläge,
bedingt durch das Versagen weiterer Stegreihen, bis zur kompletten Verdichtung der Druckprobe,
Abbildung 5.7 - weiteres Versagen und Verdichtung. Dieses Versagen wird als Schicht-für-Schicht-
Versagen bezeichnet und wurde bereits mehrfach für druckbelastete kubische Gitterstrukturen
identifiziert [53, 112, 187].

Abbildung 5.7: Darstellung des Verformungs- und lokalen Schädigungsverhaltens exemplarisch
für eine Gitterstruktur mit einer relativen Dichte von 0,3 unter Drucklast
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Zur Charakterisierung des lokalen Schädigungsverhaltens erfolgte eine Auswertung der aufgenom-
menen Bilder mithilfe der DIC-Analyse. Im Detail erlauben die so unmittelbar vor bzw. nach
Eintritt des Schichtversagens berechneten lokalen Dehnungsfelder auf der Probenoberfläche ei-
ne Beurteilung der vorliegenden Versagensmechanismen. Wie in Abbildung 5.7 dargestellt, sind
Dehnungshotspots unmittelbar vor Eintritt des ersten Versagens ausschließlich auf den vertikal
orientierten Stegen erkennbar (gelbe Kreise). Im Detail sind drei verschiedene Arten der Deh-
nungsverteilungen an einem Steg ersichtlich. Erstens: an den Eckstegen, vorrangig im 45 Grad
Winkel am Übergang zwischen den vertikalen und den horizontalen Stegen (1), Zweitens: an den
Mittenstegen, im 45 Grad Winkel über die gesamte Längsachse eines vertikalen Steges (2) und
Drittens: an den Mittenstegen, im 90 Grad Winkel am Übergang der vertikal und der horizontal
orientierten Stege (3). Bei fortschreitender Stauchung der Proben tritt das Versagen unmittelbar
an den zuvor beschriebenen Dehnungshotspots ein. Dies konnte durch µCT-Scans unmittelbar
nach Eintritt des ersten Versagens belegt werden. Zusammengefasst zeigen die DIC-Bilder zu-
nächst eine lokale Biegebeanspruchung zusätzlich zur Druckbeanspruchung an den vertikalen
Gitterstäben, was ein Resultat fertigungsbedingter Stegneigungen ist und bereits mehrfach in
der Literatur beobachtet wurde [34, 61, 88]. Das Versagen erfolgt anschließend vorrangig durch
lokal wirkende Schubbeanspruchungen, was an den 45 Grad Versagenswinkeln, sowie dem seitli-
chen Herausschieben einzelner Stegreihen, erkennbar ist.
Das charakteristische Schichtversagen gilt ebenfalls für die Gitterstrukturen mit einer relativen
Dichte von 0,5 und 0,4 (exemplarisch in Abbildung 5.8 und Abbildung A.22). Allerdings zeigen
die DIC-Auswertungen der Gitterstrukturen mit einer relativen Dichte von 0,5 vorrangig Deh-
nungshotspots direkt an den Übergängen der vertikalen und der horizontalen Stege, an denen
später auch das Stegversagen eintrat, Abbildung 5.8. Dennoch weisen die ebenfalls vorhandenen
Dehnungslokalisierungen im 45 Grad Winkel in verschiedenen vertikalen Stegen auf ein Versagen
durch Schubdeformation hin. In Summe zeigen die Gitterstrukturen mit einer relativen Dichte
von 0,5 ein kombiniertes Versagensverhalten aus lokalem Schubversagen und normalspannungs-
gesteuertem Versagen.
Zusätzlich zeigen die DIC-Auswertungen zum Zeitpunkt maximaler Belastung, Abbildung 5.7,
dass sich die Dehnungshotspots bei den Gitterstrukturen mit einer relativen Dichte von 0,3 stark
auf einzelne Stege lokalisieren, während sie sich bei den Gitterstrukturen mit einer relativen
Dichte von 0,5 über die gesamte Probenoberfläche verteilen, Abbildung 5.8. Das Versagen tritt
anschließend, wie durch die Dehnungsfelder angedeutet, lokalisiert in einzelnen Stegreihen sowie
verteilt über eine Vielzahl von Stegen mehrerer Stegreihen ein. Diese Versagensorte sind neben
der Geometrie der Einheitszelle sowie den Versagensmechanismen für die mehr oder weniger stark
ausgeprägten Oszillationen und Spannungseinbrüche in den Spannungs-Dehnungskurven (siehe
Abbildung 5.6) verantwortlich.
Bezüglich der Versagensmechanismen identifizierten Leary et al. [192] einen Wechsel im Verfor-
mungsverhalten allerdings von druckbelasteten PBF-LB/M gedruckten Inconel 625 Gitterstruk-
turen. Im Detail wurde ein Übergang vom lokalen Knicken auf ein lokales Zerdrücken der Stege
beobachtet, den die Autoren mit einer zunehmenden Zellgröße begründeten.
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Allerdings unterscheiden sich die Einheitszellengrößen in der vorliegenden Arbeit nicht voneinan-
der (2,6–3,9 mm für die relative Dichtegruppe 0,5 und 2,4–3,7 mm für die relative Dichtegruppe
0,3), weshalb der Grund für das unterschiedliche Versagensverhalten direkt auf Stegebene vermu-
tet wird. Somit wird in der vorliegenden Arbeit das Verhältnis der vertikalen Stege zur Porengrö-
ße, Sb/Pb, als entscheidender Einflussfaktor auf das elastisch-plastische Verhalten identifiziert.
Dieser liegt für die Gitterstrukturen mit einer relativen Dichte von 0,5 im Mittel bei 0,87 und
für die Gitterstrukturen mit einer relativen Dichte von 0,3 im Mittel bei 0,49.

Abbildung 5.8: Darstellung des Verformungs- und lokalen Schädigungsverhaltens exemplarisch
für eine Gitterstruktur mit einer relativen Dichte von 0,5 unter Drucklast



5 Experimentelle Untersuchungen zum Grenztragverhalten von Gitterstrukturen 79

5.2 Mechanisches Verhalten unter Vierpunktbiegebelastung

Im Rahmen dieser Arbeit wurden quasi-statische Biegeversuche an neun verschiedenen Gitterde-
signvarianten durchgeführt. Dabei wurde die Anzahl der Steg- und Porenbreite sowie die Anzahl
der Einheitszellen variiert, sodass jeweils drei verschiedene Designs für die relative Dichtegruppe
0,3; 0,4 und 0,5 resultierten. Dies ermöglichte die Untersuchung sowie Charakterisierung der Ein-
flussgrößen relative Dichte, Stegbreite sowie Zellanzahl auf die ermittelten Biegeeigenschaften.

5.2.1 Versuchsdurchführung und Auswertung

Die Realisierung einer Biegelast auf die konstruierten Gitterstrukturen erfolgte im Vierpunkt-
biegeversuch, Abbildung 5.9a. Der Vorteil beim Vierpunktbiegeversuch ist, dass eine Probe auf
zwei Auflagern platziert und mit einem Prüfstempel an zwei Stellen mittig belastet wird, wodurch
zwischen den beiden Auflagestellen ein konstantes Biegemoment über die gesamte Gitterstruktur-
breite resultiert. Hierfür wurde eine Vierpunktbiegevorrichtung adaptiert. Die Adaption umfasste
aus Sicherheitsgründen sowie zu Messzwecken die Ummantelung der Auflagerollen mit einer Po-
lyetheretherketonschicht. Zudem wurden die Auflager in eine offene Konstruktion eingebaut,
wodurch einerseits der Zugang zur Probe erleichtert und andererseits eine Flexibilität in den
Abstandseinstellungen der Auflager ermöglicht wurde. Die Auflagerollen besitzen einen Durch-
messer von 16 mm. Für die Versuchsdurchführung wurde entsprechend der Probengeometrie ein
Abstand der inneren Auflager von 42 mm und für die äußeren Auflager von 84 mm eingestellt.
Die Vierpunktbiegevorrichtung wurde über T-Profile in die Spannbacken der servohydraulischen
25 kN Instron 8800 Prüfmaschine mechanisch eingespannt, an der die quasi-statischen Versuche
durchgeführt wurden. Abbildung 5.9b zeigt den Prüfstand inklusive Kameras für die digitale
Bildkorrelation sowie für die Temperaturfeldmessung. Die Thermografiekamera wird zur Charak-
terisierung des Ermüdungsverhaltens genutzt. Um das Verformungsverhalten der zugbelasteten
Probenseite zu charakterisieren, wurde in Anlehnung an [193] eine Spiegeltechnik für die DIC
eingesetzt. Hierfür wurde ein Spiegel unterhalb der Probe mittig zwischen den beiden Auflagern
in die Biegevorrichtung montiert, auf dessen Spiegelfläche eine DIC-Kamera ausgerichtet wur-
de, Abbildung 5.9b. Eine zweite DIC-Kamera wurde frontal zur Probenvorderseite ausgerichtet,
wohingegen die Thermografiekamera das Temperaturfeld bei den Ermüdungsversuchen auf der
gegenüberliegenden Seite der Gitterstruktur dokumentierte. Die Analysen zum Temperaturfeld
sowie zum Schädigungsverhalten auf der zugbelasteten Gitterstrukturseite erfolgen im Kapitel
6.4.2. Im Rahmen der quasi-statischen Versuche wurde das Verformungsverhalten lediglich auf
der frontalen Probenseite analysiert.



80 5 Experimentelle Untersuchungen zum Grenztragverhalten von Gitterstrukturen

Spiegeltechnik

DIC 

frontal

Thermografie 
Kamera

b)a)

Probe
Spiegel

Abbildung 5.9: Versuchsaufbau des Vierpunktbiegeversuchs: a) Biegeprobe eingespannt in die
Vierpunktbiegevorrichtung und b) Veranschaulichung des Prüfaufbaus unter
Anwendung der digitalen Bildkorrelationstechnik sowie der Thermografieka-
mera

Zu Beginn der Biegeversuche wurden die Proben mittig auf der Biegevorrichtung positioniert und
manuell mit einer Vorlast von 100 N belastet. Für die Ermittlung der quasi-statischen Biegekenn-
werte wurden die Biegeproben mit einer konstanten Dehnrate von 1·10−3s−1 bis zum Versagen
der Proben geprüft. Parallel wurde die Zeit, die Kraft sowie der Verfahrweg aufgezeichnet, die
anschließend zur Datenauswertung herangezogen wurden.

Datenauswertung

Im Rahmen dieser Arbeit erfolgte die Ermittlung des maximalen Biegemoments, der Biegefestig-
keit, des Biegemoduls sowie der maximalen Durchbiegung beim Probenversagen als charakteris-
tische Biegekenngrößen. Die dafür notwendigen Maße sind in Abbildung 5.10 dargestellt.

Abbildung 5.10: Kenngrößen einer Biegeprobe im Vierpunktbiegeversuch
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Das maximale Biegemoment, Mb,max, wird entsprechend Gleichung 5.4

Mb,max =
Fmax · lA

2
(5.4)

aus der maximal gemessenen Kraft, Fmax und dem Abstand der unteren und oberen Auflagerol-
len, lA, bestimmt.
Die Biegefestigkeit, σb,max, entspricht der maximalen Biegespannung, die während eines Biege-
versuchs vom Probekörper ertragen wird [194] und berechnet sich im Vierpunktbiegeversuch
entsprechend der Gleichung:

σb,max = Mb,max ·
zmax

I
(5.5)

aus dem maximalen Biegemoment,Mb,max, dem maximalen Abstand der Randfaser zur neutralen
Faser, zmax, sowie dem Flächenträgheitsmoment, I. Das Flächenträgheitsmoment wird für die
Biegeproben vereinfacht mit den Außenmaßen der Gitterstruktur mit

I =
1

12
· t · h3 =

1

12
· 15 · 153mm4 = 4218,75mm4 (5.6)

berechnet. Die Ermittlung des Biegemoduls, Eb, erfolgt mit der Gleichung

Eb =
3F · l2B · lA
wDIC · 4t · h3

(5.7)

aus dem Relativweg, wDIC, dem Abstand der oberen und unteren Rolle, lA, sowie dem Abstand
der Messpunkte auf der Probenoberfläche, lB (siehe Abbildung 5.10a). Der Relativweg, wDIC ,
entspricht der lokalen Probendurchbiegung und wird aus den Bilddaten der Digitalkameras er-
mittelt. Im Detail erfolgte die Auswertung dabei über die DIC-Auswertesoftware Vic-2D, in
dem die Verschiebungen in z -Richtungen an drei definierten Punkten ausgewertet wurden, Ab-
bildung 5.10a. Die Differenz zwischen der Verschiebung in z -Richtung des unteren Punktes und
des Mittelwertes der Verschiebungen der oberen Punkte ergibt die lokale Probendurchbiegung.

5.2.2 Einflussgrößen auf die quasi-statischen Biegeeigenschaften

Die ermittelten Biegekennwerte sind für die untersuchten neun Gitterdesignvarianten in Tabel-
le 5.4 zusammengefasst. Angegeben sind jeweils die Mittelwerte sowie die Standardabweichungen
für die fünf getesteten Proben von jedem Design. Bei den Ergebnissen fällt auf, dass sich die
Kennwerte in Abhängigkeit von der relativen Dichte unterscheiden. Somit ergeben sich Biegefes-
tigkeiten, σb,max von 122–353 MPa, die zum Teil die Biegefestigkeit für menschlichen kortikalen
Knochen (150–190 MPa [191]) erreichen.
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Tabelle 5.4: Quasi-statische Biegekennwerte für die neun untersuchten Gitterdesignvarianten

Design rel. Dichte Mb,max, Nm σb,max, MPa Eb, GPa w(Mb,max), mm

G-03-216 0,3 80 ±5,0 142 ±7,8 12,7 ±0,4 0,06 ±0,014
G-03-343 0,3 74 ±5,1 132 ±8,2 11,7 ±0,6 0,06 ±0,005
G-03-512 0,3 68 ±5,5 122 ±8,8 11,0±0,7 0,05 ±0,003
G-04-216 0,4 133 ±4,7 237 ±7,3 17,5 ±0,2 0,08 ±0,004
G-04-343 0,4 120 ±5,8 213 ±9,2 19,3 ±1,0 0,06 ±0,002
G-04-512 0,4 112 ±8,3 198 ±13,1 17,6 ±0,1 0,06 ±0,007
G-05-216 0,5 199 ±28,3 353 ±45,0 24,1 ±1,2 0,11 ±0
G-05-343 0,5 182 ±9,9 323 ±15,7 26,0 ±0,4 0,07 ±0,008
G-05-512 0,5 169 ±13,0 300 ±20,7 23,6 ±0,8 0,07 ±0,007

Einfluss der relativen Dichte

Der Einfluss der relativen Dichte auf die ermittelten Biegekennwerte (Biegefestigkeit und Bie-
gemodul) ist in Abbildung 5.11 verdeutlicht. Die Ergebnisse sind zunächst differenziert für die
neun untersuchten Gitterdesignvarianten in Abbildung 5.11a dargestellt. Daraus geht hervor,
dass sowohl die Biegefestigkeiten als auch die Biegemodule kontinuierlich abnehmen. Im nächsten
Schritt wurden die Ergebnisse in Abhängigkeit der relativen Dichte der untersuchten Gitterdesi-
gns ausgewertet. Die Mittelwerte einer relativen Dichtegruppe sowie deren Standardabweichung
in Abbildung 5.11b dargestellt.
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Abbildung 5.11: Darstellung der Einflussgröße relative Dichte auf die Biegeeigenschaften
a) Biegefestigkeit und Biegemodul für die neun untersuchten Designvarianten
b) Analytische Approximation der Biegefestigkeit und des Biegemoduls
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Zusätzlich wurden die Ergebnisse in Anlehnung an das adaptierte GA-Modell (vgl. Gleichung 5.1
und 5.2) für die Biegefestigkeit und den Biegemodul ausgewertet. Dabei ergeben sich Exponenten
von m = 1,76 für die Biegefestigkeit und n = 1,43 für den Biegemodul mit Korrelationskoeffizien-
ten von jeweils R2 = 0,999. Sowohl die Abhängigkeit der Biegefestigkeit als auch des Biegemoduls
von der relativen Dichte lassen sich demnach sehr gut mit dem adaptierten GA-Modell abbilden.
Die Biegefestigkeit für menschlichen kortikalen Knochen (150–190 MPa) wird somit mit kubi-
schen EBM TiAl6V4 Gitterstrukturen mit einer relativen Dichte von ca. 0,3 erreicht.

Einfluss der Stegbreite und der Zellanzahl

Aus Abbildung 5.11a geht jedoch hervor, dass neben der relativen Dichte weitere Einflussfak-
toren vorhanden sind. Diesbezüglich sind in Abbildung 5.12 die Einflussgrößen Stegbreite und
Zellanzahl dargestellt. Auffällig ist hierbei, dass die Biegefestigkeiten innerhalb einer relativen
Dichtegruppe mit zunehmender Stegbreite ansteigen (Abbildung 5.12a). Dies gilt ebenfalls für
den Biegemodul in der relativen Dichtegruppe 0,3, jedoch nicht für die relativen Dichtegruppen
0,4 und 0,5; Abbildung 5.12b. Der Einfluss der Zellanzahl ist qualitativ mit der der Stegbreite
vergleichbar, nur in umgekehrter Weise. Die Biegefestigkeiten sinken für alle drei untersuchten
Dichtegruppen mit zunehmender Zellanzahl, Abbildung 5.12c. Für den Biegemodul gilt diese
Abhängigkeit wiederum nur für die relative Dichtegruppe 0,3, Abbildung 5.12d.
Auch wenn die Einflüsse der Stegbreite sowie der Zellanzahl, vor allem auf die Biegefestigkeit,
nachgewiesen werden konnten, sind sie im Vergleich zur relativen Dichte vernachlässigbar klein.
Zur Auslegung biegebelasteter Gitterstrukturen ist daher die relative Dichte als Bemessungsgröße
zu bevorzugen.

5.2.3 Verformungs- und Schädigungsverhalten

Abbildung 5.13 zeigt exemplarisch die Biegekraft-Durchbiegungskurven von drei Proben, die
repräsentativ für je eine relative Dichtegruppen stehen. Dabei zeigt sich ein qualitativ vergleich-
barer Kurvenverlauf für alle drei untersuchten relativen Dichtegruppen. Gekennzeichnet sind die
Verläufe durch einen näherungsweise linearen Anstieg zu Beginn des Versuchs, gefolgt von einer
Plastifizierung, erkennbar an der Abflachung der Kurven. Der Eintritt des Strukturversagens er-
folgt bei allen untersuchten Proben plötzlich beim Erreichen einer maximalen Biegekraft. Dabei
erfolgt das Probenversagen erwartungsgemäß ausgehend von der zugbelasteten Probenseite, wie
es exemplarisch in Abbildung 5.13 für eine Gitterstruktur mit einer relativen Dichte von 0,5
dargestellt ist.
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Abbildung 5.12: Darstellung der Einflüsse weiterer strukturbestimmender Parameter auf die
Biegeeigenschaften: Einfluss der Stegbreite auf a) die Biegefestigkeit und b)
den Biegemodul. Einfluss Zellanzahl auf c) die Biegefestigkeit und d) den
Biegemodul

Mit Beginn der Plastifizierung sind auf den DIC-Bildern Dehnungshotspots in den Stegen der
zugebelasteten Probenseite erkennbar (gelbe Kreise in Abbildung 5.13 DIC-Auswertung-2). Zum
Zeitpunkt der maximalen Belastung kommen weitere Dehnungshotspots in angrenzenden Steg-
reihen hinzu, Abbildung 5.13 DIC-Auswertung-3. Übersteigt die maximale Zugspannung lokal
an den Stegen die zulässige Spannung des Ausgangsmaterials kommt es zur Rissbildung, was
nachfolgend zu einem Stegversagen führt. Dieses Stegversagen erfolgt bei fortschreitender Durch-
biegung senkrecht zur maximalen Normalspannung und breitet sich in den horizontalen Stegen
senkrecht durch die Stegebenen aus, Abbildung 5.13-Versagen. Auffällig ist, dass mehrere Stege
der zugbelasteten Seite Dehnungshotspots zum Zeitpunkt der maximalen Belastung aufweisen.
Dies resultiert aus dem konstanten Biegemoment, welches infolge der Vierpunktbiegebelastung
über den gesamten Bereich des Basisgitters wirkt. Das finale Stegversagen scheint durch die
bereits erwähnten Fertigungsabweichungen, wie Stegbreitenunterschied und Oberflächenrauheit,
begünstigt zu werden und daher eher zufällig aufzutreten. Das Verformungsverhalten ist für al-
le untersuchten Gitterdesignvarianten vergleichbar. Unterschiedliche Versagensmechanismen, wie
sie bei der Druckbeanspruchung beobachtet wurden, konnten nicht identifiziert werden.
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Abbildung 5.13: Biegekraft-Durchbiegungskurven repräsentativ für die relative Dichtegruppen
0,3; 0,4 und 0,5 sowie Darstellung des Verformungs- und lokalen Schädigungs-
verhaltens exemplarisch für eine Gitterstruktur mit einer relativen Dichte von
0,5

5.3 Mechanisches Verhalten unter Torsionbelastung

Im Rahmen dieser Arbeit wurden quasi-statische Torsionsversuche an drei verschiedenen Gitter-
designvarianten durchgeführt. Bei den Gitterstrukturvarianten wurden die Steg- und Porenbrei-
ten so variiert, dass je eine Probengeometrie für eine relative Dichtegruppe, 0,3; 0,4 und 0,5,
untersucht wurde.

5.3.1 Versuchsdurchführung und Auswertung

Die Torsionsversuche erfolgten an der servohydraulischen Tension/Torsion Instron 8854 Prüf-
maschine mit einer konstanten Prüfgeschwindigkeit von 0,1 Grad/sek. Die Aufnahme des Verfor-
mungsverhaltens erfolgte bei allen Versuchen über die DIC. Dazu wurden die Proben mit meh-
reren Lichtquellen vollflächig ausgeleuchtet und die Fotos frontal aufgenommen. Der Prüfaufbau
ist in Abbildung 5.14 dargestellt. In der Abbildung ist zusätzlich eine Thermografiekamera zu
sehen, die zur Charakterisierung des Ermüdungsverhaltens genutzt wurde.
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Abbildung 5.14: Experimenteller Aufbau eines Torsionsversuchs: a) Torsionsprobe eingespannt
in der Tension/Torsion Instron 8854 Prüfmaschine und b) Vergrößerung des
Messbereichs zur Veranschaulichung der digitalen Bildkorrelationstechnik so-
wie der Temperaturfeldmessung mittels Thermografiekamera

Im Rahmen der Torsionsprüfung wurden die Proben bis zum Probenversagen tordiert. Parallel
wurden die Zeit, die Verdrehung und das Drehmoment, welches im Folgenden als Torsiosmoment
bezeichnet wird, aufgezeichnet.
Aus den aufgezeichneten Torsionsmoment-Winkel-Daten wurden die maximale Schubspannung,
τmax, sowie der Schubmodul, G, ermittelt. Die maximale Schubspannung errechnet sich mit der
Beziehung

τmax =
MT,max

WT
(5.8)

wobei MT,max dem maximalen Torsionsmoment und WT dem Torsionswiderstandsmoment ent-
spricht. Für die Gitterstruktur kann vereinfacht eine quadratische Querschnittsfläche angenom-
men werden, wodurch sich das Torsionswiderstandsmoment mit der Beziehung

WT = 0,208 · h · t2 = 0,208 · 15 · 152 = 702mm3 (5.9)

errechnet. Mit dem aufgezeichneten Verdrehwinkel, ϕ, errechnet sich der Schubmodul mit der
Beziehung

G =
MT · l
IT · ϕ

(5.10)

wobei l der Probenlänge, IT dem Torsionsflächenträgheitsmoment und G · IT der Torsionssteifig-
keit entspricht. [195]
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Für die Berechnung des Torsionsflächenträgheitsmoments wird ebenfalls eine quadratische Quer-
schnittsfläche der Gitterstruktur angenommen, womit sich die Gleichung

IT = 0,141 · h · t3 = 0,141 · 15 · 153mm4 = 7138,125mm4 (5.11)

ergibt.

5.3.2 Einflussgrößen auf die quasi-statischen Torsionseigenschaften

Die quasi-statischen Torsionsversuche erfolgten an jeweils drei Proben von jedem Design. Die
ermittelten Torsionskennwerte sind als Mittelwerte sowie unter Angabe der Standardabweichung
in Tabelle 5.5 zusammengefasst. Alle ermittelten Schubmodule liegen innerhalb des Schubmodul-
bereichs für menschliches Knochengewebe (289–3700 MPa) [196, 197].

