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Kurzfassung

Klebverbindungen werden aufgrund ihrer vielseitigen Einsatzmoglichkeiten und des
technologischen Fortschritts der gezielten anwendungsorientierten Klebstoffherstellung
zunehmend im strukturellen Bereich eingesetzt. Entsprechend finden sich Klebverbin-
dungen in zahlreichen Anwendungen vornehmlich auf dem Gebiet des konstruktiven
Leichtbaus zur Filigung gleicher oder ungleicher Strukturelemente. Jedoch sind die Beden-
ken gegeniiber Klebverbindungen in lasttragenden Strukturen insbesondere aufgrund des
komplexen mechanischen Verhaltens und den vielfiltig auftretenden Versagensprozessen
groB. Effiziente Methoden zur Spannungs- und Deformationsanalyse sowie zur Versagens-
lastvorhersage sind bis heute Gegenstand der Forschung.

Im Fokus dieser Arbeit steht die Entwicklung analytischer und semi-analytischer Be-
rechnungsverfahren zur Analyse der Lastiibertragung und des Tragverhaltens von
Klebverbindungen. Hierzu werden zunéchst die Grundlagen der Elastizitats- und Plasti-
zitatstheorie, der Mechanik ebener Laminate, der klassischen Festigkeitsmechanik sowie
der Bruchmechanik dargestellt. Anschlieend wird eine Ubersicht iiber den Stand der
Forschung beziiglich Klebverbindungen prasentiert. Neben einem Uberblick iiber mogli-
che Versagensarten von Klebverbindungen und konstruktive Verbesserungmafinahmen
werden Modelle zur Analyse der Lastiibertragung vorgestellt. Dabei wird insbesondere
auf die Unterschiede der Modellierungsansitze von sproden und duktilen Klebstof-
fen eingegangen und ein Uberblick zu Modellen von Gradientenklebstoffen gegeben.
Die gangigsten Ansétze zur Versagensbewertung werden vorgestellt und umfassend
diskutiert.

Der Kern der vorliegenden Arbeit ist der Vorschlag eines allgemeinen Modellierungs-
ansatzes zur Analyse der Lastiibertragung in Klebverbindungen mit sproden, duktilen
sowie Gradientenklebstoffen. Dieser ermdglicht die Analyse beliebiger Uberlappungs-
fiigungen, die durch eine einfache Uberlappung charakterisiert sind. Fiir sprode und
Gradientenklebstoffe werden analytische Losungsdarstellungen des zugrunde liegenden
gewoOhnlichen Differentialgleichungssystems vorgestellt. Im Falle duktiler Klebstoffe liegt
ein nichtlineares Differentialgleichungssystem vor, das mittels eines Finite-Differenzen-
Verfahrens gelost wird. Die resultierenden Spannungsfelder werden fiir eine Vielzahl
von Fiigekonfigurationen eingehend mit numerischen Referenzlosungen verglichen. In
allen Féllen ergibt sich eine hohe Approximationsgiite. Umfangreiche Studien zum
Einfluss des Gradierungsprofils von Gradientenklebverbindungen sowie des maximal
auftretenden Steifigkeitsverhéltnisses fiihren auf Empfehlungen fiir die Anwendung
zur Auslegung von Gradientenklebverbindungen. Eine effiziente Optimierungsroutine
zur Bestimmung des bestmoglichen Gradierungsprofils beziiglich einer vorgegebenen
Zielfunktion wird vorgestellt und anhand von Beispielen verdeutlicht. Im Falle duktiler
Klebstoffe werden der Einfluss der Spannungs-Dehnungskurvenapproximation sowie der
Wahl der Vergleichsspannung analysiert.



Die vorgeschlagene Modellierung erlaubt die Analyse des Tragverhaltens von sproden
Klebverbindungen. Dazu wird eine Umsetzung des gekoppelten Spannungs- und Ener-
giekriteriums im Rahmen der finiten Bruchmechanik herangezogen. Die vorgestellte
effiziente Implementierung ermoglicht eine Auswertung mit sehr kurzen Berechnungszei-
ten. Zur Untersuchung der Grenzen des Modells wird zusatzlich eine die Sprodigkeit
quantifizierende, dimensionslose Kennzahl eingefiithrt. Fiir die Versagensbewertung
duktiler Klebverbindungen werden Umsetzungen der gingigsten Versagenskonzepte
wie beispielsweise des Konzepts des globalen Flieflens oder des J-Integral-Konzepts
vorgestellt und verglichen. Umfangreiche Vergleichsstudien mit einer Vielzahl von
experimentell ermittelten Daten zeigen schliefllich die gute Qualitat der Versagenslast-
vorhersagen. Hierbei bewédhren sich im Falle duktiler Klebstoffe Kriterien begriindet
auf der Betrachtung des J-Integrals. Fiir sprode Klebstoffe werden dariiber hinaus
numerische Vergleichsrechnungen mit Kohasivzonenmodellierung zur Validierung heran-
gezogen. Dabei zeigt sich, dass das vorgestellte Berechnungsverfahren stets konservative
Versagenslastvorhersagen liefert und den Einfluss geometrischer Parameter auf die
Versagenslast korrekt abbildet.