Tabelle 5.5: Quasi-statische Torsionskennwerte für die untersuchten Designvarianten als Mit-
telwerte ± Standardabweichung

Design rel. Dichte MT,max, Nm τmax, MPa G, GPa ϕ(MT,max), deg

G-05-216 0,5 107,0 ±1,9 152,4 ±2,7 2,2 ±0,04 10,2 ±0,36
G-04-216 0,4 56,7 ±0,6 80,8 ±0,9 1,5 ±0,04 8,3 ±0,65
G-03-216 0,3 28,8 ±0,7 40,9 ±1,0 0,8 ±0,02 8,6 ±0,72

Einfluss der relativen Dichte

Die Torsionskennwerte der untersuchten Gitterstrukturen nehmen mit zunehmender relativen
Dichte ebenfalls zu, Abbildung 5.15. So verfügen die Gitterstrukturen mit der größten relativen
Dichte über die größte Schubspannung bei gleichzeitig größtem Schubmodul. In Abbildung 5.15
ist zusätzlich die analytische Approximation in Anlehnung an das adaptierte GA-Modell (vgl.
Gleichung 5.1 und 5.2) für die Schubspannung und den Schubmodul angegeben. Sowohl für die
Schubspannung als auch den Schubmodul liefert das adaptierten GA-Modell mit Korrelationskoef-
fizienten von mindestens R2 = 0,997 eine sehr gute analytische Beschreibung der experimentellen
Ergebnisse. Dabei ergeben sich Exponenten von m = 2,56 für die Schubspannung und n = 1,94

für den Schubmodul. Zusätzlich ist zu erwähnen, dass jeweils nur eine Gitterdesignvariante (mit
jeweils drei Proben) je relative Dichtegruppe untersucht wurde. Ein Einfluss der Stegbreite oder
Zellanzahl, wie bei den Druck- bzw. Biegeversuchen kann an dieser Stelle nicht bewertet werden.
Die Ergebnisse zuvor haben allerdings gezeigt, dass die relative Dichte der bestimmende Einfluss-
faktor ist.
Zum jetzigen Zeitpunkt wurde das mechanische Verhalten EBM gefertigter TiAl6V4 Gitterstruk-
turen unter Torsionslast lediglich von Cuadrado et al. [97], untersucht. Da sie ebenfalls kubische
Einheitszellen verwendeten, können die Ergebnisse direkt miteinander verglichen werden.
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Für eine Gitterstruktur mit einer relativen Dichte von 0,3 ist der in der vorliegenden Arbeit er-
mittelte Schubmodul (G = 0,8±0,02GPa) 44 % kleiner als der Schubmodul (G = 1,4±0,1GPa)
in [97] und die hier ermittelte Schubspannung (τmax = 40,9 ± 1,0MPa) 34 % größer als die
Schubspannung (τmax = 30,5 ± 2,7MPa) in [97]. Neben der relativen Dichte von 0,3 untersuch-
ten die Autoren die relative Dichte von 0,2. Diese wurde in der vorliegenden Arbeit zwar nicht
experimentell getestet, allerdings kann die Schubspannung und der Schubmodul anhand der in
diesem Kapitel bestimmten analytischen Gleichung berechnet werden. Damit ergeben sich für
eine relative Dichte von 0,2 ein theoretischer Schubmodul von G = 0,38GPa sowie eine theoreti-
sche maximale Schubspannung von τmax = 14,3MPa die jeweils 26 % sowie 12,2 % unterhalb der
Ergebnisse in [97] liegen. Trotz der prozentualen Abweichungen liegen die Ergebnisse unter Be-
rücksichtigung additiv gefertigter Gitterstrukturen in einem vergleichbaren Bereich. Denn bereits
kleinste fertigungsbedingte Abweichungen führen zu unterschiedlichen mechanischen Kennwerten
[185]. Darüber hinaus konnte die Anwendbarkeit der hier ermittelten analytischen Gleichungen,
mit dem Vergleich der Literaturwerte in [97], belegt werden.
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Abbildung 5.15: Einfluss der relativen Dichte auf die Torsionseigenschaften

5.3.3 Verformungs- und Schädigungsverhalten

Das Verformungs- bzw. Schädigungsverhalten der torsionsbelasteten Gitterstrukturen ist in Ab-
bildung 5.16 dargestellt. Dabei sind die Torsionsmoment-Winkelkurven für alle untersuchten
Proben abgebildet, während das Schädigungsverhalten exemplarisch für eine Gitterstruktur mit
einer relativen Dichte von 0,3 gegeben ist. Die Torsionsmoment-Winkelkurven zeigen für alle un-
tersuchten Proben, unabhängig von deren relativer Dichte, ein qualitativ vergleichbares Verhalten
bis zum Eintritt des Probenversagens. Gekennzeichnet sind die Kurven durch einen näherungswei-
se linearen Anstieg zu Beginn des Versuchs gefolgt von einem Fließen, das durch eine Abflachung
der Kurve deutlich wird. Bei fortschreitender Tordierung tritt Probenversagen ein, der in der Be-
lastungskurve durch einen abrupten Abfall des Torsionsmoment gekennzeichnet ist. Dabei zeigen
alle untersuchten Proben ein Scherversagen einer Stegebene senkrecht zur Rotationsachse.
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Abbildung 5.16: Torsionsmoment-Winkelkurven der drei untersuchten Gitterdesignvarainten
sowie Darstellung des Verformungs- und lokalen Schädigungsverhaltens ex-
emplarisch für eine Gitterstruktur mit einer relativen Dichte von 0,3

Dabei fällt auf, dass jeweils nur eine Zellreihe versagt, wie es in Abbildung 5.16 exemplarisch dar-
gestellt ist. Zusätzlich handelt es sich bei den versagten Stegebenen der untersuchten Proben um
immer unterschiedliche Stegreihen. Anhand der DIC-Analyse wird deutlich, dass Dehnungshots-
pots ausschließlich an den Übergängen der vertikalen zu den horizontalen Stegreihen, d.h. an den
Ecken der kubischen Einheitszellen, auftreten. Bei der Betrachtung einer Einheitszelle fällt auf,
dass sich die Dehnungshotspots auf zwei gegenüberliegende Ecken (Kerben) lokalisieren. Begrün-
det wird dies mit der lokalen Schubbeanspruchung an den Einheitszellen in parallelen Ebenen
zur Rotationsachse der Gitterstrukturen, die infolge der globalen Torsionsbelastung, aufgrund
der Gleichheit zugeordneter Schubspannungen, wirken. Die lokale Schubbeanspruchung führt zu
einer Querkraftschubdeformation, die für das anschließende Versagen an den Ecken verantwort-
lich ist.
Aufgrund der Fertigungsungenauigkeit resultieren Stegbreitenunterschiede und Oberflächenrau-
heiten, die sich insbesondere im Bereich der Einheitszellenecken nachteilig auswirken. In den
bereits durch die Querkraftschubbeanspruchung hoch beanspruchten Bereichen wirken anhaften-
de bzw. teilweise aufgeschmolzene Pulverpartikel wie Mikrokerben, wodurch eine Rissbildung
zusätzlich begünstigt und sogar beschleunigt wird.
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Das Versagen einer Stegreihe ist demnach das Resultat der lokalen Schubbeanspruchung in Kom-
bination mit den zufällig verteilten Fertigungsimperfektionen.
Auffällig bei den Belastungskurven ist, dass die Gitterstrukturen mit einer relativen Dichte von
0,3 nach dem 1. Versagen bei einem Torsionsmoment von ca. 4 Nm stagnieren, während die
anderen beiden untersuchten relativen Dichtegruppen unmittelbar auf 0 Nm absinken. Ein mög-
licher Grund für das Stagnieren liegt in den dünneren Stäben der relativen Dichtegruppe 0,3.
Die dünneren Stäbe können leichter in die Belastungsrichtung rotieren und damit die lokale Be-
anspruchung reduzieren als dickere Stäbe. Dies könnte zunächst zu weiteren Rissen in anderen
Stegreihen führen, wie es in Abbildung 5.16 DIC-Auswertung II angedeutet ist, doch folgt ei-
ne Art Setzungserscheinung, woraufhin die bereits versagte Stegebene nicht komplett abschert,
Abbildung 5.16 - Endzustand.

5.4 Zwischenfazit

In diesem Kapitel wurden die mechanischen Eigenschaften von additiv gefertigten Gitterstruktu-
ren in Abhängigkeit der Belastungsarten Druck, Biegung und Torsion untersucht. Dabei wurden
mechanische Eigenschaften ermittelt, die in dem Bereich von menschlichem kortikalem Knochen
liegen. Dies begünstigt einen Einsatz der getesteten Gitterstrukturen als lasttragende Knochen-
implantate.
Die Untersuchungen ermöglichten zusätzlich eine Bewertung des Einflusses struktureller Eigen-
schaften wie relative Dichte, Stegbreite und Zellanzahl auf die resultierenden mechanischen Ei-
genschaften. Für alle drei untersuchten Belastungsfälle zeigen die experimentellen Ergebnisse,
dass das maximale Tragverhalten der Strukturen sowie deren spezifische Steifigkeiten mit zuneh-
mender relativer Dichte ansteigen. Zusätzlich konnten analytische Gleichungen gefunden werden,
mit denen sowohl die Festigkeiten als auch die Steifigkeiten unter Druck-, Biege- und Torsionsbe-
anspruchung in Abhängigkeit der relativen Dichte der untersuchten Gitterstruktur vorhergesagt
werden können. Während die relative Dichte in den meisten Fälle als Haupteinflussfaktor identi-
fiziert wurde, bedarf es weiterhin der Berücksichtigung der Stegbreiten, um die Steifigkeit einer
druckbelasteten Gitterstruktur vorhersagen zu können.
Die Gültigkeit der analytischen Modelle konnte für die Druck- und Torsionsbeanspruchung mit
Hilfe von Literaturangaben belegt werden. Aufgrund der fehlenden Untersuchungen regelmäßiger
Gitterstrukturen unter Vierpunktbiegung in der Literatur, steht der Nachweis für diesen Belas-
tungsfall allerdings noch aus.
Der Einfluss der relativen Dichte wurde nicht nur auf die mechanischen Eigenschaften, son-
dern auch auf das Verformungsverhalten der getesteten Strukturen untersucht. Diesbezüglich
zeigen die Ergebnisse, dass das globale Verformungsverhalten der Gitterstrukturen sowohl von
den geometrischen Eigenschaften der Gitterstrukturen als auch von den lokalen Verformungsme-
chanismen abhängen. Zur Identifizierung der lokalen Ereignisse stellt die DIC-Auswertung eine
geeignete Methode dar.
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Für den Belastungsfall Biegung zeigten die Gitterstrukturen eine zunehmende Grenztragfähig-
keit bei gleichzeitig zunehmender Widerstandsfähigkeit gegen Versagen mit zunehmender re-
lativer Dichte. Während die Grenztragfähigkeit unter Torsionslast ebenfalls mit zunehmender
relativer Dichte ansteigt, ist die Widerstandsfähigkeit gegen Versagen für die Gitterstrukturen
mit einer relativen Dichte von 0,4 am geringsten. Für beide Belastungsfälle unterschieden sich
die Versagensmechanismen jedoch nicht in Abhängigkeit von den strukturellen Eigenschaften.
Während der Einfluss der relativen Dichte auf das Verformungsverhalten druckbelasteter Git-
terstrukturen mit denen unter Biege- und Torsionslast vergleichbar ist, zeigte sich dennoch eine
deutliche Abhängigkeit der Versagensmechanismen von den strukturellen Eigenschaften der un-
tersuchten Gitterstrukturen. So geht aus den Untersuchungen zwar hervor, dass alle untersuchten
Druckproben ein vorrangiges Versagen durch Schubdeformation erfahren, allerdings wiesen die
Gitterstrukturen mit einer relativen Dichte von 0,5 ein zusätzliches normalspannungsgesteuertes
Bruchversagen an den Übergängen der vertikalen und der horizontalen Stegreihen auf. Hierfür
wurde als wesentlichster Einflussfaktor die Stegbreite bzw. das Verhältnis von Stegbreite zu Po-
renbreite identifiziert.
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6 Experimentelle Untersuchungen zum

Ermüdungsverhalten von Gitterstrukturen

Um ein grundlegendes Verständnis über das Ermüdungsverhalten der EBM prozessierten Ti-
Al6V4 Gitterstrukturen zu erhalten, erfolgten zyklische Versuche hinsichtlich der Belastungsarten
Druck, Biegung und Torsion. Neben der Identifizierung der Ermüdungsfestigkeit lag der Fokus
bei den Untersuchungen auf der Charakterisierung des lokalen Schädigungsverhaltens. Weiter-
gehend wurden hinsichtlich der Struktur-Eigenschafts-Beziehungen Einflussgrößen, wie relative
Dichte und Stegbreite auf die Ermüdungseigenschaften beleuchtet.

6.1 Versuchsdurchführung und Auswertung

Die zyklischen Experimente erfolgten für alle drei Belastungsarten sowohl mit denselben Prüf-
maschinen, denselben Prüfaufbauten, sowie denselben Probengeometrien, wie bei den quasi-sta-
tischen Experimenten (siehe Kapitel 5). Ebenso umfassten die Prüfpläne der zyklischen Experi-
mente dieselben Untersuchungsgruppen und Gitterdesignvarianten.
Da sowohl für die Durchführung als auch für die Auswertung der Ermüdungsversuche an addi-
tiv gefertigten Gitterstrukturen keine Normen, Vorschriften oder Standards existieren, konnten
lediglich Hinweise hierzu aus der Literatur z.B. in [12, 14] übernommen werden. Das grundsätz-
liche Ziel der im Rahmen dieser Arbeit durchgeführten Ermüdungsuntersuchungen umfasst die
Charakterisierung des zyklischen Strukturverhaltens auf zwei Lasthorizonten im Zeitfestigkeits-
bereich (Bereich I: 5·104 bis 1·105 Lw und Bereich II: 2·105 bis 5·105 Lw). Die Identifizierung der
Lasthorizonte erfolgte in Voruntersuchungen an mindestens einer Probe von jeder Gitterdesign-
variante auf Basis der quasi-statischen Kennwerte. Für eine Vergleichbarkeit der Ergebnisse in
Abhängigkeit der untersuchten Gitterdesignvarianten sowie der unterschiedlichen Untersuchungs-
gruppen wurden die Lasthorizonte auf die quasi-statischen Kennwerte normiert. So erfolgte die
Normierung im Druckversuch auf die Offsetspannung, σ0,2, und im Biege- sowie Torsionsversuch
auf das maximale Biegemoment,Mb,max, bzw. das maximale Torsionsmoment,MT,max. Die iden-
tifizierten Lasthorizonte sind unter Angabe der aufgebrachten Belastungsamplituden sowie des
normierten Horizonts für die getesteten Gitterstrukturen im Druckversuch in Tabelle 6.1 und im
Biege- sowie Torsionsversuch in 6.2 zusammengefasst.
In Anlehnung an die Literatur erfolgten die Ermüdungsversuche an jeweils zwei Proben auf jedem
Lasthorizont. Unterschieden sich die erreichten Bruchschwingspielzahlen der beiden Proben um
mehr als 40 %, wurde eine weitere Probe getestet. Diese Vorgehensweise garantiert zwar keine
Ermittlung einer statisch abgesicherten Wöhlerlinie, ermöglicht jedoch die prinzipielle Charakte-
risierung des Ermüdungsverhaltens.
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Tabelle 6.1: Parameter der Ermüdungsversuche an den Gitterstrukturen unter Druck-
belastung

Horizont 1 Horizont 2
Design rel. Dichte Normierung σa, MPa Normierung σa, MPa

Gruppe 1
G-03-2161 0,3 1,02× σ0,2 38,6 1,07× σ0,2 40,5
G-04-2161 0,4 1,07× σ0,2 65,3 1,10× σ0,2 66,8
G-05-2161 0,5 1,09× σ0,2 111,1 1,13× σ0,2 116,0
Gruppe 2
G-03-5122 0,3 1,15× σ0,2 38,2 1,20× σ0,2 39,8
G-03-2162 0,3 1,04× σ0,2 38,6 1,10× σ0,2 40,4
G-03-1252 0,3 1,05× σ0,2 40,6 1,15× σ0,2 43,6
G-05-5122 0,5 1,05× σ0,2 92,2 1,10× σ0,2 98,0
G-05-2162 0,5 1,10× σ0,2 102,0 1,3× σ0,2 120,0
G-05-1252 0,5 1,13× σ0,2 95,0 1,15× σ0,2 99,0
Gruppe 3
G-03-5123 0,3 1,15× σ0,2 38,2 1,20× σ0,2 39,8
G-03-5123 0,3 1,05× σ0,2 41,8 1,15× σ0,2 46,6

1

Ergebnisse der Untersuchungsgruppe 1
2

Ergebnisse der Untersuchungsgruppe 2
3

Ergebnisse der Untersuchungsgruppe 3

Tabelle 6.2: Parameter der Ermüdungsversuche an den Gitterstrukturen unter Biege- und Tor-
sionslast

Belastungsamplituden, Ma in Nm
im Biegeversuch im Torsionsversuch

Design rel. Dichte 0,15×Mb,max 0,2×Mb,max 0,12×MT,max 0,17×MT,max

G-03-216 0,3 5,4 7,2 3,45 4,85
G-03-343 0,3 5,0 6,7
G-03-512 0,3 4,6 6,1
G-04-216 0,4 8,9 11,9 6,85 9,7
G-04-343 0,4 8,1 10,8
G-04-512 0,4 7,6 10,1
G-05-216 0,5 13,4 17,9 12,85 18,2
G-05-343 0,5 12,3 16,4
G-05-512 0,5 11,4 15,2
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Die Voruntersuchungen zur Identifizierung der Lasthorizonte wurden außerdem dazu genutzt,
die Maschinendynamik von jedem Prüfstand mit der PID-Regelung in Abhängigkeit der Gitter-
designvariante zu optimieren. So erfolgten die Versuchsdurchführungen mit Prüffrequenzen von
f = 30Hz im Druckversuch, f = 20Hz im Biegeversuch und f = 10Hz im Torsionsversuch.
Die zyklische Beanspruchung erfolgte im Druckversuch mit einer schwellenden Beanspruchung
bei einem Spannungsverhältnis (R = σmin/σmax) von R = 10. Im Torsionsversuch erfolgte ei-
ne rein-wechselnde Beanspruchung bei einem Spannungsverhältnis von R = −1. Hinsichtlich
einer anwendungsbezogenen zyklischen Biegebeanspruchung, z.B. im Hüftimplantat, bei der die
Durchbiegung unter normalen Beanspruchungen nur in eine Richtung erfolgt, wurde ein Span-
nungsverhältnis von R = 0,1 gewählt.
Die Proben wurden im Ermüdungsversuch bis zum kompletten Probenversagen bzw. bis zu einer
Grenzschwingspielzahl von NG = 1 · 106 Lw geprüft. Um die Versuchsergebnisse in einem Wöh-
lerdiagramm auszuwerten, wurden die Versagensschwingspielzahl, Nf, aus den Versuchsdaten
ermittelt. Wie bereits aus Kapitel 2 bekannt, gibt es keine konkreten Vorgaben zur Ermittlung
der Versagensschwingspielzahlen, sondern nur Empfehlungen aus vorangegangen Untersuchun-
gen. Aus diesem Grund erfolgte im Rahmen dieser Arbeit die Definition des Probenversagens
im Biegeversuch bei einer Lastwechselzahl, bei der die Probensteifigkeit auf 75 % abgefallen ist.
Im Torsionsversuch wird hingegen die Lastwechselzahl gewählt, bei der die Probensteifigkeit auf
50 % gesunken ist. Die Ermittlung der Versagensschwingspielzahlen im Druckversuch erfolgte
mit der von Kolken et al. [138] präsentierten Methode. Darin wird die Versagensschwingspielzahl
anhand des sprunghaften Anstiegs im Dehnungs-Lastwechselzahlen-Diagramm bestimmt. Da-
bei entspricht die Lastwechselzahl zum Zeitpunkt des lokalen Minimums der ersten Ableitung,
dε/dN, dem Zeitpunkt der Versagensschwingspielzahl. Die Vorgehensweise ist exemplarisch in
Abbildung 6.1 dargestellt.
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Abbildung 6.1: Ermittlung der Versagensschwingspielzahl, Nf , anhand der Dehnungsentwick-
lung im Druckversuch: a) Dehnungsentwicklung sowie deren erste Ableitung in
Abhängigkeit der Lastwechselzahl und b) Ausschnitt aus a)
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Zur Charakterisierung der Ermüdungslebensdauer erfolgte die Auswertung der ermittelten Versa-
gensschwingpielzahlen in einer absoluten und normierten Wöhlerkurve. Auf diese Weise konnten
normierte Zeitfestigkeitsgeraden in Anlehnung an die Basquin Gleichung [130] ermittelt werden.
Für die Belastungsfälle Druck, Biegung und Torsion ergaben sich die Beziehungen

|σmin|/σ0,2 = a ·N b
f (6.1)

Mmax/Mb,max = a ·N b
f (6.2)

Mmax/MT,max = a ·N b
f (6.3)

mit den normierten Lastniveaus |σmin|/σ0,2 für Druck,Mmax/Mb,max für Biegung,Mmax/MT,max

für Torsion sowie den Basquin Koeffizienten a und b. Hierbei ist zu beachten, dass die Be-
schreibung der Zeitfestigkeitsgeraden abweichend zu der Potenzfunktion in Gleichung 2.7 als
Funktion |σmin|/σ0,2 bzw. Mmax/Mb,T,max = f(N) erfolgte, um die Vergleichbarkeit mit den
Literaturangaben, z.B. in [12], zu gewährleisten. Zudem wurden zur Beschreibung des Beanspru-
chungszustandes im Biege- und Torsionsversuch die Momente verwendet. Eine Umrechnung in
die entsprechenden Biege- und Schubspannungen ist mit den Gleichungen 5.5 und 5.8 jederzeit
möglich. Aus den ermittelten Zeitfestigkeitsgeraden wurden die für die Medizintechnik relevanten
Langzeitfestigkeiten extrapoliert. Diesbezüglich wird im biomedizinischen Kontext, in Untersu-
chungen an additiv gefertigten Gitterstrukturen, standardmäßig die Belastungsamplitude, die
bei 106 Lastwechsel erreicht wird, als Langzeitfestigkeit angenommen [92].

6.2 Methoden zur Charakterisierung des Schädigungsverhaltens

Die Charakterisierung des Ermüdungsverhaltens erfolgte im Rahmen dieser Arbeit global durch
Auswertung der Maschinendaten und lokal unter Anwendung verschiedener in-situ sowie ex-situ
Mess- und Analysemethoden. In-situ, d.h. während der Versuchsdurchführung, wurden die DIC,
die Temperaturfeldmessung sowie die Gleichstrompotentialmethode zur Charakterisierung des
Schädigungsverhaltens angewandt. Ex-situ, d.h. im Anschluss an die Experimente, erfolgte die
Identifizierung der zugrundeliegenden Schädigungsmechanismen mittels Schliffbildanalyse.

6.2.1 Digitale Bildkorrelationstechnik

Für die Anwendung der DIC wurden die zu untersuchenden Probenoberflächen vor Versuchs-
beginn mit einem Specklemuster versehen. Die Aufnahme des Verformungsverhaltens erfolgte
mit 12 MP Kameras lastwechselgesteuert über ein Fulcrum Modul der Firma isi-sys (Kassel,
Deutschland).
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Hinsichtlich der Generierung einer ausreichenden Datenmenge bei gleichzeitiger ressourcenscho-
nender Anwendung wurde die Aufnahmefrequenz an die zu erwartende Bruchschwingspielzahl
angepasst. Daher resultierten unterschiedliche Aufnahmefrequenzen in Abhängigkeit des Belas-
tungshorizonts (Bereich I: ein Bild alle 250 Lw und Bereich II: ein Bild alle 500Lw). Die Kame-
ras wurden so positioniert, dass die Gitterstruktur möglichst groß aufgelöst wurden, wodurch
eine Auflösung von 100 Pixel/mm bis 133 Pixel/mm resultierte. Das lokale Dehnungsfeld auf
der Probenoberflächen wurde aus den aufgenommenen Bilddaten mittels Vic-2D Version 6.0.6
berechnet. Die Prüfaufbauten sowie weitere Parameter zur DIC-Auswertung sind in Kapitel 5
beschrieben.

6.2.2 Temperaturfeldmessung

Bei der Thermografie handelt es sich um ein berührungsloses, kamerabasiertes, optisches in-
situ Messverfahren zur Bestimmung von Temperaturfeldern auf der Probenoberfläche. Mit Hilfe
einer Infrarot-Thermografiekamera lassen sich Temperaturerhöhungen in Echtzeit charakterisie-
ren, die bei plastischer Verformung, Dehnungslokalisierung und/oder Phasenumwandlungen auf-
treten [198]. Da sich diese Methode bereits bei soliden Proben bewährt hat [140], wird deren
Anwendbarkeit auf Gitterstrukturen im Rahmen dieser Arbeit untersucht. Dafür wurden die Ver-
suchsaufbauten durch eine Temperaturfeldmessung mit Hilfe der Infrarotkamera VarioCam@HD
der Firma InfraTec (Dresden, Deutschland) ergänzt (siehe Abbildung 5.1, 5.9 und 5.14). Um eine
Temperaturerhöhung so rauschfrei wie möglich messen zu können, wurden die Probenoberseiten
im Vorfeld geschwärzt. Zusätzlich wurde der Kamerakopf so nah wie möglich an die Proben
montiert. Bedingt durch die Prüfmaschinen und die Versuchsaufbauten ergaben sich Abstände
zwischen der Probenoberfläche und der Kameralinse von 75 mm bei den Druckversuchen, 25 mm

bei den Biegeversuchen und 120 mm bei den Torsionsversuchen. Die Aufnahmefrequenzen wur-
den zwischen 1 Hz und 5 Hz variiert.
Die Auswertung des Temperaturfeldes erfolgte in IRBIS Version 3.1 der Firma InfraTec (Dres-
den, Deutschland). Dabei lag die Identifizierung einer möglichen Temperaturerhöhung lokal auf
den Gitterstäben im Fokus der Untersuchungen. Im Detail wurde ein Temperaturanstieg, ∆Ti,
unter Anwendung der maximalen Temperatur in ausgewählten Stegen, Tmax,i, sowie unter Be-
rücksichtigung zweier Referenzpunkte, TP1,TP2, mit Hilfe der Gleichung 6.4 ermittelt.

∆Ti = Tmax,i − 0,5 · (TP1 + TP2) (6.4)

Die Referenzpunkte befanden sich auf der Probe, allerdings außerhalb der Gitterstruktur, z.B. im
Übergang zwischen Gitterstruktur oder im Einspann- oder Auflagebereich (siehe Abbildung 6.2)
und somit dort wo eine geringe Beanspruchung erwartet wurde. Die Ermittlung der maximalen
Temperaturen erfolgten durch Auswertung von Linien, die manuell über die auszuwertenden
Stege gelegt wurden.
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Abbildung 6.2: Exemplarische Darstellung des Auswertebereichs bei der Temperaturfeldmes-
sung an drei verschiedenen Versuchsproben
a) Druckprobe, b) Biegeprobe, c) Torsionsprobe

6.2.3 Gleichstrompotentialmethode

Bei der Gleichstrompotentialmethode wird ein konstanter Strom, I, in die Probe eingeleitet und
die Potentialdifferenz, Upot, an definierten Punkten abgegriffen. Das Prinzip beruht auf dem
Ohm’schen Gesetz, nach dem der elektrische Widerstand mit dem Risswachstum aufgrund der
Verringerung des Probenquerschnitts steigt [118, 199].
Für die experimentelle Ermittlung der Potentialdifferenz wurden Lötstifte mittels Punktschwei-
ßen an die Versuchsproben angebracht. Die Potentialabgriffspunkte sind in Abbildung 6.3 ex-
emplarisch für die Druck-, Biege- und Torsionsproben gezeigt. Für die Messung der Potenti-
aldifferenz wurden die Lötstifte über 1,5 mm2 Elektrokabel bei der Stromeinleitung und über
0,75 mm2 Elektrokabel bei der Stromabnahme mit dem Rissfortschrittsmessgerät DCM-2 der
Firma MATELECT LTD (Harefield, Großbritannien) verbunden und in den experimentellen
Aufbau eingebunden. Die Höhe des Stroms lag bei allen Versuchen bei 6 A.

a) b)

c)

Abbildung 6.3: Messung der Potentialdifferenz an einer: a) Druck-, b) Torsions- und c) Biege-
probe
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6.2.4 Schliffbildanalyse

Die Schliffbildanalyse ist eine zerstörende Prüfung, die zur Identifizierung der zugrundeliegenden
Schädigungsmechanismen der untersuchten Gitterstrukturen angewandt wurde. Hierfür wurden
ausgewählte Versuche bis zu einem zuvor definierten Abbruchkriterium geprüft und anschließend
metallographisch aufbereitet, mit dem Ziel, Risse bzw. Rissinitiierungsorte zu detektieren. Als
Abbruchkriterien wurden Potentialdifferenzantiege, ∆Upot, genutzt, die in Abhängigkeit der un-
tersuchten relativen Dichtegruppe sowie der Versuchsart in Tabelle 6.3 gelistet sind. Aus den
DIC-Auswertungen der vorangegangenen Ermüdungsversuchen wurden versagenskritische Berei-
che ermittelt. Die Bereiche beschreiben Orte, die eine hohe Beanspruchung aufweisen und an-
hand von Dehnungshotspots identifiziert wurden. Anschließend wurden die relevanten Bereiche
bzw. Probenseiten der Gitterstrukturen mit dem Präzisionstrenner IsoMet Low Speed der Firma
Buehler (Leinfelden-Echterdingen, Deutschland) abgetrennt und für weitere Untersuchungen in
Epoxidharz eingebettet. Die Analyse der Schliffbilder erfolgte nach den erforderlichen Schleif-
und Poliervorgängen am Digitalmikroskop KH-7700 der Firma Hirox (Limonest, Frankreich).

Tabelle 6.3: Verwendete Potentialdifferenzanstiege zum Stoppen der Ermüdungsversuche an
den Gitterstrukturen unter Druck-, Biege- und Torsionslast

rel. Dichte Potentialdifferenzanstieg ∆Upot unter
Druck Biegung Torsion

0,5 0,065mV 0,025mV 0,5mV
0,4 0,152mV 0,1mV 0,5mV
0,3 0,35mV 0,05mV 0,2mV

6.3 Ermüdungsverhalten unter axialer Drucklast

Die Ermüdungsuntersuchungen unter axialer Drucklast erfolgten in drei verschiedenen Untersu-
chungsgruppen an insgesamt sieben unterschiedlichen Gitterdesignvarianten. Dadurch konnten
die Einflussfaktoren relative Dichte, Stegbreite und Fertigung auf das Ermüdungsverhalten un-
tersucht werden.

6.3.1 Einflussgrößen auf die Ermüdungslebensdauer

Die Ergebnisse der Ermüdungsversuche sind in Abbildung 6.4 als normierte und absolute Wöh-
lerkurven dargestellt. Erwartungsgemäß sinken die absoluten Belastungsamplituden mit abneh-
mender relativen Dichte der getesteten Gitterstrukturen, Abbildung 6.4a und c.
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Abbildung 6.4: Auswertung der zyklischen Druckversuche als absolute (links) und normierte
(rechts) Wöhlerkurven für die Untersuchungsgruppe a-b) eins, c-d) zwei und
e-f) drei

Die Gitterstrukturen mit einer relativen Dichte von 0,5 verfügen demnach über die höchste
Widerstandsfähigkeit gegen Ermüdungsversagen durch Drucklast. Durch die Normierung der Be-
anspruchungsamplituden zeigen die Untersuchungsergebnisse auch weiterhin eine Abhängigkeit
und fallen nicht in einem Streuband zusammen, Abbildung 6.4b,d.
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Die Idee hinter der Normierung besteht in der alleinigen Darstellung der Versuchsergebnisse in
Abhängigkeit des Einheitszellendesigns, was Yavari et al. in den Untersuchungen an PBF-LB/M
gedruckten TiAl6V4 Gitterstrukturen [137, 200] zeigen konnten. Doch die in der vorliegenden Ar-
beit durchgeführten Untersuchungen an derselben Gitterdesignvariante, Abbildung 6.4e,f, führten
zu unterschiedlichen normierten Wöhlerkurven, weshalb neben dem Einheitszellendesign weite-
re Einflussfaktoren vermutet werden. Zur Quantifizierung der Versuchsergebnisse wurden die
normierten Versuchsdaten für jede untersuchte Gitterdesignvariante mit der Potenzfunktion aus
Gleichung 6.1 approximiert. Die Ergebnisse der analytischen Auswertung sind in Tabelle 6.4
zusammengefasst. Damit konnten zusätzlich die normierten sowie absoluten einsatzrelevanten
Langzeitfestigkeiten bei 106 Lastwechsel extrapoliert werden.

Tabelle 6.4: Analytische Auswertung der Versuchsergebnisse druckbelasteter Gitterstrukturen
sowie Extrapolation der Langzeitfestigkeit bei 106 Lastwechsel

Design relative Analytischer Lasthorizont Langzeitfestigkeit, σa
Dichte Fit bei 106 Lw bei 106 Lw

G-03-2161 0,3 1,22 ·N−0,013 1,02 σ0,2 38,87MPa
G-04-2161 0,4 1,39 ·N−0,02 1,06 σ0,2 66,11MPa
G-05-2161 0,5 1,69 ·N−0,037 1,01 σ0,2 103,94MPa
G-03-5122 0,3 2,24 ·N−0,052 1,09 σ0,2 36,64MPa
G-03-2162 0,3 1,28 ·N−0,018 0,99 σ0,2 35,99MPa
G-03-1252 0,3 1,39 ·N−0,021 1,04 σ0,2 40,90MPa
G-05-5122 0,5 3,00 ·N−0,081 0,98 σ0,2 85,33MPa
G-05-2162 0,5 1,95 ·N−0,042 1,09 σ0,2 97,85MPa
G-05-1252 0,5 3,16 ·N−0,079 1,06 σ0,2 89,25MPa
G-03-5123 0,3 2,24 ·N−0,052 1,09 σ0,2 36,64MPa
G-03-5123 0,3 1,62 ·N−0,032 1,04 σ0,2 44,27MPa

Zur Identifizierung der Einflussgrößen auf das Ermüdungsverhalten druckbelasteter Gitterstruk-
turen erfolgte in Anlehnung an Benedetti et al. [12] eine Auswertung der ermittelten absoluten,
σa(106 Lw), bzw. normierten Langzeitfestigkeiten, |σmin|(106 Lw)/σ0,2, in Abhängigkeit der rela-
tiven Dichte, ρ, sowie der Stegbreite, Sb, Abbildung 6.5.
Für die extrapolierten absoluten Langzeitfestigkeiten zeigt sich für die untersuchten Gitterstruk-
turen ein Anstieg mit zunehmender relativer Dichte, Abbildung 6.5a. Dieser Zusammenhang
lässt sich sehr gut mit einer Potenzfunktion approximieren. Entgegen der in [12] und in Abbil-
dung 2.13 gezeigten Abhängigkeit der extrapolierten normierten Langzeitfestigkeiten, zeigen die
im Rahmen dieser Arbeit untersuchten Gitterstrukturen keinen abnehmenden Trend mit sinken-
der relativer Dichte, Abbildung 6.5b. Dies verdeutlicht, dass der Einfluss der relativen Dichte auf
das Verformungsverhalten der getesteten Strukturen bereits im quasi-statischen Versuch durch
die Offsetspannung erfasst wurde.
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Während in den quasi-statischen Versuchen ein Einfluss der Stegbreite auf die Grenztragfestig-
keit identifiziert wurde, ist deren Einfluss auf die Ermüdungsfestigket marginal. Innerhalb einer
relativen Dichtegruppe zeigt sich eine minimale Zunahme der absoluten Langzeitfestigkeit mit
zunehmender Stegbreite, Abbildung 6.5c. Im Vergleich zur relativen Dichte ist dieser aber ver-
nachlässigbar.

ρ = 0,32
ρ = 0,31

ρ = 0,33

ρ = 0,41

ρ = 0,42

ρ = 0,53

a) b)

c)

0,3 0,4 0,5
 ρ, mm/mm

0,3 0,4 0,5
 ρ, mm/mm

0,96

1

1,02

1,04

1,06

1,08

1,1

0,98|σ
m

in
| (

10
6 

L
w

) 
/ σ

0,
2 

Sb mm

30
40

50

60

70

80

90
100

20

40

60

80

100

120

σ a
 (1

06  L
w

),
 M

P
a

0,5 0,6 0,7 0,8 0,9 1 1,1 1,2

σa = 313,4 ρ1,73

R² = 0,97 

σ a
 (1

06  L
w

),
 M

P
a

Abbildung 6.5: Einflüsse auf das Ermüdungsverhalten im Druckversuch: a) Einfluss der rela-
tiven Dichte auf die extrapolierten Langzeitfestigkeitsamplituden, b) Einfluss
der relativen Dichte auf die extrapolierte normierte Langzeitfestigkeit und c)
Einfluss der Stegbreite auf die extrapolierte absolute Langzeitfestigkeit

Während die relative Dichte als Haupteinflussfaktor auf die Ermüdungsfestigkeit angesehen wer-
den kann, wurde in Radlof et al. [185] die Fertigung als weiterer Einflussfaktor identifiziert,
Abbildung 6.4e-f. Im Detail führten unterschiedliche Fertigungen zu unterschiedlichen Stegbrei-
ten und Mikrostrukturen, die letztlich für die unterschiedlichen Ermüdungsfestigkeiten verant-
wortlich waren. Eine genaue Verantwortlichkeit konnte allerdings nicht festgestellt werden. Doch
generell zählen die beiden quantifizierten Abweichungen zu den bisher bekanntesten fertigungs-
bedingten Imperfektionen, die die Ermüdungseigenschaften beeinflussen [5, 12].
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Bei den in der vorliegenden Arbeit durchgeführten Untersuchungen fallen die ermittelten normier-
ten Belastungshorizonte auf, die mit 0,98 bis 1,09×σ0,2 größtenteils oberhalb der im quasi-stati-
schen Versuch ermittelten Offsetspannungen liegen. Dennoch tritt das Probenversagen im Zeit-
festigkeitsbereich auf. Yavari et al. detektierten in ihren Untersuchungen an ebenfalls kubischen
Gitterstrukturen [200] kein Ermüdungsversagen bis 106 Lw bei einer maximalen Belastung von
0,8× σ0,2. Sie begründeten ihre Entdeckungen damit, dass eine zyklische axiale Druckbelastung
innerhalb der kubischen Gitterstrukturen lediglich Druckbeanspruchungen hervorrufen, während
andere Einheitszellentypen neben der Druckbeanspruchung eine gewisse Biegebeanspruchung er-
fahren. Diese Überlagerung führe lokal an den Gitterstäben neben Druck- auch zu Zugspannun-
gen. Es ist bekannt, dass Druckspannungen eine wichtige Rolle beim Ermüdungsrisswachstum
spielen [134]. Im Allgemeinen können Druckspannungen ein Rissschließen verursachen und damit
das Ermüdungsrisswachstum verzögern. Dies erschwert somit das Risswachstum in Gitterstäben
bzw. Gitterstrukturen, die überwiegend auf Druck belastet werden. Im Gegensatz dazu wachsen
die Ermüdungsrisse in Gitterstrukturen, die auf andere Einheitszellendesigns basieren, deutlich
schneller. Der Grund hierfür sind die aus den zusätzlichen Biegeeffekten resultierenden Zug- und
Druckspannungen. Da die im Rahmen dieser Arbeit untersuchten Strukturen mit Belastungen
oberhalb der Offsetspannungen dennoch Lebensdauern im Zeitfestigkeitsbereich aufweisen, wird
im Folgenden vor allem das lokale Ermüdungsverhalten genauer analysiert.

6.3.2 Charakterisierung des Ermüdungsverhaltens

Die Charakterisierung des Ermüdungsverhaltens erfolgte global durch Auswertung des Dehnungs-
verlaufs sowie einer Potentialdifferenzmessung und lokal durch Analyse des lokalen Dehnungsfel-
des auf der Probenoberfläche sowie einer Temperaturfeldmessung.

Dehnungsverlauf und Potentialdifferenzmessung im Druckversuch

Wie bereits aus Kapitel 2.3.2 bekannt, ermöglicht die Dehnungsverlaufsanalyse grundsätzlich
eine Ermittlung der drei Lebensdauerphasen: Rissentstehung, stabiler Rissfortschritt und Rest-
bruch. Nach Boniotti et al. [135] kann der Bereich des stabilen Rissfortschritts (Bereich II) mit
Beginn der Rissinitiierung detektiert werden. Im Detail wird in [135] eine Methode beschrieben,
wie anhand des Dehnungsverlaufs zunächst die Rissinitiierung detektiert und anschließend die
Versagensschwingspielzahl ermittelt werden kann. Während diese Methode in Polley et al. [201]
für EBM TiAl6V4 Gitterstrukturen bestehend aus Gyroideinheitszellen angewandt wurde, kann
sie im Rahmen dieser Arbeit nicht genutzt werden. In der Vorgehensweise wird zunächst eine
annähernd horizontale Linie durch die anfänglichen konstanten Dehnungsamplituden zum Ver-
suchsbeginn gelegt. Eine Erhöhung dieser Linie um 1 %, sowie deren anschließender Schnittpunkt
mit der Dehnungskurve, kennzeichnet die Schwingspielzahl bei Rissinitiierung.
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Im Gegensatz zu den in [201] untersuchten Gyroidstrukturen, zeigen die in der vorliegenden
Arbeit untersuchten kubischen Gitterstrukturen mit sofortigem Beginn des Ermüdungsversuch
einen kontinuierlichen Anstieg der Dehnungsamplitude, Abbildung 6.6. Wird dennoch eine Ge-
rade durch die allerersten Dehnungswerte gelegt, ergibt sich nach einem 1-prozentigen Anstieg
ein sofortiger Schnittpunkt im darauffolgenden Lastwechsel. Dies zeigt entweder, dass die unter-
suchten kubischen Gitterstrukturen bereits innerhalb der ersten Lastwechsel eine Rissinitiierung
erfahren, was aufgrund der hohen Belastungsamplituden durchaus denkbar ist, oder diese Me-
thode eignet sich nicht für alle Einheitszellentypen. Diese Erkenntnisse lassen allerdings auch
die Schlussfolgerung zu, dass aufgrund der hohen Maximallasten, lokale plastische Verformungen
hervorgerufen wurden, die einen sofortigen und kontinuierlichen Anstieg der Dehnungsamplitu-
den bewirkten. Allerdings zeigen alle untersuchten Proben in den ersten Lastwechselzahlen einen
etwas flacheren Anstieg der in einen steileren Anstieg übergeht, was einen Schädigungsfortschritt
mit ansteigender Lebensdauer zeigt. Der Übergang ist allerdings nicht klar definiert oder quan-
tifizierbar, wurde aber dennoch manuell in Abbildung 6.6a-c eingetragen. Der Übergang vom
Bereich II, dem stabilen Rissfortschritt, zum Bereich III, dem Restbruch ist visuell gut erkenn-
bar. Er ist durch einen rapiden Anstieg der Dehnungsamplituden gekennzeichnet.
Auffällig ist der in Abbildung 6.6a dargestellte Kurvenverlauf für die Gitterstruktur mit einer
relativen Dichte von 0,5 auf dem 1,13× σ0,2 Horizont. Für diese Probe ist ein deutlich steilerer
Anstieg im Bereich II erkennbar. Hervorgerufen wird dieses Verhalten durch die hohe Belastungs-
amplitude, die offensichtlich zu einem schnellen Dehnungsanstieg mit vorzeitigem Probenversagen
führte.
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Abbildung 6.6: Dehnungsentwicklung im Ermüdungsversuch unter Druckbelastung auf unter-
schiedlichen Lasthorizonten exemplarisch für Gitterstrukturen mit einer relati-
ven Dichte von: a) 0,5; b) 0,4 und c) 0,3
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Zur Charakterisierung des Ermüdungsverhaltens wurde die Potentialdifferenzmessung im Rah-
men der Untersuchungsgruppe eins angewandt. Bei einer einheitlichen Stromstärke von 6 A re-
sultierte im unbelasteten Zustand eine initiale Potentialdifferenz im Mittel von 2,3 mV für Git-
terstrukturen mit einer relativen Dichte von 0,5, 3,6 mV für Gitterstrukturen mit einer relativen
Dichte von 0,4 und 5,6 mV für Gitterstrukturen mit einer relativen Dichte von 0,3. Im Folgen-
den wurden die Anfangswerte genullt und der Anstieg der Potentialdifferenz in Abhängigkeit
der Lastwechselzahl bzw. der Lebensdauer ausgewertet. Diesbezüglich zeigt Abbildung 6.7 die
Potentialdifferenzkurven exemplarisch für je eine Probe von einer relativen Dichtegruppe zusam-
men mit deren Dehnungsentwicklungen. Grundsätzlich konnte in allen gültigen Versuchen ein
Anstieg der Potentialdifferenz über den gesamten Versuchsablauf gemessen werden. Auffällig
ist dabei der sofortige Anstieg der relativen Potentialdifferenz zu Versuchsbeginn, der mit ab-
nehmender relativer Dichte der Gitterstrukturen ansteigt. Da ein Anstieg der Potentialdifferenz
grundsätzlich mit dem Anstieg des elektrischen Widerstands, infolge einer Verringerung des Pro-
benquerschnitts, korreliert, zeigt dies, dass die Gitterstrukturen mit einer relativen Dichte von 0,3
im Vergleich zu den anderen Strukturen die größten strukturellen Änderungen erfährt. Dies kann
in der Querschnittsreduzierung der Gitterstäbe bis hin zum Risswachstum begründet liegen. Um
das genau zu quantifizieren sind weitere, z.B. bildgebende Analysetechniken, wie die DIC not-
wendig. Doch generell scheinen die dünneren in Belastungsrichtung ausgerichteten Gitterstäbe
der Gitterstrukturen mit einer relativen Dichte von 0,3 die geringste Widerstandsfähigkeit gegen
Ermüdungsversagen zu haben, was bereits die Wöhlerkurven in Abbildung 6.4a zeigten.
Darüber hinaus zeigen die Potentialdifferenzkurven ein mit den Dehnungskurven qualitativ ver-
gleichbares Verhalten. Weshalb geschlussfolgert wird, dass die Potentialdifferenzanalyse bei den
Druckversuchen keinen erheblichen Mehrwert, gegenüber der Dehnungsanalyse, darstellt.
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Abbildung 6.7: Exemplarische Darstellung der Potentialdifferenzkurven sowie der Dehnungs-
verläufe im zyklischen Druckversuch von je einer Probe einer relativen Dichte-
gruppe



106 6 Experimentelle Untersuchungen zum Ermüdungsverhalten von Gitterstrukturen

Analyse des Schädigungsverhaltens mittels DIC

Wie bereits erwähnt, lagen die Belastungen im zyklischen Druckversuch bei allen Gitterdesi-
gnvarianten oberhalb deren Offsetspannungen. Dies führte bereits innerhalb der ersten Lastwech-
selzahlen zu einer erheblichen Beanspruchung, die sowohl in der globalen Dehnung als auch in
den gemessenen Potentialdifferenzen zu einem sofortigen Anstieg führte, Abbildung 6.7. Aus
der DIC-Analyse wird zusätzlich ersichtlich, dass bereits die Erstbelastung bei den Gitterstruk-
turen mit einer relativen Dichte von 0,5 zu einer sichtbaren Schädigung verschiedener Stege
führte, Abbildung 6.8a. Erkennbar ist dies an den lokalen Dehnungshotspots, die vorrangig an
den Übergangsbereichen zwischen den vertikalen und den horizontalen Stegen auftreten. Bei den
Gitterstrukturen mit einer relativen Dichte von 0,4 und 0,3 führte die Erstbelastung ebenfalls
zu einer Dehnungslokalisierung, jedoch vorrangig entlang der Steglängsachsen vertikaler Stege
und nur vereinzelt im Übergang der vertikalen zur horizontalen Stegreihe, Abbildung 6.8a. Die
größten Dehnungswerte traten dabei bei den Gitterstrukturen mit einer relativen Dichte von
0,5 auf und sanken mit abnehmender relativer Dichte. Trotz der hohen Beanspruchung, infol-
ge der Erstbelastung, kam es bei keiner der Strukturen zu einem kompletten Strukturversagen.
Vielmehr ertrugen die Gitterstrukturen weitere Lastwechselzahlen, bevor das finale Versagen im
Zeitfestigkeitsbereich eintrat.
Das finale Versagensverhalten der getesteten Strukturen unterscheidet sich in Abhängigkeit der
untersuchten relativen Dichtegruppe. So zeigen die Gitterstrukturen mit einer relativen Dichte
von 0,3 und 0,4 ein Schicht-für-Schichtversagen, während sich bei den Gitterstrukturen mit einer
relativen Dichte von 0,5 ein Versagen entlang eines Scherbandes andeutet (gelb markierte Berei-
che in Abbildung 6.8b). Die Bildung eines Scherbandes wird bei den entsprechenden Strukturen
durch deren Versagensorte begünstigt. Diese lokalisieren sich auf die Übergangsbereiche zwischen
den vertikalen und den horizontalen Stegen, wie es bereits durch die Dehnungslokalisierungen
infolge der Erstbelastung angedeutet wurde. Zusätzlich konnte bei einer Vielzahl der Gitterstruk-
turen mit einer relativen Dichte von 0,5 das Herausbrechen einzelner vertikaler Stege, während des
Ermüdungsversuchs, beobachtet werden, wie es exemplarisch in Abbildung 6.8b-gelber Kasten zu
sehen ist. Bei den herausgebrochenen Stegen trat das Versagen ebenfalls an den Übergängen zwi-
schen den vertikalen und den horizontalen Stegreihen ein. Im Gegensatz dazu erfolgte das finale
Schichtversagen der Gitterstrukturen mit einer relativen Dichte von 0,3 und 0,4, vorrangig durch
das Versagen vertikaler Mittenstege im angenäherten 45Grad Winkel zur Belastungsrichtung und
an den Eckstegen am Übergang der vertikalen zu den horizontalen Stegen. Da sich dieses Schä-
digungsverhalten sehr mit dem unter quasi-statischer Druckbeanspruchung (vgl. Kapitel 5.1.3)
ähnelt, lässt dies ein Strukturversagen infolge lokaler plastischer Verformung vermuten.
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Abbildung 6.8: Schädigungsverhalten der Gitterstrukturen im zyklischen Druckversuch - DIC
Dehnungsfelder auf der Probenoberfläche exemplarisch für jeweils eine Gitter-
designvariante mit einer relativen Dichte von 0,5; 0,4 und 0,3: a) Dehnungen
infolge der Erstbelastung und b) finales Versagensbild

Bewertung des Schädigungsverhaltens mittels Schliffbildanalyse

Um das Schädigungsverhalten druckbelasteter Gitterstrukturen im Ermüdungsversuch genauer
zu untersuchen, wurde je eine Probe von jedem Design der Untersuchungsgruppe eins bei einem
Potentialdifferenzanstieg entsprechend der in Tabelle 6.3 gelisteten Werte gestoppt und metallo-
graphisch untersucht. Das Ziel war hierbei Potentialdifferenzanstiege zu finden, bei denen bereits
Risse bzw. Rissinitiierungen lokal an den Gitterstäben zu sehen sind, um diese bewerten zu kön-
nen.
Bei allen drei Proben konnten tatsächlich Risse bzw. Rissinitiierungsorte identifiziert werden. Da-
bei wiesen alle untersuchten Proben die folgenden Eigenschaften auf. Auf der gesamten Probeno-
berfläche sind kleine Risse ausgehend von der Oberflächenrauheit entlang der vertikal orientierten
Stege ersichtlich, Abbildung 6.9a-b. Hierbei kam es, wie bereits aus der Literatur bekannt, zu
Spannungskonzentrationen an Oberflächenrauheit, die die Rissinitiierungen begünstigten. Vor-
rangig bei der Gitterstruktur mit einer relativen Dichte von 0,5, aber auch vereinzelt bei der
Gitterstruktur mit einer relativen Dichte von 0,4 lokalisierten sich weitere Risse im Übergangs-
bereich zwischen den vertikal und den horizontalen Stegen (Abbildung 6.9c).
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Abbildung 6.9: Risse und Rissinitiierungsorte an verschiedenen zyklisch druckbelasteten Git-
terstrukturen mit einer relativen Dichte von a) 0,4; b) 0,3 und c-d) 0,5

Lediglich in der Gitterstruktur mit einer relativen Dichte von 0,5 wurde ein komplett versagter
Steg identifiziert, Abbildung 6.9d. Dieser Steg ist durch zwei Risse gekennzeichnet. Erstens:
entlang des Übergangs zwischen dem vertikal und den horizontal orientiertem Steg, senkrecht
zur Belastungsrichtung und Zweitens: entlang der Steglängsachse in einem Winkel von ca. 20

Grad.
Anhand der Vielzahl kleiner identifizierter Risse im Übergangsbereich der vertikalen und den
horizontalen Stegen in allen untersuchten Gitterstrukturen kann geschlussfolgert werden, dass es
sich bei den in der DIC identifizierten Dehnungshotspots tatsächlich um Risse handelt.
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Temperaturfeldmessung im Druckversuch

Abbildung 6.10 zeigt den Temperaturverlauf aller sieben in Belastungsrichtung ausgerichteten
Gitterstäbe exemplarisch für eine Gitterstruktur mit einer relativen Dichte von 0,3. Besonders
auffällig ist der steile Temperaturanstieg der unmittelbar mit dem steilen Anstieg der Potential-
differenz zum Versuchsbeginn korreliert, Abbildung 6.10a. Begründet ist dies vermutlich in der
hohen Belastungsamplitude, die oberhalb der Offsetspannung der untersuchten Gitterstruktur
liegt und bereits zu Beginn des Versuchs eine Plastifizierung im Material bewirkt. Im fortlau-
fenden Versuch sinken die Temperaturen in allen Gitterstäben, sinken allerdings nicht unter
deren Startwerte. Einerseits deuten die Temperaturen, die über den initialen Starttemperaturen
liegen, auf eine bleibende Schädigung infolge der Erstbelastung. Und andererseits scheinen die
Gitterstrukturen dennoch die hohen Druckspannungen infolge der Erstbelastung über die Ver-
suchsdauer zu kompensieren, was an dem generellen Absinken der Temperaturen erkennbar ist.
Ab ca. 98 % Lebensdauer ist ein leichter Anstieg im Temperaturverlauf sichtbar, Abbildung 6.10b.
Da dieser Anstieg ebenfalls in der Potentialdifferenzkurve auftritt, ist dies ein guter Indikator
auf die bevorstehende Strukturschädigung. Es folgt eine Temperaturspitze ganz am Endes des
Versuchs, die mit dem Versagen einer ganzen Stegreihe korreliert, Abbildung 6.10b und c-II.
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Abbildung 6.10: Analyse des lokalen Ermüdungsverhaltens unter zyklischer Drucklast mittels
Thermografie exemplarisch für eine Gitterstruktur mit einer relativen Dichte
von 0,3: a) Änderung der Potentialdifferenz sowie des Temperaturverlaufs an
der Probenoberfläche in Abhängigkeit der Ermüdungslebensdauer, b) Aus-
schnitt der Potentialdiffernz/Temperatur-Lebensdauerkurve aus a) und c)
Temperaturfeldmessungen an der Gitterstruktur zu unterschiedlichen Lebens-
dauern
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Die exemplarisch gezeigte Temperaturauswertung ist für alle untersuchten Gitterstrukturen ver-
gleichbar. Während die DIC sehr gut Orte maximaler Beanspruchung zeigt, kann in der Tempera-
turfeldmessung lediglich eine globale Beanspruchung anhand des Temperaturverlaufs sowie eine
sehr ungenaue Darstellung des Schädigungsverhaltens abgebildet werden. Lokale Versagensorte
werden daher lediglich mit der DIC in gewünschter Auflösung dargestellt. Ein weiterer Nachteil
der Temperaturfeldmessung ist deren ex-situ Auswertung. Im Vergleich dazu ermöglichen die
globalen Dehnungs- sowie Potentialdifferenzmessungen Aussagen zum Schädigungsverhalten der
untersuchten Gitterstrukturen direkt während des Versuchsablaufs. Aus diesem Grund ist für
die Charakterisierung des Ermüdungsverhaltens sowie der Ermüdungsschädigung druckbelaste-
ter Gitterstrukturen die Dehnungs- oder Potentialdifferenzmessung in Kombination mit der DIC
zu bevorzugen.

6.4 Ermüdungsverhalten unter Vierpunktbiegebelastung

Die Ermüdungsuntersuchungen erfolgten unter Vierpunktbiegebelastung an insgesamt neun ver-
schiedenen Gitterdesignvarianten auf den in Tabelle 6.2 zusammengefassten Belastungshorizon-
ten. Abweichend zu den Druckversuchen wurde in den Biegeversuchen das Biegemoment bzw.
dessen Amplitude als Beanspruchungsgröße gewählt.

6.4.1 Einflussgrößen auf die Ermüdungslebensdauer

Die Ergebnisse der Ermüdungsversuche sind in Abbildung 6.11 als absolute sowie normierte
Wöhlerkurven für alle neun untersuchten Designvarianten dargestellt. Eine differenzierte Darstel-
lung der Untersuchungsergebnisse hinsichtlich der drei relativen Dichtegruppen ist im Anhang
in Abbildung A.23 gegeben. Der Einfluss der relativen Dichte auf die Belastungsamplituden ist
jedoch bereits in der Gesamtübersicht in Abbildung 6.11a ersichtlich. Wie bei den Druckversu-
chen sinkt die absolute Belastungsamplitude mit abnehmender relativer Dichte. Ebenfalls wie
bei den Druckversuchen verfügen die Gitterstrukturen mit der größten relativen Dichte über
die größte Widerstandsfähigkeit aber diesmal gegenüber einer Biegebeanspruchung. Durch die
Normierung der maximalen Biegemomente auf die im quasi-statischen Biegeversuch ermittelten
maximalen Biegemomente fallen die Versuchsergebnisse nicht in einem Streuband zusammen, Ab-
bildung 6.11b. Dies bedeutet, dass neben dem Einheitszellentyp weitere Einflussfaktoren auf die
Ermüdungsfestigkeit vorliegen. Um diese quantifizieren zu können, wurden die Parameter der ana-
lytischen Gleichung in 6.2 ermittelt, mit denen die Versuchsergebnisse am besten approximiert
werden konnten. Die Ergebnisse der analytischen Fits sind in Tabelle 6.5 für alle neun unter-
suchten Gitterdesignvarianten zusammengefasst. Mit der analytischen Gleichungen, wurden wie
bei den Druckversuchen, die normierten, Mmax(106 Lw)/Mb,max, und absoluten, Mb,a(106 Lw),
einsatzrelevanten Langzeitfestigkeiten bei 106 Lastwechsel bestimmt.
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Abbildung 6.11: Auswertung der zyklischen Biegeversuche in einem: a) absoluten und b) nor-
mierten Wöhlerdiagramm

Tabelle 6.5: Analytische Auswertung der Ermüdungsversuche unter Biegelast und Extrapolati-
on auf die Langzeitfestigkeit bei 106 Lw

Design relative Analytischer Lasthorizont Langzeitfestigkeit, Mb,a

Dichte Fit bei 106 Lw bei 106 Lw

G-03-216 0,3 3,47 ·N−0,247 0,11 Mb,max 4,12Nm
G-03-343 0,3 0,77 ·N−0,125 0,14 Mb,max 4,57Nm
G-03-512 0,3 2,74 ·N−0,236 0,11 Mb,max 3,21Nm
G-04-216 0,4 1,61 ·N−0,185 0,12 Mb,max 7,46Nm
G-04-343 0,4 1,53 ·N−0,184 0,12 Mb,max 6,52Nm
G-04-512 0,4 3,88 ·N−0,261 0,11 Mb,max 5,31Nm
G-05-216 0,5 1,79 ·N−0,201 0,11 Mb,max 9,97Nm
G-05-343 0,5 2,17 ·N−0,215 0,11 Mb,max 9,11Nm
G-05-512 0,5 1,24 ·N−0,166 0,13 Mb,max 9,54Nm

Zur Identifizierung der Einflüsse auf das Ermüdungsverhalten biegebelasteter Gitterstrukturen
erfolgte in Analogie zu den Druckversuchen eine Auswertung der extrapolierten Langzeitfestig-
keiten in Abhängigkeit der relativen Dichte, ρ, der Stegbreite, Sb, sowie der Zellenanzahl der
getesteten Gitterdesignvarianten, Abbildung 6.12. Vergleichbar zu den Druckversuchen steigt die
Belastungsamplitude mit zunehmender relativer Dichte. Dieser Trend lässt sich mit einer Po-
tenzfunktion analytisch beschreiben und ist in dem Diagramm für die untersuchten kubischen
Gitterstrukturen angegeben, Abbildung 6.12a.
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Zusätzlich ist ein Einfluss der Stegbreite auf die ermittelten Langzeitfestigkeitsamplituden in
Abbildung 6.12c ersichtlich. Mit wenigen Ausreißern steigen demnach die extrapolierten abso-
luten Langzeitfestigkeiten mit zunehmender Stegbreite. Die Zellenanzahl hat im Gegensatz zur
Stegbreite nur einen marginalen Einfluss, Abbildung 6.12d. Lediglich innerhalb der relativen
Dichtegruppe 0,4 ist eine Abnahme der Belastungsamplituden mit zunehmender Zellenanzahl
erkennbar, der für die relativen Dichtegruppen 0,5 und 0,3 nicht ersichtlich ist.
Die extrapolierten normierten Belastungshorizonte, bei denen eine Lastwechselzahl von 106 er-
tragen werden kann, liegen für die untersuchten kubischen Gitterstrukturen in einem Bereich von
0,105 bis 0,138×Mb,max und fallen somit doch in einem Streuband zusammen, Abbildung 6.12b.
Dies zeigt, dass der Einfluss der relativen Dichte sowie der Stegbreite auf das mechanische Ver-
halten bereits im Rahmen der quasi-statischen Versuche ermittelten maximalen Biegemomente
erfasst wurde und somit in der normierten Darstellung verschwindet.
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Abbildung 6.12: Einfluss im zyklischen Biegeversuch: a) der relativen Dichte auf die extrapo-
lierten absoluten Langzeitfestigkeitsamplituden, b) der relativen Dichte auf
die normierten Langzeitfestigkeiten, c) der Stegbreite auf die absoluten Lang-
zeitfestigkeitsamplituden und d) der Zellenanzahl auf die absoluten Langzeit-
festigkeitsamplituden
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6.4.2 Charakterisierung des Ermüdungsverhaltens

Zur Charakterisierung des Ermüdungsverhaltens biegebelasteter Gitterstrukturen wurde das glo-
bale Verhalten und die lokalen Vorgänge analysiert. Zu den globalen Methoden zählen die Ana-
lysen der Steifigkeitsdegradation sowie der Verlauf der Potentialdifferenz in Abhängigkeit der Er-
müdungslebensdauer. Während zu den lokalen Methoden die Analyse des lokalen Dehnungsfeldes
auf der Probenoberfläche, die mittels DIC detektiert wurden, die Analyse der Temperaturverläufe
lokal auf den Gitterstäben, sowie die Schliffbildanalyse zählen.

Steifigkeitsdegradation und Potentialdifferenzmessung

Der Steifigkeitsverlauf, ∆Mb/∆w, wurde als Relation des Biegemoments, Mb, zum Maschinen-
verfahrweg, w, für jede Probe ermittelt und normiert in Abhängigkeit der Ermüdungslebensdauer
aufgetragen. Die Normierung erfolgte dabei auf den eingeschwungenen Zustand bei ca. 500 Lw. In
Abbildung 6.13 ist die Steifigkeitsreduktion exemplarisch für die Ergebnisse von je zwei G-03-343
Proben auf den beiden getesteten Belastungshorizonten dargestellt. Wie bei der Dehnungsände-
rung druckbelasteter Gitterstrukturen ermöglicht der Verlauf der Steifigkeitskurve Rückschlüsse
auf die Lebensdauerphasen der getesteten Gitterstrukturen. Eine Detektion der Rissinitiierung,
wie sie in [135] für druckbelastete Gitterstrukturen beschrieben ist, kann in dieser Arbeit aller-
dings nicht angewandt werden. So handelt es sich im Rahmen dieser Arbeit um Steifigkeitsdegra-
dationen, während in [135] die Dehnungsänderung ausgewertet wurde. Auch eine Adaption ist
nicht möglich, da sich die Kurvenverläufe grundsätzlich unterscheiden. Die Steifigkeitsdegrada-
tionen zeigen dabei die in Abbildung 6.13 abgebildeten Verläufe. Zu Beginn des Versuchs steigen
die Steifigkeiten zunächst nur sehr gering an.
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Abbildung 6.13: Steifigkeitsreduktion zyklisch belasteter Biegeproben exemplarisch für die
G-03-343 Gitterdesignvariante
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Es folgt ein Bereich in dem die Steifigkeiten der untersuchten Proben entweder über eine lange
Lebensdauer konstant bleiben (blaue und rote Kurve) oder die Steifigkeiten im Verhältnis zum
eingeschwungenen Zustand um bis zu weitere 8 % ansteigen (gelbe und grüne Kurve). Dabei
lässt sich kein Verhalten einer bestimmten Gitterdesignvariante, einer relativen Dichtegruppe
oder einem Belastungshorizont zuordnen. Auf den Bereich des konstanten Steifigkeitsverlaufs,
bzw. leicht ansteigenden Steifigkeitsverlaufs, folgt ein Steifigkeitsabfall. Dabei sinkt die Steifig-
keit zunächst langsam, bevor sie kurz vor dem Probenversagen rapide abnimmt. Eine genaue
Trennung der Bereiche oder Zuordnung der Lebensdauerphasen ist an dieser Stelle nicht eindeu-
tig quantifizierbar.
Im Rahmen dieser Arbeit konnte die Steifigkeitsdegradation allerdings dazu genutzt werden, um
die Versagensschwingspielzahl, Nf , zu ermitteln. Demnach wurde das Probenversagen bei einer
Schwingspielzahl definiert, bei der die Steifigkeitsreduktion 75 % beträgt (Abbildung 6.13).
Im Rahmen der Potentialdifferenzmessung ergaben sich für die untersuchten Biegeproben bei
einer einheitlichen Stromstärke von 6 A vergleichbare initiale Potentialdifferenzen, wie bei den
Druckproben. Im Mittel wurden 5,9 mV, 3,9 mV und 2,9 mV für die relativen Dichtegruppen
0,3; 0,4 und 0,5 gemessen. Wie bei den Druckproben wurden die Anfangsmesswerte genullt
und der Anstieg der Potentialdifferenz, ∆Upot in Abhängigkeit der Lastwechselzahl bzw. der Er-
müdungslebensdauer ausgewertet. Die gemessenen Potentialdifferenzen sind exemplarisch für je
eine Probe von den drei untersuchten relativen Dichtegruppen in Abbildung 6.14 dargestellt.
Dabei zeigt sich für alle drei Kurven ein charakteristischer Verlauf. Zunächst bleiben die Poten-
tialdifferenzen nahezu null (Bereich I). Es folgt ein sprunghafter Potentialdifferenzanstieg, der
anschließend stufenartig weiter ansteigt (Bereich II). Dem stufenartigem Bereich folgt ein rapi-
der Potentialfifferenzanstieg für die relativen Dichtegruppen 0,5 und 0,4 (Bereich III). Mit jeweils
einer Ausnahme zeigen alle drei Gitterdesignvarianten der relativen Dichtegruppe 0,3 in diesem
Bereich eine konstant bleibende Potentialdifferenz bis zum Probenversagen.
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Abbildung 6.14: a) Exemplarische Darstellung der Potentialdifferenzkurven für je eine Probe
von einer relativen Dichtegruppe mit b) Vergrößerung der Potentialdifferenzen
in einem Lebensdauerbereich von 50 bis 100 %
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Für eine Gesamtübersicht sind die Potentialdifferenzverläufe für alle getesteten Gitterstrukturen
in Abbildung A.24 dargestellt. Während im Steifigkeitsverlauf noch keine eindeutige Untertei-
lung in verschiedene Bereiche möglich war, ist dies bei den Potentialdifferenzkurven anders. Die
unterschiedlichen Bereiche grenzen sich, wie in Abbildung 6.14 dargestellt, deutlich voneinander
ab. Auffällig ist dabei, dass der Beginn des Bereichs II mit zunehmender relativer Dichte zu län-
geren Lebensdauern hin verschoben ist, während der Bereich III bei allen untersuchten Proben
bei ca. 95 % beginnt.
An dieser Stelle kann noch keine fundierte Verbindung zwischen den Potentialdifferenzverläufen
und dem Schädigungsverhalten der Gitterstrukturen hergestellt werden. Dies ermöglicht erst die
Auswertung der DIC-Bilder, was im Folgenden gezeigt wird.

Potentialdifferenzmessung und DIC im Biegeversuch

Eine kombinierte Auswertung der globalen Messwerte (Stefigkeitsverlauf und Potentialdifferenz-
messung) zusammen mit der lokalen Analyse des Dehnungsfeldes auf der Probenoberfläche ver-
deutlicht die Zusammenhänge zwischen den globalen Kurvenverläufen und dem lokalen Schä-
digungsverhalten der biegebelasteten Strukturen. Dieser Zusammenhang ist in Abbildung 6.15
exemplarisch für eine Gitterstruktur mit einer relativen Dichte von 0,5 dargestellt.
Die globalen Messwerte eines Biegeversuchs entsprechen der Steifigkeitskurve (blau) sowie der
Potentialdifferenzkurve (schwarz), die in Abhängigkeit der prozentualen Lebensdauer in Abbil-
dung 6.15a gezeigt sind. Neben den globalen Daten sind die Dehnungen, die lokal auf der Pro-
benoberfläche während des Ermüdungsversuchs gemessen wurden, ebenfalls in dem Diagramm
(grün) eingetragen. Dies war möglich, da die DIC-Technik direkt in die Prüfmethodik einge-
bunden wurde und so jedem aufgenommenen Bild eine prozentuale Lebensdauer der geprüften
Struktur zugeordnet werden konnte. Der Übersichtlichkeit halber ist in Abbildung 6.15b ein
Ausschnitt der prozentualen Lebensdauer von 40 bis 80 % gezeigt, um das Verhalten der loka-
len Dehnungen (hier rot) zu verdeutlichen. Die lokalen Dehnungen - grün, in Abbildung 6.15a
und rot, in Abbildung 6.15b entstammen von unterschiedlichen Probenseiten. Entsprechend des
Prüfaufbaus sowie der Verwendung von zwei Kameras konnten im Biegeversuch Bilder von der
zugbelasteten Probenseite (bottom - rote Kurven) sowie von der frontalen Probenseite (frontal -
grüne Kurven) aufgenommen werden.
In Abbildung 6.15a und b sind charakteristische prozentuale Lebensdauern mit römischen Ziffern
versehen. Die DIC-Auswertungen zu diesen Zeitpunkten sind in Abbildung 6.15c für die zugebe-
lastete Probenseite und in Abbildung 6.15d für die frontale Probenseite dargestellt. Zusätzlich
zeigen Abbildung 6.15c-II und Abbildung 6.15d-IV die Stege, in denen die lokalen Dehnungen
(P1–P4-bottom bzw. P1–P3-front) in der DIC-Auswertung ermittelt wurden.
Diese Darstellung ermöglicht nun eine Vielzahl an Aussagen, die nachfolgend exemplarisch für
die Gitterstruktur mit einer relativen Dichte von 0,5 vorgestellt werden.
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Abbildung 6.15: Analyse des Ermüdungsverhaltens exemplarisch für eine Gitterstruktur mit
einer relativen Dichte von 0,5 im Biegeversuch nach [202]. a) Änderung der
Steifigkeit, der Potentialdifferenz und der lokalen DIC-Dehnungen der fronta-
len Probenseite in Abhängigkeit der Ermüdungslebensdauer, b) Vergleich der
Potentialdifferenz und der lokalen Dehnungen der zugbelasteten Probenseite
in Abhängigkeit der Ermüdungslebensdauer. Darstellung der DIC-Bilder zu
unterschiedlichen prozentualen Lebensdauern von c) der zugbelasteten Pro-
benoberfläche und d) der frontalen Probenoberfläche. e) Überblick der Probe
und Zuordnung der Probenseiten

Erstens: Der qualitative Verlauf der Steifigkeitskurve ist prinzipiell mit dem Verlauf der Po-
tentialdifferenz vergleichbar. Insbesondere der anfängliche Bereich, in dem die Werte nahezu
unverändert bleiben, sowie der Bereich zum Versuchsende, in dem sich die Kurvenverläufe ra-
pide fortsetzen. Ebenso der Bereich, der im Kapitel zuvor als Bereich II eingeführt wurde, ist
qualitativ vergleichbar. Dabei deutet ein Absinken der Steifigkeitskurve sowie ein Anstieg der
Potentialdifferenzkurve auf eine wachsende Probenschädigung hin, Abbildung 6.15a.
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Zweitens: Mittels DIC-Auswertung konnten die vertikal gebauten Gitterstäbe als hoch bean-
spruchte Stellen identifiziert werden. Besonders ersichtlich ist dies auf der zugbelasteten Pro-
benseite in Abbildung 6.15c bei ca. 70 % Lebensdauer (II) und in Abbildung 6.15d für die fron-
tale Probenseite bei einer Lebensdauer von ca. 90 % (III). Des Weiteren lokalisieren sich die
hoch beanspruchten Stelle nicht nur auf Stege einer Stegreihe, sondern scheinbar zufällig verteilt
über die gesamte zugbelastete Probenoberfläche, Abbildung 6.15c-II. Visuell ist ersichtlich, dass
an den hoch beanspruchten Stellen, also den vertikal gebauten Stegen, am Ende des Versuchs
Stegversagen eintritt, Abbildung 6.15c-V und Abbildung 6.15d-V.
Drittens: Die zum Stegversagen führende Rissentstehung und -ausbreitung lässt sich anhand
des lokalen Dehnungsanstieges identifizieren und quantifizieren. Hierzu wurden, wie bereits er-
wähnt, Stege sowohl auf der zugbelasteten als auch frontalen Probenseite ausgewählt und deren
Dehnungsanstiege in Abhängigkeit der prozentualen Lebensdauer dargestellt. Dabei ist zu er-
kennen, dass die Dehnungen mit zunehmender Lebensdauer ansteigen. Auf der zugbelasteten
Probenseite steigen die ersten Dehnungen ab ca. 45 % Lebensdauer (Abbildung 6.15b), während
die lokalen Dehnungen auf der frontalen Probenseiten erst ab einer Lebensdauer von ca. 85 %

steigen (Abbildung 6.15a). Übersteigen die Dehnungen einen Wert von ca. 14 % kommt es zu
einem makroskopischen Riss bzw. Stegversagen, was in einem Verlust der DIC-Korrelation bei
zeitgleichem visuellem Riss erkennbar ist, z.B. für P1-front in Abbildung 6.15a und d-IV. Die
lokalen Dehnungen in den Stegen, sowie die anschließenden makroskopischen Risse verdeutlichen,
dass das Versagen der zyklisch getesteten Gitterstrukturen erwartungsgemäß und vergleichbar
zu den quasi-statischen Versuchen von der zugbelasteten Probenseite ausgeht.
Viertens: Insbesondere im Lebensdauerbereich von 40 bis 80 % fällt auf, dass jeder Anstieg der
lokalen Dehnungen in einem Steg der zugbelasteten Probenseite mit einem sprunghaften Anstieg
der Potentialdifferenzkurve korreliert, Abbildung 6.15b. Dies belegt eindeutig den Zusammen-
hang zwischen der gemessenen Potentialdifferenz und der lokalen Probenschädigung. Zusätzlich
wird hierbei die Sensitivität der Potentialdifferenzmessung gegenüber der Steifigkeitsreduktion
deutlich, da im Lebensdauerbereich von 40 bis 60 %, in dem ersten Potentialdifferenzanstiege
erkennbar sind, noch keine Änderungen in der Steifigkeitskurve auftraten.

Das im Rahmen dieser Arbeit dargestellte Strukturversagen ist repräsentativ für alle untersuchten
Gitterdesignvarianten. Allerdings variiert der Ort und die Anzahl der versagten Stege bzw. Ste-
gebenen. Ein Einfluss der relativen Dichte oder der Stegbreite ist, wie er sich im quasi-statischen
Versuch dargestellt hat, nicht erkennbar. Weitergehend zeigt sich kein Einfluss des Belastungs-
horizonts auf das identifizierte Versagensverhalten.
Aus der Analyse der Gitterstruktur mit einer relativen Dichte von 0,3 (siehe Abbildung A.25)
geht hervor, dass das einsetzende Plateau der Potentialdifferenz nicht mit der Probenschädigung
korreliert. So geht aus den DIC-Bildern und den lokalen Dehnungen der zugbelasteten sowie
frontalen Probenseite hervor, dass eine Stegschädigung durchaus nach Erreichen des Potential-
differenzplateaus erfolgt.
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Anhand der Analysen wird jedoch deutlich, dass die Gleichstrompotentialmethode generell sehr
schnell zeigt, dass eine Schädigung in der Probe vorliegt. Dennoch ist die Kombination mit der
DIC notwendig, um die Schädigung lokalisieren zu können. Des Weiteren stellt die Potentialdiffe-
renz eine Möglichkeit zur Detektion der Rissinitiierung, Ni, dar. Sofern die Rissinitiierungsphase
bekannt ist, kann deren Anteil an der Gesamtlebensdauer ermittelt werden, wie es z.B. für druck-
belastete Gyroidstrukturen in Polley et al. [201] beschrieben ist. Dies ermöglicht wiederum die
Ableitung geeigneter Lebensdauerkonzepte, um die Ermüdungslebensdauer von Gitterstrukturen
in angemessener Weise zu bewerten. Benedetti et al. betonten z.B. in [12], dass für die Bewer-
tung der Ermüdungslebensdauer von druckbelasteten Gitterstrukturen im Zeitfestigkeitsbereich
ein Ansatz basierend auf der Schädigungsinitiierung sinnvoll ist, während im Kurzzeitfestigkeits-
bereich ein Ansatz basierend auf der gesamten Ermüdungslebensdauer zu bevorzugen ist.

Bewertung des Schädigungsverhaltens mittels Schliffbildanalyse

Zur Bewertung des mittels DIC detektierten lokalen Versagensverhaltens wurden ausgewählte
zyklische Biegeversuche bei einem Potentialdifferenzanstieg entsprechend der in Tabelle 6.3 ge-
listeten Werte gestoppt. Nach Versuchsbeendigung wurden die zugbelasteten Probenseiten ab-
getrennt und metallographisch untersucht. Dabei konnten Anrisse detektiert werden, die unab-
hängig von der relativen Dichte der untersuchten Gitterstrukturen an den Oberflächenrauheiten
der vertikal gebauten Stege initiieren, exemplarisch in Abbildung 6.16a. Komplette Stegrissen
traten ebenfalls an den vertikal gebauten Stegen, vorrangig am bzw. in der Nähe des Übergangs
zur horizontalen Stegreihe, auf. Dabei wirkt der kleinste Querschnitt in der Nähe des Übergangs-
bereichs als Rissinitiierungsort, Abbildung 6.16b. Da nur jeweils eine Probe von einer relativen
Dichte metallographisch untersucht wurde, können keine Aussagen zum Einfluss der Stegbreite
auf Anrisse oder Stegrisse getroffen werden. Die Analysen belegen aber sehr gut, dass es sich bei
den in der DIC-lokalisierten Dehnungshotspots um Risse handelt.

350 μmhorizontaler Steg
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Abbildung 6.16: Exemplarische Darstellung der Rissinitiierungen und Stegrisse für biegebelas-
tete Gitterstrukturen mit einer relativen Dichte von a) 0,3 und b) 0,4
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Temperaturfeldmessung im Biegeversuch

Die Auswertung der Temperaturfeldmessung ist in Abbildung 6.17 exemplarisch für eine zy-
klisch unter Biegelast getestete Gitterstruktur mit einer relativen Dichte von 0,5 gegeben. Die
Temperaturverlaufskurven sind für repräsentative Stege zusammen mit der Potentialdifferenz-
kurve in Abhängigkeit der Ermüdungslebensdauer in Abbildung 6.17a-b dargestellt. Vor allem
Abbildung 6.17b zeigt deutliche Temperaturspitzen ab einer Ermüdungslebensdauer von 90 %.
Die Temperaturspitzen können auf lokal identifizierte Temperaturhotspots direkt auf den Stegen
der Gitterstruktur zurückgeführt werden, Abbildung 6.17c. Der Temperaturanstieg resultiert sehr
wahrscheinlich aus einem Stegbruch. Weiterhin konnte eine kleine Temperaturspitze bei 74 % Le-
bensdauer in Abbildung 6.17a detektiert werden, bei dem ebenfalls ein Temperaturhotspot lokal
an einem Steg auftrat, Abbildung 6.17c-I. Da zeitgleich zu jeder Temperaturspitze ein Anstieg in
der Potentialdifferenzkurve ersichtlich ist, deutet dies wiederum auf einen Zusammenhang zwi-
schen der Potentialdifferenz sowie dem lokalen Versagen eines Steges hin. Zusätzlich konnte ein
leichter Temperaturanstieg über die gesamte Lebensdauer hinweg detektiert werden, der auf ein
globales Versagen der Gitterstruktur hindeutet.
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Abbildung 6.17: Temperaturfeldmessung exemplarisch für eine Gitterstruktur mit einer relati-
ven Dichte von 0,5 nach [202]. a-b) Ausschnitte der Potentialdifferenzanstie-
ge sowie des Temperaturverlaufs an der Probenoberfläche in Abhängigkeit
verschiedener prozentualer Lebensdauern. c) Identifikation des Stegversagens
anhand von lokalen Temperaturhotspots zu unterschiedlichen prozentualen
Lebensdauern.

Damit konnte gezeigt werden, dass die Temperaturfeldmessung grundsätzlich dazu geeignet ist,
die lokale Probenschädigung zu detektieren. Außerdem belegen die Ergebnisse, dass eine Proben-
schädigung unmittelbar mit der gemessenen Potentialdifferenz korreliert.
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Zur Charakterisierung des globalen Schädigungsverhaltens scheint die Gleichstrompotentialme-
thode dennoch besser geeignet zu sein, da sie das Versagen innerhalb der gesamten Gitterstruk-
tur berücksichtigt, wohingegen die Temperaturfeldmessung lediglich lokales Stegversagen an der
Probenoberfläche detektieren kann. Zudem muss eine hohe Bildaufnahmefrequenz während der
Temperaturmessung gewährleistet sein, um die Schädigungsdetektion zu ermöglichen. Was mit
einer erheblichen Datenmenge von mehreren Gigabytes pro Versuch verbunden ist. Hinsichtlich
einer ressourcenschonenden Anwendung ist die Gleichstrompotentialmethode zur Charakterisie-
rung des Schädigungsverhaltens daher zu bevorzugen.

6.5 Ermüdungsverhalten unter Torsionsbelastung

Die Ermüdungsuntersuchungen unter Torsionslast erfolgten an insgesamt drei verschiedenen Git-
terdesignvarianten mit den in Tabelle 6.2 gelisteten Belastungsamplituden. Abweichend zu den
Druckversuchen, jedoch vergleichbar zu den Biegeversuchen, wurde in den Torsionsversuchen das
Moment (Torsionsmoment) bzw. dessen Amplitude als Beanspruchungsgröße gewählt.

6.5.1 Einflussgrößen auf die Ermüdungslebensdauer

Die Ergebnisse sind in Abbildung 6.18 als absolute und normierte Wöhlerkurven dargestellt. Ver-
gleichbar zu den Ermüdungsversuchen unter Druck- und Biegebelastung ist die ertragbare Belas-
tungsamplitude für die Gitterstrukturen mit der größten relativen Dichte ebenfalls am größten
und sinkt mit abnehmender relativen Dichte, siehe Abbildung 6.18a. Durch Normierung der Be-
lastungsamplituden auf die quasi-statischen maximalen Torsionsmomente fallen die Ergebnisse,
wie bei den Druck- und Biegeversuchen, nicht in einem Streuband zusammen, Abbildung 6.18b.
Die Versuchsergebnisse wurden anschließend mit der analytischen Gleichung in 6.3 approximiert.
Die Ergebnisse der analytischen Fits sind in Abhängigkeit der untersuchten Gitterdesignvariante
in Tabelle 6.6 zusammengefasst. Zusätzlich konnten die normierten Mmax(106 Lw)/MT,max und
absoluten MT,a(106 Lw) einsatzrelevanten Langzeitfestigkeiten bei 106 Lw extrapoliert werden.
Zur Identifizierung von Einflüssen wurde die absolute extrapolierte Langzeitfestigkeit in Abhän-
gigkeit der relativen Dichte, ρ, der untersuchten Gitterstrukturen aufgetragen, Abbildung 6.18c.
Vergleichbar zu den Druck- und Biegeproben steigen die Belastungsamplituden im Torsions-
versuch mit zunehmender relativen Dichte. Dieser Trend lässt sich mit einer Potenzfunktion
analytisch beschreiben, die in dem Diagramm für die untersuchten kubischen Gitterstrukturen
angegeben ist. Im Gegensatz zu den Druck- und Biegeversuchen, bei denen der Exponent der Glei-
chung vergleichbar war, zeigen die Gitterstrukturen unter zyklischer Torsionslast eine deutlichere
Abhängigkeit von der relativen Dichte.
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te Wöhlerkurven. c) Darstellung des Einflusses der relativen Dichte auf die
extrapolierte Langzeitfestigkeit.

Tabelle 6.6: Analytische Auswertung der Ermüdungsversuche unter Torsionslast

Design relative Analytischer Lasthorizont Langzeitfestigkeit, MT,a

Dichte Fit bei 106 Lw bei 106 Lw

G-03-216 0,3 1,78 ·N−0,22 0,09 MT,max 2,45Nm
G-04-216 0,4 3,00 ·N−0,26 0,08 MT,max 4,54Nm
G-05-216 0,5 1,59 ·N−0,21 0,09 MT,max 9,63Nm

Damit ist gemeint, dass die Widerstandsfähigkeit gegen Ermüdungsversagen unter Torsionslast
bei abnehmender relativer Dichte schneller sinkt als z.B. unter zyklischer Biegebeanspruchung.
Das bedeutet, dass bei einer Auslegung von beispielsweise Implantaten bestehend aus kubischen
Gitterstrukturen schon eine kleine Veränderung der relativen Dichte das Torsionsverhalten maß-
geblich beeinflusst. Zusätzlich können für die Bauteilauslegung die normierten extrapolierten
Langzeitfestigkeiten herangezogen werden. Für die Auswahl einer geeigneten Gitterdesignvarian-
te muss dann lediglich ein quasi-statischer Versuch durchgeführt und das maximale Torsionsmo-
ment ermittelt werden.
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6.5.2 Charakterisierung des Ermüdungsverhaltens

Die Charakterisierung des Ermüdungsverhaltens erfolgte für alle getesteten Proben global durch
Auswertung der Steifigkeitsreduktion sowie der Gleichstrompotentialmessung und lokal durch
Auswertung der lokalen Dehnungsfelder sowie der Temperaturverläufe auf der Probenoberfläche.
Das lokale Versagensverhalten wurde außerdem exemplarisch an jeweils einer Probe von jeder
relativen Dichtegruppe unter Anwendung der Schliffbildanalyse untersucht.

Steifigkeitsverlauf und Potentialdifferenzmessung

Der Steifigkeitsverlauf, ∆MT/∆ϕ, ergibt sich als Relation des Torsionsmoments, MT , zum ge-
messenen Verdrehwinkel, ϕ und wurde normiert in Abhängigkeit der Ermüdungslebensdauer
ausgewertet. Die Normierung erfolgte auf den eingeschwungenen Zustand bei ca. 1000 Lw. In
Abbildung 6.19 ist die Steifigkeitsreduktion für je eine Probe von der relativen Dichtegruppe
0,3; 0,4 und 0,5 dargestellt. Der Kurvenverlauf ist dabei repräsentativ für die jeweilige relative
Dichtegruppe. Mit Beginn des Ermüdungsversuchs sinkt die Steifigkeit der untersuchten Proben
kontinuierlich über einen langen Bereich der Lebensdauer. Dabei zeigt sich der Trend, dass die
Neigung für die Proben mit sinkender relativer Dichte zunimmt. Damit erfolgt die Steifigkeitsre-
duktion für die Torsionsproben mit einer relativen Dichte von 0,3 am schnellsten, was erneut die
geringere Widerstandsfähigkeit dieser Proben gegenüber einer Ermüdungsschädigung verdeut-
licht. Der kontinuierlichen Steifigkeitsdegradation folgt ein schnellerer Steifigkeitsabfall bis hin
zum rapiden Abfall ab ca. 90 % der Lebensdauer.
Die entsprechenden Potentialdifferenzkurven der untersuchten Proben sind ebenfalls in Abbil-
dung 6.19 dargestellt. Ebenso wie die Steifigkeitskurven stehen die Potentialdifferenzkurven re-
präsentativ für die untersuchte relative Dichtegruppe. Zu Beginn des Versuchs steigen die Po-
tentialdifferenzen kontinuierlich an. Daraufhin folgt für die relativen Dichtegruppen 0,5 und 0,4
ein Bereich, der durch einen schnelleren Anstieg in Kombination mit stufenartigem Verhalten
gekennzeichnet ist. Dieser geht in einen Bereich über, in dem es zu einem rapiden Anstieg der
Potentialdifferenz kommt. Eine Besonderheit stellt der Kurvenverlauf der relativen Dichtegruppe
0,3 dar. In allen untersuchten Proben folgt dort auf den ersten Bereich ein Plateau, in dem sich
der Potentialdifferenzwert nicht mehr verändert.
Aus dem Vergleich des Steifigkeitsverlaufs mit dem Verhalten der Potentialdifferenz zeigen sich
für die relativen Dichtegruppen 0,5 und 0,4 qualitativ vergleichbare Kurven mit entgegengesetz-
ten Verläufen. Besonders auffällig ist dabei, der Übergang vom ersten Bereich in den zweiten
Bereich der in beiden Kurven durch einen sprunghaften Anstieg gekennzeichnet ist. Im Gegen-
satz dazu sind die Kurvenverläufe der relativen Dichtegruppe 0,3 nicht vergleichbar.
Aus den Erkenntnissen des Biegeversuchs kann eine Strukturschädigung zu den prozentualen
Lebensdauern vermutet werden, an denen insbesondere die Potentialdifferenzkurven sprunghafte
Anstiege zeigen. Eine genauere Analyse des Schädigungsverhaltens liefert die kombinierte Aus-
wertung der Potentialdifferenzmessung mit der DIC.
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Abbildung 6.19: Steifigkeitsverlauf und Potentialdifferenzmessung im Torsionsversuch reprä-
sentativ für je eine Probe der relativen Dichtegruppen 0,3; 0,4 und 0,5

Potentialdifferenzmessung und DIC im Torsionsversuch

In Abbildung 6.20 ist die kombinierte Auswertung der globalen sowie lokalen Messmethoden
exemplarisch für eine Gitterstruktur mit einer relativen Dichte von 0,5 dargestellt. Diese Vorge-
hensweise ist vergleichbar zu der Analyse der Biegeversuche im Kapitel zuvor. Im Detail zeigt
Abbildung 6.20a den Steifigkeitsabfall (blaue Kurve) sowie den Potentialdifferenzanstieg (schwar-
ze Kurve) in Abhängigkeit der Ermüdungslebensdauer. Um das bereits beschriebene globale Ver-
halten mit dem lokal vorliegenden Schädigungsverhalten zu vergleichen, sind die DIC-Bilder der
getesteten Probe zu unterschiedlichen Lebensdauern in Abbildung 6.20b dargestellt. Ab 70 %

der Lebensdauer erscheinen sichtbare Dehnungshotspots, vorrangig im 45◦ Winkel, an den Über-
gängen der vertikalen zu den horizontalen Stegen verteilt über die gesamte Probenoberfläche,
Abbildung 6.20b-I. Die größten Dehnungen lokalisieren sich jedoch auf die unteren Zellreihen,
weshalb im Folgenden nur noch ein Ausschnitt dieser Reihen gezeigt ist. Mit fortschreitender Le-
bensdauer treten Risse an den zuvor lokalisierten Dehnungshotspots auf. Erkennbar ist dies u.a.
am Korrelationsverlust z.B. in Abbildung 6.20b-II für die beiden linken Stege in der untersten
Zellreihe. Diese Risse führten zum finalen Stegversagen, welches an den Eckstegen vorrangig im
45◦ Winkel erfolgte. Im Gegensatz dazu weisen die Mittenstegen ein horizontales Abscheren der
vertikalen Stege von der horizontalen Stegreihe auf, Abbildung 6.20b-IV.
Aus der untersten Zellreihe wurden drei Stege ausgewählt, deren lokale Dehnungen in das Dia-
gramm in Abbildung 6.20a eingetragen wurden (rote Kurven). Anhand des lokalen Dehnungsver-
laufs wird deutlich, dass die auftretenden Sprünge vor allem in der Potentialdifferenzkurve mit
dem Auftreten des Stegversagens korrelieren. So ist bei ca. 75 % Lebensdauer ein Korrelationsver-
lust ersichtlich, bedingt durch das Stegversagen, woraufhin zeitgleich die Potentialdifferenzkurve
ansteigt. Das gleiche Phänomen ist bei ca. 85 % Lebensdauer erkennbar, Abbildung 6.20a. Bei
dieser Lebensdauer sinkt die Steifigkeitskurve ebenfalls deutlich ab. Basierend auf den Ergebnis-
sen kann die Potentialdifferenzänderung mit dem Anstieg lokaler Dehnungen und dem Auftreten
makroskopischer Risse in Verbindung gebracht werden.
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Abbildung 6.20: Analyse des Ermüdungsverhaltens exemplarisch für eine Gitterstruktur mit
einer relativen Dichte von 0,5 nach [202]. a) Änderung der Steifigkeit, der Po-
tentialdifferenz und der lokalen DIC-Dehnungen in Abhängigkeit der Ermü-
dungslebensdauer (die roten Punkte am Ende der Dehnungskurven markieren
den Korrelationsverlust) und b) DIC-Bilder zu unterschiedlichen prozentualen
Lebensdauern.

Das finale Schädigungsbild der zyklisch unter Torsion belasteten Gitterstrukturen ist einerseits
mit dem Versagen unter quasi-statischer Torsionlast vergleichbar (siehe Kapitel 5.3.3) und steht
andererseits repräsentativ für alle untersuchten Gitterstrukturen. Hervorzuheben sind dabei die
vergleichbaren lokalen Stegschädigungen im Übergangsbereich zwischen den vertikalen und den
horizontalen Stegreihen. Demnach kommt es auch unter zyklischer Beanspruchung, infolge der
globalen Torsionsbelastung sowie aufgrund der Gleichheit zugeordneter Schubspannungen, zu ei-
ner lokalen Querkraftschubbeanspruchung in den parallelen Ebenen zur Rotationsachse an den
kubischen Einheitszellen. Die Querkraftschubbeanspruchung bewirkt eine maximale Belastung
an den Einheitszellenecken, wobei gegenüberliegende Ecken, je nach Richtung des Verdrehwin-
kels, vorrangig entweder auf Zug- oder Druck belastet werden. Die hoch beanspruchten gegen-
überliegenden Einheitszellenecken sind z.B. in Abbildung 6.20b-II anhand der Dehnungshotspots
erkennbar.
Die Potentialdifferenzmessung liefert unter Torsionslast jedoch nur für die Gitterstrukturen mit
einer relativen Dichte von 0,5 und 0,4 Hinweise auf eine Strukturschädigung.
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Wie bereits in Abbildung 6.19 gezeigt und beschrieben wurde, weisen die Gitterstrukturen mit
einer relativen Dichte von 0,3 ab einer nicht genau definierbaren prozentualen Lebensdauer ein
Plateau auf, d.h. einen konstanten Potentialdifferenzwert, der sich bis zum finalen Probenver-
sagen nicht mehr verändert. Das Stagnieren dieser Potentialdifferenzkurven kann jedoch nicht
mit einer Probenschädigung in Verbindung gebracht werden. Wie im Anhang exemplarisch für
eine Torsionsprobe mit einer relativen Dichte von 0,3 veranschaulicht (Abbildung A.26), konnten
zu Beginn der Stagnierung keine Dehnungshotspots und somit keine lokalen Schäden auf der
Probenoberfläche identifiziert werden. Vergleichbar zu den Gitterstrukturen mit einer relativen
Dichte von 0,5 und 0,4 werden Dehnungshotspots erst ab ca. 80 % Lebensdauer detektiert. Ab
diesem Zeitpunkt steigen die lokalen Dehnungen rapide an, bis der Korrelationsverlust eintritt,
der auf eine Rissinitiierung sowie dem beginnenden Stegversagen hindeutet. In diesem Lebens-
dauerbereich ist jedoch keine Änderung in der Potentialdifferenzkurve ersichtlich.

Bewertung des Schädigungsverhaltens mittels Schliffbildanalyse

Zur Bewertung des mittels DIC detektieren lokalen Versagensverhalten wurden ausgewählte zy-
klische Torsionsversuche bei einem Potentialdifferenzanstieg entsprechend der in Tabelle 6.3 ge-
listeten Werte gestoppt. Aufgrund der globalen Torsionsbeanspruchung ist die lokale Struktur-
schädigung auf allen vier Probenseiten vergleichbar. Daher wurde eine frei gewählte Probenseite
eingebettet und metallographisch aufbereitet. In den Schliffbildern der Gitterstrukturen mit ei-
ner relativen Dichte von 0,5 und 0,4 zeigten sich nun deutliche Risse an den Übergängen der
vertikalen und den horizontale Stegen, die sich über die gesamte Probenoberfläche verteilten und
exemplarisch in Abbildung 6.21a und b zu sehen sind. Die Risse initiieren dabei ausschließlich an
den Einheitszellenecken, was zusätzlich ein Beleg für die Querkraftschubbeanspruchung darstellt.
Im Weiteren stimmen die identifizierten Risse mit den bei der DIC detektierten Dehnungshots-
pots und Rissen überein.
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Abbildung 6.21: Exemplarische Darstellung der Rissinitiierungen und Stegrisse für eine Git-
terstruktur mit einer relativen Dichte von a) 0,5 und b) 0,4



126 6 Experimentelle Untersuchungen zum Ermüdungsverhalten von Gitterstrukturen

Die Übereinstimmung belegt damit den Zusammenhang zwischen dem Anstieg der Potentialdif-
ferenz und dem Auftreten des Stegversagens, für die Gitterstrukturen mit einer relativen Dichte
von 0,5 und 0,4. Im Schliffbild der Gitterstruktur mit einer relativen Dichte von 0,3 konnte hin-
gegen keine kompletten Stegrisse identifiziert werden. Lediglich Rissinitiierungsorte sind an den
Einheitszellenecken zu finden, wie es exemplarisch im Anhang in Abbildung A.27 dargestellt ist.
Die Schliffbildanalyse offenbart zusätzlich, dass neben dem Design der Einheitszelle die Oberflä-
chenrauheit maßgeblich das Versagen der torsionsbelasteten Gitterstrukturen prägen. Während
die lokale Beanspruchung zu einer maximalen Belastung in den Einheitszellenecken führt, initi-
ieren die Risse dort hauptsächlich in den Kerben der fertigungsbedingten Rauheiten. Demnach
würden Gitterstrukturen, bei denen die kubischen Einheitszellen um 90Grad gedreht sind, län-
gere Lebensdauern als die im Rahmen dieser Arbeit untersuchten Gitterstrukturen aufweisen.

Temperaturfeldmessung im Torsionsversuch

Abbildung 6.22 zeigt die Temperaturfeldmessung exemplarisch für eine zyklisch unter Torsions-
last getesteten Gitterstruktur mit einer relativen Dichte von 0,5. Die Temperaturverlaufskurven
zeigen einen deutlichen Anstieg ab ca. 80 % der Lebensdauer für den Steg, der am Ende ver-
sagt, wohingegen ein intakter Steg keinen Temperaturanstieg über die gesamte Ermüdungsle-
bensdauer aufweist. Zusätzlich ist ab ca. 80 % der Lebensdauer ein deutlicher Anstieg der Poten-
tialdifferenzkurve ersichtlich. Allerdings sind keine Temperaturhotspots während der gesamten
Ermüdungslebensdauer erkennbar, wie es bei den Biegeversuchen der Fall war. Daher können
keine verlässlichen Aussagen zum Schädigungsverhalten der torsionsbelasteten Proben anhand
des Temperaturverlaufs getroffen werden. Mit der Kenntnis der vorherigen Ergebnisse ist es aller-
dings wahrscheinlich, dass der Temperaturanstieg ab 80 % Lebensdauer auf das Strukturversagen
hindeutet.

a) b)

0 20 40 60 80 100

Potential
ΔTL1
ΔTL2

finale fracture

I

I II

II

P1

P2

L2

L1

Lebensdauer, %

Δ
T,

 °
C

0

0,2

0,4

0,6

0

0,5

1

1,5

Δ
U

po
t, 

m
V

Abbildung 6.22: Temperaturfeldmessung exemplarisch für eine Gitterstruktur mit einer rela-
tiven Dichte von 0,5 nach [202]. a) Änderung der Potentialdifferenz sowie
des Temperaturverlaufs an der Probenoberfläche in Abhängigkeit der Ermü-
dungslebensdauer und b) Temperaturfeldmessungen auf der Probenoberfläche
zu unterschiedlichen prozentualen Lebensdauern.
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Eine Möglichkeit, warum keine Temperaturhotspots an der Probenoberfläche detektiert wurden,
ist der versuchsbedingte große Abstand der Thermografiekamera zur Probenoberfläche. Dieser
war bei den Torsionsversuchen fünf Mal so groß wie bei den Biegeversuchen.

6.6 Zwischenfazit

Im Rahmen dieses Kapitels erfolgte eine Analyse des Ermüdungsverhaltens mittels EBM gefertig-
ter TiAl6V4 Gitterstrukturen, bestehend aus kubischen Einheitszellen. Unter Berücksichtigung
der Belastungsarten Druck, Biegung und Torsion wurden dabei die Einflüsse struktureller Ei-
genschaften der Gitterstrukturen auf die Ermüdungslebensdauer untersucht. Zu diesem Zweck
wurden die Versuchsergebnisse der Ermüdungsversuche in einem absoluten Wöhlerdiagramm
dargestellt. Aus den Darstellungen ging hervor, dass die Widerstandsfähigkeit der untersuchten
Gitterstrukturen mit abnehmender relativer Dichte ebenfalls abnimmt. Durch eine Normierung
der Beanspruchungsamplituden auf die quasi-statischen Kennwerte ging der Einfluss der relativen
Dichte jedoch verloren. Darüber hinaus wurden die normierten Zeitfestigkeitsgeraden analytisch
beschrieben, wodurch einsatzrelevante Langzeitfestigkeiten bei 106 Lastwechsel extrapoliert wer-
den konnten. Es ergaben sich Langzeitfestigkeiten von 0,98 bis 1,09×σ0,2, 0,11 bis 0,14×Mb,max

und 0,08 bis 0,09×MT,max für die Druck-, Biege- und Torsionsversuche. Die Biegeversuche zeig-
ten neben dem Einfluss der relativen Dichte einen Einfluss von der Stegbreite auf die absoluten
Beanspruchungsamplituden. Dieser verschwand jedoch im Rahmen der Normierung ebenfalls,
was wiederum den alleinigen Einfluss des Einheitszellendesigns sowie des verwendeten Materials
hervorhebt. Hinsichtlich einer sicheren (bis 106 Lw) Auslegung von zyklisch belasteten Bauteilen,
die aus kubischen Gitterstrukturen bestehen, genügt somit die Ermittlung der quasi-statischen
Bemessungsgröße in einem quasi-statischen Versuch.
Neben der Ermüdungslebensdauer wurde das Ermüdungsverhalten der additiv gefertigten Git-
terstrukturen im Rahmen der zyklischen Druck-, Biege- und Torsionsversuche untersucht. So
erfolgte die Charakterisierung des globalen Ermüdungsverhaltens der Biege- und Torsionspro-
ben durch Analyse der Steifigkeitsreduktion. Eindeutige Aussagen zu den Lebensdauerphasen,
Rissbildung, stabiler Rissfortschritt und Restbruch konnten anhand dieser Auswertung jedoch
nicht getroffen werden. Anhand des bereits fortgeschrittenen Steifigkeitsabfalls konnte jedoch
das Probenversagen in Form einer Versagensschwingspielzahl eindeutig definiert werden. Ebenso
konnte eine Korrelation der Strukturschädigung mit dem Anstieg der Potentialdifferenzmessung
nachgewiesen werden. Allerdings ist diese Korrelation auf die Gitterstrukturen mit einer relati-
ven Dichte von 0,4 und 0,5 beschränkt. Der Zusammenhang zwischen der Strukturschädigung
und dem Potentialdifferenzanstieg wurde eindeutig mit Hilfe der digitalen Bildkorrelation, der
Temperaturfeldmessung sowie anhand von Schliffbildern belegt.
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Die Ermüdungsuntersuchungen an druckbelasteten Gitterstrukturen stellten sich als Sonderfall
heraus. Um ein Probenversagen im Zeitfestigkeitsbereich zu erhalten, waren Beanspruchungen
notwendig, die oberhalb der im quasi-statischen Versuch ermittelten Offsetspannungen liegen.
Dass diese Strukturen dennoch lange Lebensdauern aufwiesen, ist deren kubischen Einheitszellen
sowie der in axialer Richtung aufgebrachten Drucklast geschuldet. Die Kombination der geometri-
schen Einheitszellenform mit den hohen Belastungshorizonten führten zu einem Probenversagen,
das auf plastische Verformungen zurückzuführen war. Dennoch konnte deren Lebensdauer an-
hand der globalen Dehnungsauswertung analysiert werden.
Die Detektion des lokalen Versagensverhaltens erfolgte für alle drei Belastungsarten mit der
digitalen Bildkorrelationstechnik. In diesem Zusammenhang wurden Risse sowie Risswachstum
anhand von Dehnungen bzw. Dehnungsanstiegen identifiziert. Im Grunde wurde dabei für alle
drei Belastungsarten ein jeweiliges Strukturverhalten ermittelt, das mit dem unter quasi-stati-
scher Beanspruchung vergleichbar ist. Ein Einfluss der relativen Dichte bzw. der Stegbreite auf
die lokalen Versagensmechanismen zeigte sich wie bei den quasi-statischen Versuchen nur unter
Drucklast. Das Ermüdungsversagen wurde für alle untersuchten Gitterstrukturen initial durch
die Form der Einheitszelle vorgegeben. Dabei hat sich insbesondere die kubische Form der unter-
suchten Gitterstrukturen vor allem für die Biege- und Torsionsbelastung als nachteilig erwiesen.
Darüber hinaus wurde die Oberflächenrauheit als weiterer Nachteil identifiziert, da die Risse
vorrangig dort initiierten.
Im Weiteren haben die Analysen ergeben, dass die Gleichstrompotentialmethode sensitiv auf eine
Schädigung in der Probe reagiert. Dennoch ist eine Kombination mit der digitalen Bildkorrela-
tion notwendig, um die Schädigung lokalisieren zu können. Zudem stellt die Potentialdifferenz-
messung eine Möglichkeit zur Detektion der Rissinitiierung dar. Sofern die Rissinitiierungsphase
einer getesteten Gitterstruktur bekannt ist, kann deren Anteil an der Gesamtlebensdauer ermit-
telt werden. Dies ermöglicht eine Auswahl geeigneter Konzepte zur Lebensdauervorhersage von
Gitterstrukturen.
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7 Numerische Untersuchungen der Gitterstrukturen

In diesem Kapitel werden die numerischen Untersuchungen zum Grenztrag- und Ermüdungsver-
halten der in Kapitel 5 und 6 untersuchten Gitterstrukturen dargestellt. Im Rahmen der qua-
si-statischen Beanspruchung erfolgte die Simulation der Belastungsarten Druck, Biegung und
Torsion. Das Ziel bestand darin, das mechanischen Verhaltens in Bezug auf die strukturellen
Eigenschaften der Gitterstrukturen zu charakterisieren. Ein weiterer Schwerpunkt kam in diesem
Zusammenhang der Schadensanalyse zu. Um das Versagensverhalten der Gitterstrukturen abzu-
bilden, wurde das Johnson-Cook Plastizitäts- und Schädigungsmodell in den numerischen Simula-
tionen verwendet. Abschließend erfolgte eine numerische Lebensdaueruntersuchung exemplarisch
für biege- und torsionsbelastete Gitterstrukturen. Unter Berücksichtigung des Nennspannungs-
sowie des örtlichen Konzeptes erfolgte eine Lebensdauervorhersage, die mit den experimentellen
Ergebnissen aus Kapitel 6 verglichen wurde. Auch hierbei wurde der Einfluss der Fertigungsge-
nauigkeit untersucht.

7.1 Geometrie und Randbedingungen

Die numerischen Untersuchungen zum Grenztrag- sowie Schädigungsverhalten der Gitterstruktu-
ren erfolgten mit dem FE-Programm Abaqus 2017 der Firma Simulia (Johnston, Rhode Island,
USA). Dazu dienten die CAD-Modelle der Druck-, Biege- und Torsionsproben als Ausgangs-
modelle, aus denen die FE-Modelle mit den jeweiligen Randbedingungen erstellt wurden. Um
das Materialverhalten abzubilden und das Schädigungsverhalten untersuchen zu können, wurden
die entsprechenden Modellparameter zunächst an den additiv gefertigten Vollproben identifiziert
und anschließend auf die Gitterstrukturen übertragen (siehe Abschnitt 7.2).

7.1.1 Modellvarianten

Um den Einfluss der relativen Dichte auf die mechanischen Eigenschaften numerisch zu bewerten
und gleichzeitig den Berechnungsaufwand so gering wie möglich zu halten, wurden die Probenty-
pen mit der Gitterdesignvariante G-03-216, G-04-216 und G-05-216 ausgewählt. Damit wurden
die relativen Dichtegruppen 0,3; 0,4 und 0,5 mit jeweils einem Vertreter abgedeckt, sowie die
Strukturen mit der geringsten Anzahl an Einheitszellen gewählt. In Kapitel 4.2 wurde bereits ge-
zeigt, dass die tatsächlich gedruckten Probengeometrien von den Ausgangsmodellen abweichen.
Um den Einfluss dieser fertigungsbedingten Abweichung auf die mechanischen Eigenschaften zu
quantifizieren, wurden zwei verschiedene Modelle von jeder Gitterdesignvariante erstellt.
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Modell eins entspricht dabei dem originalen CAD-Modell, wie es dem 3D-Drucker zum additiven
Fertigen diente und Modell zwei wurde auf Grundlage der ermittelten mittleren Stegbreitenab-
weichungen (siehe Kapitel 4.2.1) konstruiert. Die beiden Modelle sind in Abbildung 7.1 gezeigt,
wobei in der Darstellung die Anzahl der Einheitszellen auf acht reduziert wurde, um die Steg-
breitenunterschiede zu verdeutlichen. Die für die Konstruktion genutzten Stegbreiten sind in
Tabelle 7.1 zusammengefasst.

Abbildung 7.1: Ausschnitt aus einem komplexen Gittermodell zur Darstellung der Modellvari-
anten: a) originales CAD-Modell und b) angepasstes CAD-Modell

Tabelle 7.1: Stegbreiten der beiden Modellvarianten für die drei gewählten Gitterdesignvarian-
ten

G-05-216 G-04-216 G-03-216
Modell 1 Modell 2 Modell 1 Modell 2 Modell 1 Modell 2

vertikaler Steg, mm 1,08 0,852 0,925 0,72 0,78 0,63
horizontaler Steg, mm 1,08 1,26 0,925 1,17 0,78 0,99

Um bei den FE-Simulationen die Bedingungen des Schädigungsverhaltens der Gitterstrukturen
so real wie möglich wiederzugeben, wurde für alle drei Belastungsarten die vollständige Geometrie
des Basisgitters bestehend aus 216 Einheitszellen berücksichtigt. Eine Vereinfachung der Modelle,
durch Reduzierung der Einheitszellen, ist aufgrund der sich dadurch verändernden relativen
Dichte nicht möglich.
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7.1.2 Realisierung unterschiedlicher Lastfälle

Die CAD-Modelle der Modellvarianten wurden als Volumenmodelle (STP -Dateien) aus dem
CAD-Programm exportiert und über eine Schnittstelle in Abaqus/CAE importiert. Anschließend
erfolgte die FE-Modellerstellung durch Definition der Rand- und Kontaktbedingungen sowie
Diskretisierung der Proben.

Druckversuch

Zur Realisierung einer Drucklast wurden in Analogie zum Experiment zwei Druckplatten als star-
re Körper erstellt, die im Ausgangszustand an den Stirnseiten der Gitterstrukturen positioniert
wurden. Der axiale Druckfall wurde durch eine Verschiebung in y-Richtung auf den Referenz-
punkt der oberen Platte realisiert, während alle weiteren rotatorischen sowie translatorischen
Freiheitsgrade gesperrt wurden. Die untere Platte wurde fest eingespannt, indem alle rotatori-
schen sowie translatorischen Freiheitsgrade gesperrt wurden, Abbildung 7.2a. Zur Verhinderung
einer Starrkörperbewegung in x - oder z -Richtung wurden die entsprechenden Verschiebungen an
einem unteren Eckpunkt der Gitterstruktur unterbunden. Für den Oberflächenkontakt zwischen
den starren Platten und der Gitterstruktur wurde eine Reibung mit einem Reibungskoeffizienten
von µ = 0,2 angenommen. Unter Berücksichtigung der Oberflächenrauheit der Gitterstrukturen
wurde hingegen ein Reibungskoeffizient von µ = 0,5 für den Eigenkontakt der Struktur gewählt.
[184, 203]

Vierpunktbiegung

Die zylinderförmigen Lager der experimentellen Vierpunktbiegevorrichtung wurden in den nume-
rischen Modellen durch halb-zylindrische starre Körper abgebildet. Die Positionierung der Lager
erfolgte in Analogie zum Experiment (siehe Kapitel 5.2). Für den Oberflächenkontakt zwischen
den Lagern und der Biegeprobe wurde eine Reibung mit einem Reibungskoeffizienten von µ = 0,2

angenommen. Die Verschiebung wurde auf die inneren Lager aufgebracht, während bei den bei-
den äußeren Lagern sowohl die rotatorischen als auch translatorischen Freiheitsgrade gesperrt
wurden, Abbildung 7.2b. Zur Verhinderung einer Starrkörperbewegung in x -Richtung wurde die
Verschiebung u am Rand der Gitterstruktur unterbunden.

Torsionsversuch

Die Bereiche der Torsionsproben, die in die servohydraulische Prüfmaschine eingespannt sind,
wurden mit einem Referenzpunkt auf der jeweiligen Stirnseite kinematisch gekoppelt. Das Torsi-
onsmoment wurde an einen der beiden Referenzpunkte aufgebracht, wohingegen die rotatorischen
sowie translatorischen Freiheitsgrade des gegenüberliegenden Referenzpunktes gesperrt wurden,
Abbildung 7.2c.



132 7 Numerische Untersuchungen der Gitterstrukturen

Z

Y

X

Z

Y

X

a)

b)

c)
Mt

u

starre Platten

Z

Y
X

u u

feste Einspannung

u Verschiebung

Mt Torsionsmoment

Abbildung 7.2: Darstellung der Randbedingungen exemplarisch für die G-03-216 Gitterdesign-
variante im Modell zwei für den a) Druck-, b) Biege- und c) Torsionsversuch

7.1.3 Diskretisierung und Konvergenzanalyse

Um die Berechnungsgenauigkeit in Abhängigkeit der gewählten Elemente zu bewerten, wurde
eine Konvergenzanalyse durchgeführt. Für den Belastungsfall Druck wurde die globale Element-
größenreduktion gewählt, bei der die Elementkantenlänge jeweils um die Hälfte reduziert wird.
Insgesamt wurden drei Iterationsschritte mit resultierenden Elementkantenlängen von 0,3 mm,
0,15 mm und 0,075 mm definiert. Weitergehend wurde für diesen Belastungsfall der Einfluss der
Elementordnung untersucht, indem Elemente mit einer linearen sowie quadratischen Ansatzfunk-
tion gewählt wurden. Hinsichtlich des linearen Ansatzes wurde die Gitterstruktur mit 8-knotigen
Hexaeder-Elemente (C3D8R) und für den quadratischen Ansatz mit 10-knotigen Tetraeder-Ele-
menten (C3D10M) diskretisiert. Für die Belastungsfälle Biegung und Torsion wurden lediglich
die 8-knotigen Hexaeder-Elemente mit Elementkantenlängen von 0,3 mm, 0,2 mm, 0,15 mm und
0,1 mm untersucht. Diese Abweichung zum Druckversuch ergab sich als Folge der hohen Ele-
mentanzahl sowie der sehr langen Simulationszeiten, bereits bei einer Elementkantenlänge von
0,1 mm.
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Die Ergebnisse der Konvergenzanalyse sind in Abbildung 7.3 für den Druckversuch an einer Git-
terstruktur mit einer relativen Dichte von 0,3 gegeben. Auf Grund der kubischen Einheitszellen-
form der untersuchten Gitterstrukturen und dem daraus resultierenden Kerbproblem konnte die
maximale von Mises Spannung nicht für die Bewertung der Berechnungsgenauigkeit herangezogen
werden. Stattdessen wurde in dieser Arbeit das globale Spannungs-Dehnungsverhalten, d.h. die
Änderung des elastischen Gradienten, analysiert. Die erste Halbierung der Elementkantenlänge
führt bei den Hexaederelementen zu einer Änderung des elastischen Gradienten um ca. 10 %. Bei
der zweiten Reduzierung der Elementkantenlänge sinkt die Änderung auf ca. 1,5 %. Ein Anstieg
der Elementordnung bewirkt für 0,15 mm wiederum eine Änderung des Gradienten um weniger
als 9 % (siehe Abbildung 7.3a). Mit der Reduzierung der Elementkantenlänge sowie der Erhö-
hung der Elementordnung geht eine Erhöhung der Freiheitsgrade sowie eine deutliche Erhöhung
der Berechnungsdauer einher, wie Abbildung 7.3b zeigt. Die Ergebnisse der Konvergenzanalyse
sind in Abbildung 7.4 exemplarisch für eine Torsionsprobe mit einer relativen Dichte von 0,3
gegeben. Die erste Reduzierung der Elementkantenlänge bewirkt eine Änderung des elastischen
Gradienten der Drehmomenten-Winkelkurve um ca. 5 %. Jede weitere Reduzierung resultiert in
einer Änderung um weniger als 2 %, Abbildung 7.4a. Die Berechnungsdauer steigt exponentiell
mit Reduzierung der Elementkantenlänge an, wobei die Berechnung mit einer Kantenlänge von
0,1 mm nach 72 h abgebrochen wurde und nicht im Diagramm in Abbildung 7.4b angegeben ist.
Unter Berücksichtigung der Simulationsdauer sowie der Änderung des linear-elastischen Gradi-
enten werden die 8-knotigen Hexaeder-Elemente mit linearer Ansatzfunktion (C3D8R) gewählt.
Für Gitterstrukturen mit einer relativen Dichte von 0,3 hat sich bei allen drei Belastungsarten
die Elementkantenlänge von 0,15 mm als geeignet herausgestellt. Für eine Übertragbarkeit auf
die weiteren Gitterdesigns entspricht dies einer Diskretisierung von mindestens vier Elementen
pro Stegbreite im Bereich des Basisgitters. Im Falle der Biegeproben steigt die Elementkanten-
länge vom Basisgitter bis zum Rand der Auflagebereiche linear auf bis zu 4 mm an. Die zylindri-
schen Einspannbereiche der Torsionsproben wurden mit Tetraeder-Elementen mit ansteigenden
Elementkantenlängen von ca. 0,15 mm im Basisgitterbereich bis hin zu 4 mm am Rand der Torsi-
onsprobe vernetzt. Sowohl bei den Druckversuchen als auch bei den Biegeversuchen erfolgte die
Diskretisierung der starren Körper mit 4-knotigen starren Elementen (R3D4).
Unter Berücksichtigung der Modell- sowie Gitterdesignvarianten ergaben sich für die Belastungs-
fälle Druck, Biegung und Torsion jeweils sechs FE-Simulationen.In Tabelle 7.2 ist eine Übersicht
der FE-Modelle unter Angabe der resultierenden Elementanzahl gegeben.

Tabelle 7.2: Übersicht der FE-Modelle unter Angabe der Elementanzahl in Abhängigkeit der
untersuchten Lastfälle, der relativen Dichte der Gitterstruktur sowie der Modell-
variante

Druck Biegung Torsion
0,3 0,4 0,5 0,3 0,4 0,5 0,3 0,4 0,5

Modell 1 284.024 197.425 175.575 504.960 577.129 498.247 681.154 748.135 684.130
Modell 2 229.349 174.248 169.544 462.535 544.160 539.456 649.606 714.051 735.550
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Dichte von 0,3. Darstellung des Elementkantenlängeneinflusses auf: a) den li-
near-elastischen Gradienten und b) die Berechnungsdauer

7.2 Material- und Schädigungsmodell

Für die numerische Simulation des Material- sowie des Schädigungsverhaltens der Gitterstruk-
turen wurde sowohl das Verfestigungs- als auch Schädigungsmodell nach Johnson-Cook (J-C)
verwendet. Insbesondere das J-C Schädigungsmodell hat sich bereits für die Simulation des Ver-
formungsverhaltens druckbelasteter Gitterstrukturen als geeignet herausgestellt (siehe Kapitel
2.2.3). Beide Modelle sind in Abaqus implementiert.
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7.2.1 Parameteridentifikation an Vollproben und Übertragung auf Gitterstrukturen

Zur Bestimmung des elastisch-plastischen Materialverhaltens wurden einachsige Zugversuche an
mittels EBM gefertigten TiAl6V4 Vollproben durchgeführt (siehe Kapitel 3.2.1).
Zunächst erfolgte die Berechnung der wahren Spannungen, σw, sowie wahren Dehnungen, εw,
aus den experimentell bestimmten technischen Spannungen, σ, und technischen Dehnungen, ε,
mit den folgenden analytischen Gleichungen.

σw = σ · (1 + ε) (7.1)

εw = ln(1 + ε) (7.2)

Die wahre plastische Dehnung (εw,pl) ergibt sich mit der Gleichung

εw,pl = εw −
σw

E
(7.3)

aus den wahren Spannungen und Dehnungen sowie dem Elastizitätsmodul, E. Auf Grund der Pro-
beneinschnürung und dem folgenden inkonstanten Probenvolumen behalten die Gleichungen 7.1
und 7.3 nur bis zum Erreichen der Gleichmaßdehnung ihre Gültigkeit. Eine Möglichkeit, die wah-
re Spannungs-Dehnungsbeziehung auch nach Erreichen der Gleichmaßdehnung zu beschreiben,
ist das J-C Verfestigungsmodell [107]. Hierbei wird die Fließspannung über die Gleichmaßdeh-
nung hinaus als eine Funktion der wahren plastischen Dehnungen, εw,pl

σw = [A+B · εn1w,pl] · [1 +H · ln(ε̇∗w,pl)][1− (T ∗)m1] (7.4)

mit den Materialkonstanten A, B,D,m1, und n1, der dimensionslosen plastischen Dehnrate ε̇∗w,pl

und der dimensionslosen Temperatur T ∗ beschrieben. Der zweite und dritte Term der Gleichung
7.4 beschreiben die Dehnratenabhängigkeit sowie die Temperaturabhängigkeit. Aufgrund der
quasi-statischen Belastung und der konstanten Raumtemperatur während der Versuche, konnte
hier sowohl der Dehnrateneffekt als auch der Temperatureinfluss vernachlässigt werden. Dadurch
vereinfachte sich das J-C Verfestigungsmodell zu

σw = A+B · εn1w,pl. (7.5)

Die J-C Materialkonstanten A, B und n1 wurden an den analytisch bestimmten wahren Span-
nungen und plastischen Dehnungen (siehe Gleichungen 7.1 und 7.3) der Zugversuchsergebnisse
kalibriert. Die Kalibrierung erfolgte in Matlab (Version R2017b) über das Kurvenanpassungstool.
Dabei konnte das vereinfachte J-C Verfestigungsmodell aus Gleichung 7.5 als benutzerdefinierte
Gleichung definiert und die Materialparameter über die Methode der nicht-linearen kleinsten Feh-
lerquadrate berechnet werden. Mit einem Regressionskoeffizienten von R2 = 0,998 resultierten
die in Tabelle 7.3 zusammengefassten J-C Materialkonstanten für die in dieser Arbeit vertikal,
diagonal und horizontal mittels gebauten EBM TiAl6V4 Proben.
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Tabelle 7.3: Material- und Schädigungsparameter für das Johnson-Cook Verfestigungs- sowie
Schädigungsmodell ermittelt an den Zugversuchsdaten der mittels EBM gefertigten
TiAl6V4 Vollproben unter Berücksichtigung der Aufbaurichtung [164]

Aufbaurichtung A, MPa B, MPa n1 D1 D2 D3

vertikal 985 728 0,554 0,04 0,025 2,5
diagonal 942 620 0,464 0,08 0,04 1,5
horizontal 1041 465 0,370 0,02 0,01 3,5

Johnson-Cook Schädigungsmodell

Zur numerischen Simulation der Schädigung bzw. des Probenversagens wurde das J-C Schädi-
gungsmodell verwendet. In dem Modell wird Materialversagen durch eine kritische Dehnung, εf ,
in Abhängigkeit von der Spannungsmehrachsigkeit, T , mit der folgenden Gleichung

εf = [D1 +D2exp(−D3T ] · [1 +D4 · ln(ε̇∗w,pl)][1−D5T
∗] (7.6)

sowie den Schädigungsparametern D1, D2, D3, D4 und D5 beschrieben. Aufgrund der nähe-
rungsweise konstanten Dehnrate der bei Raumtemperatur durchgeführten Zugversuche, kann
hier ebenfalls der zweite und dritte Term vernachlässigt werden. Dadurch vereinfacht sich das
J-C Schädigungsmodell zu

εf = D1 +D2exp(−D3T ). (7.7)

In Abaqus ergibt sich die Spannungsmehrachsigkeit, T , aus dem hydrostatischen Druck, p und
der äquivalenten von Mises Spannung, σV, über die Beziehung T = −p/σV.
Das J-C Schädigungsmodell ist in das FE-Programm Abaqus/explizit durch eine skalare Schädi-
gungsvariable, ω implementiert, die eine akkumulierte Schädigung für jedes Element bestimmt.
Beim Erreichen von ω = 1 gilt ein Element als geschädigt. Zu diesem Zeitpunkt besitzt das
Element noch seine initiale Steifigkeit und ist auch noch nicht gelöscht. Die Löschung des Ele-
ments wird durch eine Schädigungsentwicklung beschrieben, indem die Steifigkeit des Elements
sukzessiv reduziert wird. Die Beschreibung der Schädigungsentwicklung erfolgt durch die Zu-
standsvariable, D.
Zum Zeitpunkt der Schädigungsinitiierung (ω = 1) besitzt die Zustandsvariable den Wert D = 0.
Das Element wird gelöscht, sobald D = 1 erreicht ist. Im Rahmen dieser Arbeit wird die Schädi-
gungsentwicklung durch die äquivalente plastische Verschiebung, ūpl beschrieben und anhand der
Kraft-Verschiebungskurve der Zugversuche aus Kapitel 3.2.1 ermittelt. Die Zugversuchsergebnis-
se wurden außerdem dazu benutzt, die J-C Schädigungsparameter D1, D2 und D3 zu bestimmen.
Die genaue Vorgehensweise ist in [164] beschrieben. Die ermittelten J-C Parametersätze sind in
Abhängigkeit der Probenaufbaurichtung in Tabelle 7.3 zusammengefasst.
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7.2.2 Einfluss der Aufbaurichtung

Die am Grundwerkstoff ermittelten Elastizitätsmodule, die Beschreibung der Fließkurve mit dem
J-C Verfestigungsmodell sowie die Beschreibung des Versagensverhaltens mit dem J-C Schädi-
gungsmodell weisen eine Aufbaurichtungsabhängigkeit auf, Tabelle 7.3. Zusätzlich ist aus der
metallographischen Untersuchung in Kapitel 4.2.3 bekannt, dass die vertikalen und die horizon-
talen Gitterstäbe unterschiedliche Mikrostrukturen aufweisen.
Um den Einfluss der entwickelten Material- und Schädigungsmodelle hinsichtlich der Aufbaurich-
tung im Rahmen der Gitterstrukturen zu charakterisieren, wurden daher drei Varianten an einer
ausgewählten Druckprobe untersucht. In der ersten Variante wurden den vertikal orientierten
Gitterstäben die Parameter der vertikal gebauten Proben zugeordnet, während die horizontal
orientierten Stäbe die Parameter der horizontal gebauten Proben erhielten. In der zweiten Vari-
ante wurde dem gesamten Modell die Material- und Schädigungsparameter der vertikal gebauten
Proben zugewiesen, während in der dritten Variante die Beschreibung des gesamten Gittermo-
dells mit den Material- sowie Schädigungsparametern der horizontal gebauten Proben erfolgte.
Die resultierenden Druckspannungs-Dehnungskurven zeigen für alle drei untersuchten Varianten
vergleichbare elastische Gradienten und Druckfestigkeiten, Abbildung 7.5. Ebenso erfolgt das
Einsetzen des ersten Versagens bei vergleichbaren Dehnungen, wobei die Spannung der dritten
Variante (blaue Kurve) insgesamt langsamer abfällt. Die folgenden Spannungsausschläge im Pla-
teaubereich werden für alle drei Varianten abgebildet, wobei die Amplitude für Variante eins
und zwei größer ausfällt, als für Variante drei. Hinsichtlich der additiven Fertigung würde Vari-
ante eins dem tatsächlich vorliegenden Materialverhalten theoretisch am besten entsprechen. Da
die Kurven von Variante eins und zwei ein nahezu vergleichbares Verhalten zeigen, werden im
Folgenden daher die an den vertikal gebauten EBM TiAl6V4 Proben ermittelten Material- und
Schädigungsparameter verwendet.
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Abbildung 7.5: Einfluss der richtungsabhängigen Material- und Schädigungsparameter auf das
mechanische Verhalten einer Druckprobe
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7.2.3 Übertragung des Schädigungsmodells auf weitere Belastungsfälle

Während in Radlof et al. [164] die Anpassung der J-C Parameter für die initiale Spannungsmehr-
achsigkeit von T = 1/3 erfolgte, konnte dieser Parametersatz bereits erfolgreich zur Abbildung
des Schädigungsverhaltens druckbelasteter Gitterstrukturen, bei dem vorrangig T = −1/3 gilt,
in [184] genutzt werden.
Das Ziel der vorliegenden Arbeit bestand jedoch darin, einen Parametersatz zu finden, der eben-
falls für die Belastungsfälle Biegung und Torsion gilt. Da die direkte Übertragung des bereits
gefundenen Parametersatzes zu Abweichungen zwischen den experimentellen und numerischen
Belastungskurven führte, war eine erneute Kalibrierung notwendig.
Die Kalibrierung erfolgte dabei in iterativen FE-Simulationen für je eine Gitterdesignvariante
von jedem Belastungsfall. Um einen allgemeingültigen Parametersatz zu finden, erfolgte bewusst
keine Kalibrierung auf eine festgelegte Gitterdesignvariante bzw. relative Dichte. Die Anpassung
des J-C Parametersatzes erfolgte analog zu den Zugversuchen in [164] über die mittels DIC
berechneten lokalen Dehnungen. Hierzu wurden jeweils Stäbe aus den Druck-, Biege- und Torsi-
onsproben ausgewählt und die maximale Dehnung vor Einsetzen des Versagens ermittelt. Mit der
Annahme, dass dort im Druckversuch T = −1/3, im Biegeversuch T = 1/3 und im Torsionsver-
such T = 0 vorliegt, wurden diese Punkte zur Kalibrierung der J-C Grenzkurve verwendet. Der
initiale Parametersatz aus Tabelle 7.3 wurde dabei solange angepasst, bis die Grenzkurve durch
die ermittelten Punkte ging. Anschließend wurden sowohl die numerischen und experimentellen
Belastungskurven als auch das numerische und experimentelle Schädigungsverhalten verglichen.
Entscheidende Faktoren waren an dieser Stelle ein möglichst zeitgleicher Eintritt des Versagens
(global gleiche Dehnung, gleiche Durchbiegung, gleiche Drillung) bei experimentell und nume-
risch vergleichbarer lokaler Dehnungen in den Gitterstäben.
Das Ergebnis der Kalibrierung ist Abbildung 7.6 für alle drei Belastungsarten dargestellt. Mit
dem Parametersatz D1 = 0,02; D2 = 0,045 und D3 = 2,5 konnte für den Druck- und Biegefall
eine sehr gute Übereinstimmung erreicht werden, Abbildung 7.6a-b. Im Gegensatz dazu ist der
linear-elastische Bereich beim Torsionsversuch verschoben, während das anschließende plastische
Versagensverhalten in guter Übereinstimmung abgebildet ist. Dennoch stellt der Parametersatz
einen guten Kompromiss dar, mit dem das Verformungsverhalten numerisch sowohl im axialen
Druckfall, in der Vierpunktbiegung als auch im Torsionsfall in annähernd guter Übereinstimmung
mit den experimentellen Kurven abgebildet werden kann.
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Abbildung 7.6: Vergleich des experimentellen und numerischen Verformungsverhaltens für die
gewählten Gitterdesignvarianten unter Anwendung des J-C Schädigungsmo-
dells mit den Parametern D1 = 0,04; D2 = 0,025 und D3 = 2,5 für die Belas-
tungsarten a) Druck, b) Biegung und c) Torsion

7.2.4 Bewertung der Berechnungsgenauigkeit einer Schädigungssimulation

Für die Simulation des hochgradig nicht-linearen Schädigungsverhaltens der untersuchten Git-
terstrukturen ist eine dynamische FE-Simulation erforderlich. Neben dem expliziten Solver bie-
tet Abaqus den impliziten Solver an. Während der implizite Solver als robuster und numerisch
stabiler beschrieben wird, ist er im Vergleich zum expliziten Solver deutlich langsamer für die
geforderte Anwendung, da in jedem Iterationsschritt ein eigenes Gleichungssystem gelöst werden
muss. Der explizite Solver ist hingegen extrem schnell, da vereinfacht gesagt die instationäre
Kräftebilanz durch extrem kleine Zeitschritte direkt gelöst werden kann. Daher eignet er sich
bevorzugt für hochdynamische und hoch nicht-lineare Vorgänge, wie zum Beispiel Crash, sowie
für sehr große Modelle, wie sie in dieser Arbeit für die Gitterstrukturen vorliegen. [204, 205]
Ein weiterer Vorteil des expliziten Solvers ist, dass das gewählte J-C Schädigungsmodell dort
direkt implementiert ist.
In einer dynamisch expliziten Simulation gibt es keine Konvergenzkriterien, sondern Stabilitäts-
bedingungen, die erfüllt sein müssen. Für die Stabilität der expliziten Analyse sollte das gewählte
Zeitinkrement kleiner als der theoretische Wert sein, der von Abaqus bei jedem Inkrement ent-
sprechend dem aktuellen Zustand des Modells berechnet wird (kleinste Elementkantenlänge -
Dichte usw.). Nach jedem Inkrement prüft Abaqus nicht auf ein Konvergenzkriterium, sondern
geht direkt zum nächsten Inkrement über. [205]
Um abzuschätzen, ob eine Abaqus/explizit Simulation angemessene Ergebnisse liefert, muss aus
diesem Grund die Energiebilanzgleichung herangezogen werden. Indikatoren für Probleme in der
Simulation sind sehr große Formänderungsenergien. Sie sollten unter 1-2% der internen Energie,
ALLIE, liegen. Ein weiterer Indikator sind sehr hohe kinetische Energien, ALLKE.
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Diese sollten nur einen kleinen Teil (typischerweise 5-10%) der äußeren Kräfte oder der internen
Energie ausmachen. Weitergehend sollte die Gesamtenergie keine großen Änderungen aufweisen,
da sie auf Überschreitung der Stabilitätsgrenze des Modells oder Konflikte bei den Randbedin-
gungen hinweisen. Idealerweise ist die Gesamtenergie während der gesamten Simulation konstant
und nahe Null. [205]
Für einen Gesamtüberblick über die Plausiblität einer expliziten Analyse sollten neben den Ener-
gien zusätzlich das Verformungsverhalten sowie die Spannungen und Dehnungen untersucht wer-
den. Auf diese Weise kann z.B. der Einfluss der Belastungsgeschwindigkeit auf die Simulations-
ergebnisse bewertet werden. Typischerweise werden in numerischen Untersuchungen zu Schädi-
gungsexperimenten die Belastungsgeschwindigkeiten skaliert, um annehmbare Simulationszeiten
zu erreichen [206]. Da in der Literatur keine Angaben zu Simulationsgeschwindigkeiten bei Schä-
digungssimulationen von additiv gefertigten Gitterstrukturen gefunden werden konnten, wurden
die Geschwindigkeiten 1 m/s bis 10 m/s untersucht. Abbildung 7.7 zeigt die Energiebilanz für
das Abaqus/explizit Modell exemplarisch für einen Druckversuch mit unterschiedlichen Belas-
tungsgeschwindigkeiten. In beiden Diagrammen ist die kinetische Energie relativ klein gegenüber
der internen Energie (ALLKE/ALLIE), womit bestätigt wird, dass die Drucksimulation einen
quasi-statischen Belastungsfall abbildet. Mit Eintritt der ersten Schädigung steigt die kinetische
Energie bei 10 m/s im Vergleich zu 1 m/s deutlich stärker an, was auf eine Ungenauigkeit in der
Berechnung hinweist. Diese Analysen sind ebenfalls für die Belastungsfälle Biegung und Torsion
durchgeführt worden. Für alle drei Belastungsarten ergab sich eine geeignete Belastungsgeschwin-
digkeit von 1 m/s im Druck- und Biegeversuch bzw. 1 rad/s im Torsionsversuch.
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Abbildung 7.7: Einfluss der Belastungsgeschwindigkeit auf die Energiebilanz für das Abaqus/
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7.3 Numerische Untersuchungsergebnisse zum Grenztrag- und

Versagensverhalten der Gitterstrukturen

Die hier durchgeführten numerischen Untersuchungen verfolgten zwei Ziele. Das erste Ziel be-
stand in der Identifizierung des Einflusses der geometrischen Stegbreitenabweichung auf die me-
chanischen Eigenschaften und das zweite Ziel lag in der Vorhersage des Schädigungsverhaltens
der Gitterstrukturen unter Druck-, Biege- und Torsionsbelastung. Zur Bewertung der numeri-
schen Erkenntnisse wurden ausschließlich lokal ausgewertete experimentelle Ergebnisse herange-
zogen.

7.3.1 Ergebnisse und Diskussion des Druckversuchs

Um die numerischen Ergebnisse des Druckversuch zu bewerten, wurden die ermittelten Druck-
eigenschaften den experimentellen Daten gegenübergestellt. Dazu fanden die mittels DIC be-
stimmten Druckspannungs-Dehnungskurven sowie die berechneten lokalen Dehnungsfelder auf
der Probenoberfläche Anwendung.

Druckeigenschaften

Abbildung 7.8 zeigt einen Vergleich des numerisch bestimmten Strukturverhaltens mit den ex-
perimentellen Daten bis zum Eintritt des ersten Versagens. Auffällig ist, dass die mechanischen
Druckkennwerte vor allem durch die Simulation mit dem Modell eins deutlich überschätzt wer-
den, Tabelle 7.4.
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Diese Überschätzung deckt sich mit den Ergebnissen in der Fachliteratur und wurde dort vorran-
gig mit der fehlenden Modellierung fertigungsbedingter Imperfektionen begründet [114, 117].
In dieser Arbeit wurde die fertigungsbedingte Stegbreitenabweichung im Modell zwei berücksich-
tigt, wodurch sich die relative Abweichung des linear-elastischen Gradienten von 34-57 % auf
6,7-26 % reduziert. Bei der Druckfestigkeit ist ein vergleichbarer Trend erkennbar. Durch Berück-
sichtigung der Stegbreitenabweichung reduziert sich der Fehler in der Simulation auf 1,3-19 %. Die
Ergebnisse belegen damit, dass eine Berücksichtigung der tatsächlichen Stegbreiten notwendig
ist, um die mechanischen Eigenschaften einer Gitterstruktur exakt abbilden zu können.

Tabelle 7.4: Vergleich der numerischen und experimentellen Druckkennwerte

Design Modell linear elasti-
scher Gradient,
GPa

Fehler, % Druckfestigkeit,
MPa

Fehler, %

G-05-216 Experiment 25,8 285
Sim.-Modell 1 35,2 36,3 367 29
Sim.-Modell 2 24,1 -6,7 231 -19

G-04-216 Experiment 16 159
Sim.-Modell 1 21,5 34,3 251 58
Sim.-Modell 2 17,1 7,2 161 1,3

G-03-216 Experiment 9,9 98
Sim.-Modell 1 15,7 57,7 168 71
Sim.-Modell 2 12,5 25,6 115 17

Grundsätzlich wird für FE-Simulationen, die auf µ-CT-Modellen basieren, ein höherer geome-
trischer Genauigkeitsgrad hinsichtlich der tatsächlich hergestellten Gitterstrukturen und damit
eine genauere Vorhersage der mechanischen Eigenschaften erwartet. Kadkhodapour et al. nutzten
z.B. in [207] µ-CT-Modelle von TiAl6V4 kubische Gitterstrukturen mit relativen Dichten von
0,3 und 0,45. Für den elastischen Gradienten ergaben sich dennoch relative Fehler von 6,6 % und
10,2 %, die mit den hier ermittelten Fehlern vergleichbar sind.

Verformungs- und Schädigungsverhalten

Zur Beurteilung des simulierten Verformungsverhaltens zeigt Abbildung 7.9 einen Vergleich der
Druckspannungs-Dehnungskurven, sowohl für die Gitterstrukturen mit einer relativen Dichte von
0,5 als auch 0,3 für das numerische Modell zwei. Während bei der Gitterstruktur mit einer relati-
ven Dichte von 0,3 die experimentellen und numerischen Dehnungen beim ersten Spannungsabfall
gut übereinstimmen (Abbildung 7.9b), ist dies bei der Gitterstruktur mit einer relativen Dichte
von 0,5 nicht der Fall (Abbildung 7.9a).
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Noch auffälliger ist die Diskrepanz zwischen den Ergebnissen der beiden Gitterdesignvarianten im
Dehnungsbereich von 10 bis 40 %. In beiden Simulationen ist der Bereich durch sequentielle Span-
nungsausschläge gekennzeichnet. Die experimentellen Untersuchungen haben jedoch gezeigt, dass
lediglich die Strukturen mit einer relativen Dichte von 0,3 und 0,4 dieses Verhalten aufweisen,
wohingegen der Plateaubereich der Strukturen mit einer relativen Dichte von 0,5 gleichmäßiger
verläuft. Dieser gleichmäßige Verlauf kann in den numerischen Simulationen jedoch nicht abge-
bildet werden. Dennoch zeigt sich für die Gitterstrukturen mit einer relativen Dichte von 0,3 und
0,4 eine gute Übereinstimmung im lokalen Schädigungsverhalten, was im Folgenden am Beispiel
einer Gitterstruktur mit einer relativen Dichte von 0,3 genauer beschrieben wird.
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Abbildung 7.9: Vergleich des numerischen und experimentellen Verformungsverhaltens der Git-
terstrukturen unter Drucklast unter Anwendung der numerischen Modellvarian-
te zwei sowie des Johnson-Cook Schädigungsmodells für Gitterdesignvarianten
mit einer relativen Dichte von a) 0,5 und b) 0,3

Im Spannungs-Dehnungsdiagramm in Abbildung 7.9b sind drei charakteristische Stellen mar-
kiert, an denen die Anwendbarkeit des verwendeten Schädigungsmodells im Folgenden diskutiert
wird. Hierzu zeigt Abbildung 7.10 die experimentell und numerisch ermittelten lokalen Dehnungs-
felder auf einer Probenseite, zu den zuvor erwähnten charakteristischen Dehnungen. Die in Abaqus
ermittelten logarithmischen Dehnungen (hier die erste Hauptdehnung PE) können unmittelbar
mit den in der DIC berechneten logarithmischen Hencky Dehnungen verglichen werden. Dabei
fällt auf, dass zum Zeitpunkt der ersten maximalen Spannung, sowohl im Experiment als auch
in der Simulation, Dehnungslokalisierungen an den vertikal orientierten Gitterstäben auftreten.
Besonders hervorzuheben sind die dabei sehr vergleichbaren 45 Grad Winkel hinsichtlich der Be-
lastungsrichtung. Bei einer Stauchung von ca. 5 % kommt es zu einem abrupten Spannungsabfall,
der durch das Versagen einer kompletten Stegreihe hervorgerufen wird.
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Abbildung 7.10: Vergleich des experimentellen und numerischen Schädigungsverhaltens der
G-03-216 Gittervariante (Modell 2).

Sowohl im Experiment als auch in der Simulation tritt das Stegversagen durch Schubdeformation
ein, was an den 45 Grad Winkeln der versagten vertikal gebauten Stegen ersichtlich ist (Erstes
Versagen in Abbildung 7.10). Dem Stegversagen folgt das Versagen einer gesamten Stegreihe.
Mit fortsetzender Stauchung versagen weitere Ebenen, wodurch ein Schicht-für-Schicht-Versa-
gen, sowohl experimentell als auch numerisch resultiert. Erkennbar ist dies in der numerischen
Druckspannungs-Dehnungskurve an den Spitzen und Tälern der Spannungen im Dehnungsbe-
reich von 10 bis 50 %. Die lokalen sehr hohen Dehnungsspitzen am Rand der Gitterstäbe in
Abbildung 7.10 resultieren aus den fertigungsbedingten Imperfektionen, wie die Oberflächenrau-
heit und zeigen sich in den unterschiedlichen Legenden.
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Das Schubdeformationsverhalten der vertikalen Stege ist ebenfalls für eine Gitterstruktur mit ei-
ner relativen Dichte von 0,3 in Abbildung 7.11a in einer 3D-Ansicht dargestellt. Wie bereits aus
der Frontalansicht (Abbildung 7.10) hervorging, tritt das lokale Stegversagen in einem 45 Grad
Winkel zur Belastungsrichtung auf, was vor allem für die Mittenstege der Gitterstruktur gilt.
Es folgt ein seitliches Herausschieben der restlichen Gitterstruktur, was ebenfalls experimentell
beobachtet wurde und z.B. in Abbildung 7.10 bei 30 % Stauchung zu sehen ist.
In Abbildung 7.11b ist der Verlauf der plastischen Vergleichsdehnung, ε, über die Spannungsmehr-
achsigkeit, T, von Elementen entlang des numerisch beobachteten Risses eines vertikalen Eck- so-
wie Mittensteges zusammen mit der Grenzkurve des Schädigungsmodells dargestellt. Daraus wird
ersichtlich, dass die Spannungsmehrachsigkeit ausschließlich im Bereich von −0,4 ≤ T ≤ −0,3

liegt und plastische Vergleichsdehnungen von 8 bis 18 % erreicht werden. Somit liegen alle Ele-
mente erwartungsgemäß im Spannungsmehrachsigkeitsbereich einer Druckbeanspruchung, die
letztlich zum Versagen der vertikal gebauten Stege führte.
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In den numerischen Untersuchungen der Gitterstrukturen mit einer relativen Dichte von 0,5 wird
ebenfalls das Schubdeformationsversagen abgebildet. Dies steht allerdings im Gegensatz zu deren
experimentellen Ergebnissen. Neben der Schubdeformation treten dort zusätzlich lokale Versa-
gensorte, direkt an den Übergängen der vertikalen zu den horizontalen Stegen, auf. Da dies nu-
merisch nicht erfasst wurde, kann davon ausgegangen werden, dass das lokale Zerdrücken an den
genannten Übergangsbereichen für das Spannungs-Dehnungsverhalten ohne große Spannungs-
abfälle verantwortlich ist. Zusätzlich scheint dieses kombinierte Versagensmuster nicht durch
die CAD-Geometrie, d.h. Stegbreite und relative Dichte, hervorgerufen zu werden. Stattdessen
scheint die in Kapitel 4.2.2 ermittelte Oberflächenrauheit der entscheidende Faktor zu sein. Insbe-
sondere im Bereich der Einheitszellecken führen die Imperfektionen zu einer großen Kerbwirkung,
die in Kombination mit dem Verhältnis der Stegbreite zu Porenbreite sowie der relativen Dichte,
für das experimentell beobachtete lokale Versagensverhalten verantwortlich sind.
Die Rekonstruktion von µ-CT-Scandaten ermöglicht neben den Stegbreitenunterschieden die Be-
rücksichtigung weiterer fertigungsbedingter Abweichungen, wie Porosität, Stegneigungen und
Oberflächenrauheiten, in der FE-Simulation. Auf diese Weise konnten z.B. in [105, 192, 208]
hoch beanspruchte Stellen identifiziert werden, die z.B. Rückschlüsse auf mögliche Versagensorte
zulassen oder die Grundlage für eine Strukturoptimierung liefern.
In Kombination mit einer nicht-linearen Schädigungssimulation führt dies jedoch zu komplexen
FE-Modellen mit sehr langen Rechenzeiten, weshalb nur sehr wenige Untersuchungen [114, 207]
in der verfügbaren Literatur vorliegen. In beiden Untersuchungen wurde das Schädigungsverhal-
ten mit dem Johnson-Cook Modell simuliert. Doch selbst µ-CT-Modelle führen zu ungenauen
Vorhersagen z.B. im Plateaubereich [207] oder in der Simulation des ersten Spannungsabfalls
[114].
Neben dem J-C Modell existiert z.B. das Gurson-Tvergaard -Needleman (GTN) Schädigungsmo-
dell [109–111], dass bisher nur von Amani et al. [86] für die Simulation des Druckversuchs an
additiv gefertigten Gitterstrukturen Anwendung fand. Das GTN-Modell wurde auf der Grundlage
der von Mises’schen Fließkriterien für duktile poröse Materialien entwickelt, die die Keimbildung
und das Wachstum von Hohlräumen berücksichtigen [109–111]. In [86] wurde das Verfestigungs-
gesetz sowie die Schädigungsparameter am Ausgangsmaterial ermittelt und für die untersuchten
Gitterstrukturen angepasst. Eine genaue Beschreibung der Anpassung ist jedoch nicht zu finden.
Die Simulation des Druckversuchs erfolgte bis 7 % Probenstauchung.
Da bis zu dieser Stauchung noch kein Strukturversagen einsetzte, können lediglich Orte der
höchsten Beanspruchung detektiert und die Abhängigkeit des geometrischen Modells bewertet
werden. Demnach ist eine Anwendung des GTN-Modells zur Vorhersage des Schädigungsverhal-
tens druckbelasteter Gitterstrukturen noch zu prüfen.
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7.3.2 Ergebnisse und Diskussion des Biegeversuchs

Zur Bewertung der numerischen Erkenntnisse im Biegeversuch wurde die lokale Durchbiegung
der Gitterstrukturen auf dieselbe Art ausgewertet, wie bei den Experimenten (vgl. Kapitel 5.2)
und als Kraft-Durchbiegungskurve den experimentellen Kurven gegenüberstellt. Die Bewertung
des Schädigungsverhaltens erfolgte durch einen Vergleich der lokalen Dehnungsfelder auf der
Probenoberfläche mit den DIC-Auswertungen der Experimente.

Biegeeigenschaften

Das J-C Verfestigungs- und Schädigungsmodell wurde nach deren Parameteridentifikation (sie-
he Kapitel 7.2.3) an der Gitterstruktur mit einer relativen Dichte von 0,5, in den FE-Modellen
der Gitterstrukturen der relativen Dichtegruppe 0,4 und 0,3 angewandt. Diesbezüglich zeigt
Abbildung 7.12 den Vergleich zwischen den numerischen und den experimentellen Kraft-Durch-
biegungskurven für alle drei Designvarianten (G-05-216, G-04-216 und G-03-216).
Die experimentell bestimmten Kraft-Durchbiegungskurven und insbesondere die Biegesteifigkei-
ten im linear-elastischen Bereich können dabei lediglich durch die numerische Simulation mit der
Modellvariante zwei, für alle drei Gitterdesignvarianten, am besten abgebildet werden. Besonders
auffällig ist die Annäherung der numerischen Ergebnisse von Modellvariante eins zu Modellva-
riante zwei an die experimentellen Ergebnissen. Im Vergleich zum Modell eins reduzieren sich
z.B. die relativen Abweichungen der Biegesteifigkeiten zum Experiment mit dem Modell zwei
von 28-30 % auf unter 10 % für alle drei Gitterdesignvarianten. Für eine adäquate Vorhersage
des mechanischen Verhaltens unter Biegelast ist daher die Berücksichtigung der tatsächlichen
geometrischen Maße der Gitterstrukturen unerlässlich.
Die beste Übereinstimmung, insbesondere auch bezüglich der lokalen Durchbiegung bei Eintritt
des Strukturversagens stellt die FE-Simulation der Gitterstruktur mit einer relativen Dichte
von 0,5 im Modell zwei dar. Dort liegt der relative Fehler zwischen Numerik (w(Mb,max)FEM =

0,11) und Experiment (w(Mb,max)EXP = 0,115) bei 4,5 %. Bei den Gitterdesignvarianten 0,4
(w(Mb,max)FEM = 0,1 und w(Mb,max)EXP = 0,08) und 0,3 (w(Mb,max)FEM = 0,12 und
w(Mb,max)EXP = 0,06), jeweils im Modell zwei, liegen die relativen Fehler bei 20 % und 50 %.
Der Fehler bei der numerischen Vorhersage des Strukturversagens nimmt demnach mit abneh-
mender relativer Dichte zu. Dabei fällt auf, dass in der Numerik das Versagen für alle drei
Gitterdesignvarianten in etwa bei derselben Durchbiegung vorhergesagt wird, während im Expe-
riment eine Reduzierung der Durchbiegung mit abnehmender relativer Dichte erkennbar ist. Mit
abnehmender relativer Dichte reduzierte sich die konstruierte und tatsächlich gefertigte Stegbrei-
te, was numerisch auch erfasst wurde. Dies lässt vermuten, dass neben der Geometrie weitere
Faktoren, wie z.B. die in Kapitel 4 detektierte Oberflächenrauheit, das lokale Versagensverhalten
beeinflussen. Die Oberflächenrauheit könnte z.B. in FE-Modellen, die aus µ-CT Scans rekonstru-
iert werden, berücksichtigt werden. Aufgrund der zu erwartenden sehr großen Rechenmodelle
sollte eine Reduzierung der Gitterstruktur geprüft werden.
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Abbildung 7.12: Vergleich der numerischen und experimentellen Kraft-Durchbiegungskurve
des Vierpunktebiegeversuchs für die untersuchten Modelle der Gitterstruk-
turen mit einer relativen Dichte von 0,5; 0,4 und 0,3

Verformungs- und Schädigungsverhalten

Das Versagen einer Biegeprobe erfolgt in der FE-Simulation schlagartig beim Erreichen einer
maximalen Reaktionskraft und äußert sich im kompletten Verlust der Struktursteifigkeit. Dabei
erfolgt das Stegversagen sowohl in den numerischen als auch den experimentellen Untersuchungen
an den vertikal gebauten Stegen auf der zugbelasteten Seite der Gitterstruktur. Diesbezüglich
zeigt Abbildung 7.13 einen Vergleich der experimentell und numerisch ermittelten lokalen Deh-
nungen in den Stegen. Vergleichbar zu den Druckversuchen können auch hier die in der DIC be-
rechneten logarithmischen Hencky Dehnungen in x -Richtung (e1) mit der ersten Hauptdehnung
der nicht-linearen FE-Simulation (PE) verglichen werden. Während der maximalen Biegekraft
treten experimentell und numerisch qualitativ vergleichbare Dehnungsverteilungen in den Stegen
der untersten Stegreihe auf. Die unterschiedlichen Legenden sind ein Resultat aus den fertigungs-
bedingten Imperfektionen hervorgerufenen Dehnungsspitzen am Rand der Gitterstäbe.
Im finalen Versagensbild, Abbildung 7.13-Versagen, ist sowohl experimentell als auch numerisch
ein Strukturversagen entlang einer vertikalen Stegreihe ersichtlich. Dabei ist zu betonen, dass
die versagte vertikale Reihe experimentell immer unterschiedlich war. Somit wurde auch ein
Versagen in der vertikalen Reihe am Übergang zum soliden Bereich, wie hier in der Numerik be-
obachtet. Aufgrund des konstanten Biegemoments über den gesamten Bereich des Basisgitters,
sowie der daraus resultierenden maximalen Spannung auf der gesamten zugbelasteten Probensei-
te, wird experimentell das Versagen durch Fertigungsabweichungen, d.h. Stegbreitenunterschiede
und Oberflächenrauheiten, beeinflusst.
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Abbildung 7.13: Vergleich des experimentellen und numerischen Schädigungsverhaltens unter
Biegelast am Beispiel einer Gitterstruktur mit einer relativen Dichte von 0,5
a) Dehnungsfeld zum Zeitpunkt der maximalen Biegekraft
b) geschädigte Probe.

Da in der Numerik die vertikalen und die horizontalen Stege jeweils gleiche Maße haben, tritt
das Versagen in der Numerik daher zufällig auf und verändert sich bei erneuter Berechnung.
Auffällig ist jedoch der vergleichbare Versagensort, lokal an den Stegen, Abbildung 7.13-Versagen.
So tritt dieser, sowohl experimentell als auch numerisch, in den unteren Reihen, mittig, in den
hier horizontal dargestellten Stegen auf. Die Versagensorte verlagern sich in Richtung der oberen
Reihen auf die Übergangsbereiche zu den hier vertikal dargestellten Stegreihen. Anhand dieser
Ergebnisse wird deutlich, dass das hier untersuchte J-C Schädigungsmodell grundsätzlich das
Verformungs- und Schädigungsverhalten einer biegebelasteten Gitterstruktur abbildet.
Das lokale Versagensverhalten der Gitterstege ist in Abbildung 7.14a in einer 3D-Ansicht mit
Blick auf die zugbelastete Strukturseite dargestellt. In Abbildung 7.14b ist der Verlauf der plas-
tischen Vergleichsdehnung, ε, über die Spannungsmehrachsigkeit, T, für Elemente entlang des
numerisch beobachteten Versagensort von einem Eck- sowie Mittensteg der zugbelasteten Sei-
te gezeigt. Daraus wird ersichtlich, dass die Spannungsmehrachsigkeiten in einem Bereich von
0,28 ≤ T ≤ 0,33 liegen und plastische Vergleichsdehnungen von 2 bis 6 % erreicht werden. Somit
liegen alle Elemente erwartungsgemäß im Spannungsmehrachsigkeitsbereich einer Zugbeanspru-
chung, die ausschließlich zum Versagen der Stege führte.
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Abbildung 7.14: Versagensverhalten einer biegebelasteten Gitterstruktur mit einer relativen
Dichte von 0,3 mit Blick auf die zugbelastete Probenseite sowie Verlauf der
plastischen Vergleichsdehnung über die Spannungsmehrachsigkeit an ausge-
wählten lokalen Versagensorten

7.3.3 Ergebnisse und Diskussion des Torsionsversuchs

Zur Bewertung der numerischen Erkenntnisse des Torsionsversuchs wurde die lokale Drillung
der Proben ausgewertet. Die Drillung entspricht der Verschiebung in x -Richtung und wurde
experimentell aus den Bilddaten bei der DIC-Analyse ermittelt.

Torsioneigenschaften

Abbildung 7.15 zeigt den Vergleich der numerischen und experimentellen Torsionsmoment-Dril-
lungskurven für die untersuchten Gitterdesignvarianten. Im Vergleich der beiden numerischen
Modellvarianten untereinander wird das experimentelle Verhalten mit dem Modell zwei, d.h.
dem stegbreitenangepassten Modell, am besten wiedergegeben. Was erneut den Einfluss der
Stegbreiten auf die Probensteifigkeit auch unter Torsionslast hervorhebt. Im Bereich der Pro-
bensteifigkeit wird die beste Übereinstimmung für die Gitterstruktur mit der relativen Dichte
von 0,5 erreicht, wobei der relative Fehler zwischen Experiment und Numerik bei 12 % liegt.
Auffällig ist die steigende Abweichung der Probensteifigkeit mit abnehmender relativer Dichte
der untersuchten Gitterstrukturen mit 37 % für die relative Dichtevariante 0,4 und 57 % für die
relative Dichtevariante 0,3.
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Abbildung 7.15: Vergleich der numerischen und experimentellen Torsionsergebnisse für die un-
tersuchten Modelle der Gitterstrukturen mit einer relativen Dichte von 0,5;
0,4 und 0,3

Die Abweichung im Bereich der Probensteifigkeit kann mehrere Ursachen haben. Neben einer
nicht ausreichenden Berücksichtigung der geometrischer Imperfektionen könnte die Materialbe-
schreibung unzureichend sein. Die Materialbeschreibung erfolgte auf Grundlage der mittels EBM
gefertigten Vollproben. Da jedoch die Torsionsproben nicht an derselben Fertigungsmaschine, wie
die Vollproben, prozessiert wurden, könnte das in Kapitel 7.2 beschriebene Materialmodell unge-
nau für diese Proben sein. Die Gültigkeit des Materialmodells konnte allerdings für die Druck-
und Biegeproben nachgewiesen werden. Deren Herstellung erfolgte jedoch mit derselben Prüf-
maschine, wie bei den Vollproben. Dass die Materialeigenschaften additiv gefertigter Strukturen
nicht nur durch deren Fertigungsverfahren, sondern auch maßgeblich durch die Prozesseigenschaf-
ten, wie Fertigungsmaschine, Prozessparameter usw. beeinflusst werden, ist bereits aus Kapitel
2 bekannt. In Kapitel 5.1.2 und in [185] wurde ebenfalls nachgewiesen, dass Fertigungsungenau-
igkeiten zu unterschiedlichen mechanischen Eigenschaften bei Druckproben führen.

Verformungs- und Schädigungsverhalten

Anhand der qualitativ vergleichbaren Kurvenverläufe in Abbildung 7.15 geht hervor, dass das
Schädigungsverhalten trotzdem für alle drei Designvarianten in guter Übereinstimmung mit dem
Experiment abgebildet werden kann. Hervorzuheben ist dabei die Vergleichbarkeit der nume-
rischen und experimentellen Ergebnisse von der Designvariante G-03-216. Hier kommt es ab-
weichend zu den Gitterstrukturen mit einer relativen Dichte von 0,4 und 0,5 experimentell zu
einem Plateau nach dem ersten Abfall des Drehmoments, was numerisch gut erfasst wird. Beim
Erreichen der maximalen Verdrillung tritt bei den Gitterdesignvarianten 0,4 und 0,5 das Struk-
turversagen plötzlich mit sofortigem und kompletten Verlust der Tragfähigkeit ein.
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In Kapitel 5.3 wurde bereits beschrieben, dass infolge der globalen Torsionsbelastung an der Git-
terstruktur, eine lokale Schubbeanspruchung in den parallelen Ebenen zur Rotationsachse folgt.
Dies führt zu einer Querkraftschubdeformation, infolgedessen die hoch beanspruchten Ecken der
Einheitszellen versagen. Diese höchst beanspruchten Stellen lassen sich sowohl experimentell als
auch numerisch in Form von Dehnungshotspots zum Zeitpunkt des maximalen Torsionsmoment
detektieren, Abbildung 7.16.
Hierbei können die mittels DIC ermittelten logarithmischen Hencky Dehnungen direkt mit den
in der nicht-linearen FE-Analyse ermittelten, damit ebenfalls logarithmischen, ersten Hauptdeh-
nung verglichen werden. Bei fortschreitender Verdrehung kommt es in den numerischen Modellen
zum Versagen an diesen Stellen, was in guter Übereinstimmung mit dem experimentellen Versa-
gensbild ist, Abbildung 7.16-Versagen.
Abbildung 7.17 zeigt die plastische Vergleichsdehnung, ε, über die Spannungsmehrachsigkeit, T,
für ausgewählte Elemente, die sich unmittelbar in den Ecken kubischer Einheitszellen befinden.
Dabei gehören die Einheitszellen zu der Stegreihe, die im Modell als erstes versagte. Während der
Probentordierung erfolgte das erste Versagen an den Punkten fünf und sechs des dargestellten
Mittensteges. Hierbei traten Spannungsmehrachsigkeiten in einem Bereich von 0,5 ≤ T ≤ 0,9 und
plastische Vergleichsdehnungen von ca. 13 % auf. Anschließend versagten die Elemente an den
Eckstegen in einem Spannungsmehrachsigkeitsbereich von −0,6 ≤ T ≤ −0,5 sowie 0,5 ≤ T ≤ 0,9

(siehe Abbildung 7.17b) mit plastischen Vergleichsdehnungen von bis zu 14 %. Die Ergebnisse
deuten ebenfalls auf eine lokale Querkraftschubdeformation, infolgedessen lokale Zugbeanspru-
chungen (z.B. Punkt zwei und drei) und Druckbeanspruchungen (z.B. Punkt eins und vier)
an jeweils gegenüberliegenden Ecken einer Einheitszelle auftreten. Die Schädigungsinitiierung
erfolgt jedoch vorrangig an den auf Zug belasteten Einheitszellenecken, was ebenfalls experimen-
tell durch die Dehnungshotspots in der DIC-Analyse der Torsionsprobe, z.B. in Abbildung 7.16,
erkennbar ist.
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Abbildung 7.16: Vergleich des experimentellen und numerischen Schädigungsverhaltens unter
Torsionslast, am Beispiel einer Gitterstruktur mit einer relativen Dichte von
0,4
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Abbildung 7.17: Verlauf der plastischen Vergleichsdehnung über die Spannungsmehrachsigkeit
an verschiedenen Versagensorten einer torsionsbelasteten Gitterstruktur mit
einer relativen Dichte von 0,4
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7.4 Numerische Untersuchungen zum Ermüdungsverhalten der

Gitterstrukturen

Die numerische Lebensdaueruntersuchung erfolgte im Rahmen dieser Arbeit mit dem Tool Abaqus
Fe-Safe 2017 der Firma Simulia (Johnston, Rhode Island, USA). Unter Anwendung des Nenn-
spannungskonzeptes sowie des örtlichen Konzeptes wurden die Wöhlerlinien exemplarisch für die
Belastungsfälle Biegung und Torsion ermittelt und mit den experimentellen Daten verglichen.

7.4.1 Vorgehensweise

Im Rahmen dieser Arbeit erfolgte die numerische Lebensdaueranalyse an der G-04-216 Gitterde-
signvariante. Um zusätzlich den Einfluss der Stegbreitenabweichung zu untersuchen, dienten die
bereits im Abschnitt 7.1.1 beschriebenen Modellvarianten der G-04-216 Biege- und Torsionspro-
ben als Ausgangsmodelle einer linear-elastischen FE-Analysen (FEA). Somit wurden insgesamt
vier FE-Modelle generiert, Modell eins und Modell zwei für die Biegeprobe und Modell eins und
Modell zwei für die Torsionsprobe. In der linear-elastischen FEA des Vierpunktbiegeversuchs
wurden abweichend zu deren Grenztraguntersuchungen die Auflagerollen nicht modelliert und
die Randbedingungen stattdessen direkt auf die Knoten der Probe aufgebracht. Im FE-Modell
des Vierpunktbiegeversuch wurde eine Kraft von 1 kN und im Torsionsversuch ein Moment von
1 Nm als Belastung gewählt.
Nach dem Import der Spannungstensoren der linear-elastischen FEA in Abaqus Fe-Safe erfolg-
te die Berechnung der Ermüdungslebensdauer unter Anwendung verschiedener Konzepte. Im
Detail wurde das Nennspannungskonzept mit der Mittelspannungskorrektur nach Gerber und
das örtliche Konzept mit der Mittelspannungskorrektur nach Smith-Watson-Topper sowie des
Brown-Miller Ansatzes untersucht. In der Gerber Parabel wird die Wechselfestigkeit σW mit der
Zugfestigkeit Rm über eine quadratische Funktion verbunden [131]:

σD = σW · [1− (
σm
Rm

)2] (7.8)

Unter Verwendung des Coffin-Manson-Ansatzes zur Beschreibung der Dehnungswöhlerlinie, Glei-
chung 3.2, ergibt sich für NA ≤ ND und R = −1 der Schädigungsparameter aus Gleichung 2.11
bzw. die Schädigungsparameterlinie zu:

PSWT =
√

(σ′f )2 · (2NA)2b + σ′f · ε′f · E · (2NA)b+c (7.9)

wobei NA der Anrissschwingspielzahl entspricht [131].
Die Brown-Miller Gleichung besagt, dass die maximale Ermüdungsschädigung in der Ebene auf-
tritt, in der die maximale Scherdehnungsamplitude, γmax/2, herrscht. Der Schädigungsparameter
ist damit eine Funktion sowohl von der Scherdehnung, γ, als auch von der Dehnung senkrecht
zu dieser Ebene, εn.
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Demnach ergibt sich die Brown-Miller Dehnungswöhlerlinie zu:

∆γmax

2
+

∆εn
2

= 1,65
σ′f
E

(2N)b + 1,75ε′f (2N)c (7.10)

Diese Formulierung des Brown-Miller Parameters wurde von Kandil, Brown und Miller [209]
entwickelt und unterscheidet sich von der Formulierung in der Originalform [153].
Für die Berechnung der Ermüdungslebensdauer wurden die in Kapitel 3 bestimmten Ram-
berg-Osgood sowie Coffin-Manson Parameter (Tabelle 3.4 und 3.5) für vertikal gebaute Proben
verwendet. Obwohl im Rahmen dieser Arbeit keine Spannungswöhlerkurven ermittelt wurden,
bietet Abaqus Fe-Safe die Möglichkeit, die Coffin-Manson Parameter, σ′f und b, für die nume-
rische Lebensdauervorhersage unter Anwendung des Nennspannungskonzeptes zu nutzen. An-
schließend wurden die in der linear-elastischen FEA definierten Lasten in Fe-Safe skaliert, um
Wöhlerkurven in Abhängigkeit des gewählten Konzeptes zu erhalten. Entsprechend der expe-
rimentellen Untersuchungen erfolgte die Belastung im Vierpunktbiegeversuch mit einem Span-
nungsverhältnis von R = 0,1 und im Torsionsversuch mit R = −1. Die in Kapitel 4.2.2 ermittelte
Oberflächenrauheit geht als Mittelwert in die numerische Lebensdauerberechung ein.

7.4.2 Ergebnisse und Einflussfaktoren

Die Abbildung 7.18 zeigt den Vergleich der numerisch und experimentell ermittelten normierten
Zeitfestigkeitslinien für die Belastungsfälle Biegung und Torsion. Die schwarzen Punkte kenn-
zeichnen die experimentellen Ergebnisse unter Angabe der extrapolierten Langzeitfestigkeit bei
106 Lw.
Sowohl für den Biege- als auch Torsionsfall liegen die numerisch ermittelten Linien deutlich
über den experimentellen Ergebnissen, wobei die relative Abweichung zwischen Numerik und
Experiment im Torsionsversuch in etwa halb so groß ist, wie bei den Biegeversuchen. Durch die
Berücksichtigung der Stegbreitenabweichung in den numerischen Modellen reduzieren sich zwar
die normierten Belastungshorizonte, jedoch werden die experimentellen Ergebnisse immer noch
ungenau abgebildet, Abbildung 7.18a2,b2. Dies zeigt zwar, dass die Stegbreiten die Ergebnisse
des Ermüdungsversuchs beeinflussen, aber trotzdem fehlt die Berücksichtigung weiterer Faktoren,
um die Ergebnisse aus dem Experiment exakt abbilden zu können. Aus [5] ist bereits bekannt,
dass vor allem die fertigungsbedingte Oberflächenrauheit das Ermüdungsverhalten maßgeblich
beeinflusst. Obwohl die Oberflächenrauheit hier über einen Faktor in die numerische Lebensdau-
eranalyse einging, könnte eine numerische Simulation auf Basis rekonstruierter µ-CT-Scans besse-
re Ergebnisse liefern. Zusätzlich zu den FE-Modellen auf Basis rekonstruierter µ-CT-Scandaten,
könnte eine Submodelltechnik für den Bereich der Einheitszellecken zu einer besseren Vorhersage
der lokalen Kerbspannungen führen. Denn es sind vor allem die Kerbspannungen, hervorgerufen
durch die geometrische Natur der Einheitszelle, sowie der fertigungsbedingten Oberflächenrau-
heit, die in dem vorliegenden numerischen Modell nicht korrekt erfasst wurden.
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Abbildung 7.18: Vergleich der experimentell und numerisch ermittelten normierten Wöhler-
kurven für die G-04-216 Gitterstruktur im a) Biegeversuch und b) Torsions-
versuch unter Verwendung des original CAD-Modells (Modell 1) in (1) und
des angepassten CAD-Modells (Modell 2) in (2)

Bedingt durch die Spannungsverhältnisse sind die Biegeversuche im Vergleich zu den Torsionsver-
suchen mittelspannungsbehaftet. Offensichtlich wird der Mittelspannungseinfluss in der Numerik
grundsätzlich nicht im gewünschten Ausmaß berücksichtigt. Erkennbar ist dies an der größeren
Abweichung zwischen der numerischen Lebensdauervorhersage und den experimentellen Ergeb-
nissen im Biegeversuch im Vergleich zum Torsionsversuch, Abbildung 7.18a2 und b2.
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Im Vierpunktbiegeversuch zeigt zudem die numerische Vorhersage unter Anwendung des ört-
lichen Konzeptes mit der Mittelspannungskorrektur nach Smith-Watson-Topper die geringste
Abweichung zu den experimentellen Daten (Abbildung 7.18a) und ist deshalb gegenüber dem
Nennspannungskonzept zu bevorzugen. Zusätzlich führt die fehlende Mittelspannungskorrektur
im Brown-Miller Ansatz zu einer unzureichenden Lebensdauervorhersage, die hier mit dem Er-
gebnis des Nennspannungskonzeptes vergleichbar ist.
Unter Torsionslast führen die numerisch angewandten Konzepte zu in etwa gleichwertigen Lebens-
dauervorhersagen, Abbildung 7.18b. Was zusätzlich zeigt, dass der in den Konzepten berücksich-
tigte bzw. nicht berücksichtigte Mittelspannungseinfluss, erwartungsgemäß keinen Einfluss auf
die Ergebnisse im Torsionsversuch hat.

7.5 Zwischenfazit

In diesem Kapitel wurde das mechanische Verhalten der Gitterstrukturen im quasi-statischen
Druck-, Biege- und Torsionsversuch simuliert. Um die experimentell ermittelten mechanischen
Eigenschaften, wie Steifigkeit und maximale Tragfähigkeit, dabei numerisch abzubilden, ist die
Berücksichtigung der geometrischen Stegbreitenabweichung notwendig. Die Untersuchungen zei-
gen außerdem, dass das mechanische Verhalten der Gitterstrukturen vor allem im linear-elasti-
schen Bereich neben den Stegbreiten maßgeblich von den Eigenschaften des Ausgangsmaterial
abhängt. Um dennoch verlässliche Vorhersagen treffen zu können, empfiehlt es sich, ein Mate-
rialmodell zu verwenden, welches an dem Grundwerkstoff kalibriert wurde, das mit derselben
Fertigung hergestellt wurde, wie die zu untersuchenden Strukturen.
Unter Anwendung des Johnson-Cook Schädigungsmodells konnten die Schädigungsvorgänge der
hier untersuchten Gitterstrukturen, sowohl im Druck-, Biege- als auch Torsionsversuch, grund-
sätzlich in guter Übereinstimmung mit den Experimenten abgebildet werden. Das gilt vor allem
für das globale Verhalten, wie das Schicht-für-Schicht-Versagen im Druckversuch oder das Ab-
scheren einer Stegreihe im Torsionsversuch. Dies betrifft zum Teil auch die lokalen Versagensme-
chanismen, wie z.B. das Versagen der vertikalen Stege im Druckversuch aufgrund einer Schub-
deformation oder das Versagen der Stege im Biegeversuch aufgrund lokaler Zugbeanspruchung.
Darüber hinaus sind die numerisch abgebildeten Versagensorte und lokalen Beanspruchungen
mit denen im Experiment vergleichbar. Dennoch gibt es einige Limitierungen, die sich vor allem
in den Abweichungen der numerischen und experimentellen Belastungskurven zum bzw. nach
dem Eintritt des ersten Versagens widerspiegeln. So haben die experimentellen Ergebnisse ge-
zeigt, dass sich jede Gitterstruktur einzigartig verhält. Erkennbar ist dies an der Streuung z.B.
im Plateaubereich der Druckproben und beim Eintritt des ersten Versagens bei allen drei Be-
lastungsarten. Diese Streuungen liegen in erste Linie in den lokalen Phänomenen einer additiv
gefertigten Gitterstruktur begründet, die in den hier untersuchten Modellen nicht ausreichend
berücksichtigt wurden.
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Werden beispielsweise Oberflächenrauheiten, Stegbreitenneigungen und interne Defekte durch
mikro-CT Modelle modelliert, könnten eventuell die Zeitpunkte der Schädigungsinitiierungen
besser abgebildet werden.
Die Ergebnisse der numerischen Lebensdauervorhersage zeigen, dass weder das Nennspannungs-
konzept noch das örtliche Konzept zur Vorhersage der experimentellen Ergebnisse mit dem nu-
merischen Standardtool Abaqus Fe-Safe geeignet ist, obgleich eine Annäherung an die experimen-
tellen Ergebnisse durch Berücksichtigung der Stegbreitenunterschiede erreicht wurde. Auch wenn
die Ergebnisse der beiden Konzepte nah beieinander liegen, zeigt das örtliche Konzept etwas bes-
sere Ergebnisse. Grundsätzlich sind die numerischen Wöhlerkurven horizontal verschoben, was
vermutlich in der fehlenden Berücksichtigung weiterer geometrischer Imperfektionen liegt. Auch
wenn z.B. die Oberflächenrauheit durch einen Parameter in der numerischen Analyse einging,
wurden die, durch die rauen Oberflächen und internen Poren verursachten, Spannungskonzentra-
tionen, nicht in ihren tatsächlichen Ausmaßen berücksichtigt. Auch hier könnte die Verwendung
von mikro-CT Modellen oder eine genauere Abbildung der lokalen Kerben zu einer besseren
Vorhersage führen.
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8 Zusammenfassung und Ausblick

Zur Gewährleistung einer sicheren Anwendung additiv gefertigter Gitterstrukturen, z.B. in der
Medizintechnik, ist das Verständnis über deren mechanische Eigenschaften und insbesondere
deren Versagensverhalten unerlässlich. Nur unter Kenntnis der Grenztragfähigkeit und der Er-
müdungsfestigkeit dieser Gitterstrukturen ist eine sichere Auslegung, beispielsweise von porösen
Implantaten, bei einer allgemeinen Belastung möglich. Dies erfordert genaues Wissen über den
Zusammenhang struktureller Eigenschaften einer Gitterstruktur und deren mechanisches Verhal-
ten, sowohl unter quasi-statischer als auch zyklischer Beanspruchung. Während sich die Unter-
suchungen bisher vorrangig auf den axialen Druckfall konzentrierten, ist das Wissen hinsichtlich
einer Biege- und Torsionsbelastung noch sehr lückenhaft. Die Ursachen hierfür liegen in erster
Linie in der Komplexität der Probengeometrien und dem Aufwand der Versuchsdurchführungen.
Die Gegebenheiten der lokalen Verformungs- und Schädigungsmechanismen sind außerdem für
alle drei Belastungsarten sowohl unter quasi-statischer als auch zyklischer Beanspruchung kaum
erforscht worden.

Ziel dieser Arbeit war es daher, das globale Grenztrag- und Ermüdungsverhalten additiv ge-
fertigter Titangitterstrukturen unter Berücksichtigung lokaler Schädigungsvorgänge bei einer all-
gemeinen Belastung zu untersuchen und numerisch zu simulieren. Dafür wurden im Rahmen
dieser Arbeit Druck-, Biege- und Torsionsversuche unter quasi-statischer und zyklischer Bean-
spruchung durchgeführt und die mechanischen Eigenschaften in Abhängigkeit der untersuchten
Gitterdesignvarianten dargestellt. Im Weiteren wurde das Materialverhalten des additiv gefer-
tigten Ausgangsmaterials, mit dem auch die Gitterstrukturen prozessiert wurden, experimentell
untersucht und zur Kalibrierung des numerischen Materialmodells verwendet. Zusätzlich wurde
das Johnson-Cook Schädigungsmodell mit dem Ziel angewandt, das Verformungsverhalten der
Gitterstrukturen numerisch abzubilden. Um die Lebensdauer der Gitterstrukturen numerisch
vorhersagen zu können, wurde außerdem das zyklische Materialverhalten des additiv gefertigten
Ausgangsmaterials experimentell ermittelt.
Die experimentellen Ergebnisse zeigen, dass die strukturelle Eigenschaften der Gitterstrukturen
deren mechanische Eigenschaften beeinflussen. Für jede Belastungsart konnte beispielsweise eine
Abhängigkeit der Steifigkeit, der maximalen Tragfähigkeit und der Langzeitfestigkeit von der
relativen Dichte nachgewiesen werden. Auch das Schädigungsverhalten ist durch die Geometrie
der Gitterstrukturen vorgegeben. Anhand von Versuchen und numerischen Simulationen konnten
für die Gitterstrukturen eine vorrangige Abhängigkeit des globalen Versagens von der Einheits-
zellenform und weniger von der relativen Dichte oder der Stegbreite identifiziert werden. Eine
Ausnahme stellen die untersuchten Druckproben dar, bei denen das globale Verhalten zusätzlich
durch die lokalen Vorgänge beeinflusst wird und für die eine Abhängigkeit von der relativen
Dichte sowie von der Stegbreite experimentell nachgewiesen werden konnte.
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Die Ergebnisse dieser Arbeit zeigen außerdem, dass das mechanische Verhalten der Gitterstruk-
turen nicht nur durch die Geometrie und die Belastung, sondern auch wesentlich durch die
fertigungsbedingten Imperfektionen beeinflusst wird.
Entsprechend wichtig ist eine detaillierte Abbildung der tatsächlichen Geometrie, um neben den
mechanischen Eigenschaften auch das lokale Versagensverhalten in Übereinstimmung mit den Ex-
perimenten abzubilden. Durch die Berücksichtigung von Stegbreitenabweichungen konnten hier
für die mechanischen Eigenschaften und das globale Verformungsverhalten eine gute Überein-
stimmung mit den Experimenten erreicht werden. Für eine exakte Abbildung der lokalen Schä-
digungsvorgänge bedarf es jedoch detaillierterer Modelle, die z.B. auf der Rekonstruktion von
mikro-CT-Scandaten beruhen. Allerdings konnten die mechanischen Eigenschaften und insbeson-
dere das Verformungsverhalten der in in der vorliegenden Arbeit untersuchten Gitterstrukturen
mit dem hier ermittelten Material- und Schädigungsmodell gut abgebildet werden.
Zur Charakterisierung des Schädigungsverhaltens wurden im Rahmen dieser Arbeit verschiede-
ne in-situ und ex-situ Mess- und Analysemethoden angewandt. Hierbei stellte sich die digitale
Bildkorrelation zur Detektion der lokalen Schädigungsvorgänge, sowohl unter quasi-statischer als
auch zyklischer Beanspruchung, als geeignet heraus. Im Rahmen der zyklischen Untersuchungen
hat sich insbesondere die kombinierte Auswertung der Gleichstrompotentialmethode mit der di-
gitalen Bildkorrelation bewährt. Während die Gleichstrompotentialmethode bereits sehr kleine
strukturelle Änderung auch im Inneren einer Gitterstruktur detektiert, ermöglicht die digitalen
Bildkorrelation eine Lokalisierung der Schädigung auf der Probenoberfläche.

Insgesamt konnten die experimentellen und numerischen Untersuchungen wichtige Erkenntnisse
für das mechanische Verhalten und insbesondere der lokalen Schädigungsvorgänge additiv gefer-
tigter Gitterstrukturen unter Druck-, Biege- und Torsionsbelastung geben. Sowohl die Experi-
mente als auch die Simulationen zeigen, dass das Trag- und das Ermüdungsverhalten maßgeblich
von der Form der Einheitszelle, der relativen Dichte und den fertigungsbedingten Inhomogenitä-
ten beeinflusst wird. Für eine sichere Auslegung von z.B. Implantaten, die aus additiv gefertigten
kubischen Gitterstrukturen bestehen, liefern die hier ermittelten normierten Langzeitfestigkeiten
eine gute Basis. Damit genügt die Durchführung eines quasi-statischen Versuchs sowie die Er-
mittlung der quasi-statischen Bemessungsgröße, um die Langzeitfestigkeit der Strukturen in Ab-
hängigkeit der Belastungsart zu erhalten. Zusätzlich wurde hier ein J-C Parametersatz ermittelt,
der für alle drei Belastungsarten gilt. Für die Simulation von typischerweise mehrachsig belaste-
ten Implantaten stellt dieses Schädigungsmodell daher eine gute Grundlage dar. Darüber hinaus
empfiehlt es sich fertigungsbedingte Inhomogenitäten sowie deren Auswirkungen in zukünftigen
Untersuchungen, Modellen und Auslegungskonzepten stärker zu berücksichtigen.
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Abbildung A.20: Übersicht der additiv gefertigten Biegeproben
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Die Proben in a) und d) sind mit einem Speckelmuster versehen
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Abbildung A.22: Verformungs- und lokales Schädigungsverhalten exemplarisch für eine Gitter-
struktur mit einer relativen Dichte von 0,4 im Druckversuch
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Abbildung A.23: Auswertung der Biegeversuche in einem absoluten (links) und normierten
(rechts) Wöhlerdiagramm für Gitterstrukturen mit einer relativen Dichte
von: a-b) 0,5; c-d) 0,4 und e-f) 0,3



202 A Anhang

Sb = 0,72
Pb = 1,07

Sb = 0,807
Pb = 1,22

Sb = 0,925
Pb = 1,42

Sb = 0,84
Pb = 0,93

Sb = 0,93
Pb = 1,08

Sb = 1,08
Pb = 1,24

Sb = 0,6
Pb = 1,2

Sb = 0,685
Pb = 1,36

Sb = 0,78
Pb = 1,59

Δ
U

po
t, 

m
V

Δ
U

po
t, 

m
V

Δ
U

po
t, 

m
V

G-05-216 G-05-343 G-05-512

G-04-216 G-04-343 G-04-512

G-03-216 G-03-343 G-03-512

Lebensdauer, % Lebensdauer, % Lebensdauer, %

Lebensdauer, % Lebensdauer, % Lebensdauer, %

Lebensdauer, % Lebensdauer, % Lebensdauer, %

Abbildung A.24: Potentialdifferenzverläufe der getesteten Gitterstrukturen im Biegeversuch
ab einer Lebensdauer von 50 %
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Abbildung A.25: Analyse des Ermüdungsverhalten exemplarisch für eine Gitterstruktur mit
einer relativen Dichte von 0,3 im Biegeversuch: a) Änderung der Steifigkeit,
der Potentialdifferenz und der lokalen DIC-Dehnungen in Abhängigkeit der
Ermüdungslebensdauer und Darstellung der DIC-Bilder zu unterschiedlichen
prozentualen Lebensdauern von b) der zugbelasteten Probenoberfläche und
c) der frontalen Probenoberfläche



204 A Anhang

0 1 2 3 4 5 6 7 8
Zyklenzahl, N 104

0

0,3

0,6

0,9

1,2

1,5

P
ot

en
tia

ld
if

fe
re

nz
, m

V

0

0,05

0,1

0,15

0,2

0,25
Potential
P0
P1
P2
P3
P4

e1 [%]- 
Hencky

0

4

8

12

16
20

P0

P1

P2 P3 P4

7 7,1 7,2 7,3 7,4
Zyklenzahl, N

0

0,05

0,1

0,15

0,2

0,25

e1
 -

 H
en

ck
y,

 m
m

/m
m

0

0,3

0,6

0,9

1,2

1,5

104

a) b)

c)

I II

III

I II III

Abbildung A.26: Analyse des Ermüdungsverhaltens exemplarisch für eine Gitterstruktur mit
einer relativen Dichte von 0,3 im Torsionsversuch: a) Änderung der Poten-
tialdifferenz und der lokalen DIC-Dehnungen auf der Probenoberfläche in
Abhängigkeit der Zyklenzahl mit b) Ausschnitt aus a). die roten Punkte am
Ende der Dehnungskurven markieren den Korrelationsverlust. c) DIC-Bilder
zu unterschiedlichen prozentualen Lebensdauern.

Abbildung A.27: Exemplarische Darstellung der Rissinitiierungsorte für eine zyklisch bean-
spruchte Torsionsprobe mit einer relativen Dichte von 0,3
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