Abstract

Adhesive joints are increasingly used in structural engineering due to their broad field
of application and the actual technological development regarding precise application-
oriented adhesive manufacturing. Hence, adhesive joints can be found in various
applications predominantly in lightweight constructions for assembling similar or dissim-
ilar structural elements. However, there are some concerns regarding the use of adhesive
joints in load-bearing structures due to their complex mechanical behaviour and the
various possible failure modes. Efficient stress and deformation analysis tools as well as
failure load predictions are subjects of current research.

The goal of the work is the development of analytical and semi-analytical methods
that allow for an analysis of the load transfer as well as the load-bearing behaviour of
adhesive joints. First, the required theoretical fundamentals of the theory of elasticity
and plasticity, mechanics of laminates, strength theory as well as fracture mechanics
are outlined. Subsequently, an overview of the state of the art regarding adhesive
joints is given. In addition to an outline on possible failure modes and measures of
improvement regarding design, analysis methods for the load-transfer in adhesive joints
are presented. Here, the differences of the approaches regarding brittle and ductile
adhesives are addressed and a summary on methods for the analysis of functionally
graded adhesives are given. The most frequently used failure models for adhesive joints
are introduced and thoroughly discussed.

The core of the work is the proposition of a general approach for the analysis of the
load transfer in adhesive joints with brittle, ductile as well as functionally graded
adhesives that is applicable to arbitrarily shaped lap joints characterized by a single
overlap. For brittle as well as for functionally graded adhesives analytical solutions of
the underlying differential equation system are depicted. In case of ductile adhesives
non-linear differential equations are derived and solved using a finite difference scheme.
The resulting stress fields are thoroughly compared to numerical reference solutions for a
vast number of adhesive joint configurations. A high approximation quality is achieved
in all cases. Comprehensive studies regarding the impact of the grading profile and the
maximum occuring stiffness ratio allow for providing recommendations for the engineer
concerning the design of functionally graded adhesive joints. An efficient optimization
routine for determining the best possible grading profile regarding a pre-defined target
function is presented and illustrated with a few examplary joint configurations. In case
of ductile adhesives the influence of the stress-strain curve approximation as well as the
equivalent stress are analyzed.

An efficient implementation of the coupled stress and energy criterion in the framework
of finite fracture mechanics is used for the failure analysis of joints with brittle adhesives.
The presented procedure allows for the evaluation of failure loads in a very short
time. In addition, a dimensionless brittleness number is introduced for investigating



the validity limits of the approach. For the strength assessment of ductile adhesive
joints implementations of the most commonly used failure criteria as e.g., the concept
of globaly yielding or criteria based on the J-integral as a fracture parameter are
introduced and discussed. Thorough comparative studies with a large number of
experimentally determined failure loads reveal the excellent quality of the failure load
predictions. In case of ductile adhesives criteria based on the J-integral provide the
best strength predictions. Numerical reference solutions with cohesive zone models are
additionally used for the validation of the presented failure model for brittle adhesives
joints. It becomes evident that the presented approach gives conservative joint strength
predictions in all cases and correctly covers the impact of geometrical parameters on
the failure load.

10



Inhaltsverzeichnis

Nomenklatur

1 Einleitung
1.1 Motivation . . . . . . . .. ...
1.2 Ziel der Arbeit . . . . . . . ... ... ... ..
1.3 Aufbau der Arbeit . . . .. ... ...

2 Theoretische Grundlagen
2.1 Lineare Elastizitatstheorie . . . . . . . . . . ..
2.2 Mechanik ebener Laminate . . . . . . . . . . ..
2.2.1 Klassische Laminattheorie . . . . . . ..
2.2.2  Schubdeformationstheorie 1. Ordnung . .
2.3 Plastizitatstheorie . . . . . . . . ... ...
2.4 Klassische Versagenskriterien. . . . . . . . . ..
2.5 Grundlagen der Bruchmechanik . . . ... ...
2.5.1 Linear-elastische Bruchmechanik . . . .
2.5.2  Elastisch-plastische Bruchmechanik . . .
2.6 Finite Bruchmechanik . . . .. ... ... ...

3 Zum Stand der Forschung von Klebverbindungen
3.1 Allgemeine Betrachtungen . . . . ... ... ..
3.1.1 Versagensarten von Klebverbindungen .
3.1.2  Klebschichtdickeneffekt . . . . . . . . ..

3.1.3 Konstruktive Verbesserungen von Klebverbindungen . . . . . . .

3.2 Spannungsanalyse von Uberlappungsfiigungen .
3.2.1 Linear-elastisches Materialverhalten . . .
3.2.2 Elastisch-plastisches Materialverhalten .

3.3 Versagensbewertung . . . ... .. ... ....

4 Analyse von Klebverbindungen mit sproden Klebstoffen

4.1 Einftihrung . .. .. .. ... ...
4.2 Modellierung der Klebverbindung . . . . . . ..
4.3 Differentialgleichungssystem . . . . . .. .. ..
4.3.1 Herleitung und Losungsansatze . . . . .
4.3.2 Randbedingungen . . . . . .. .. .. ..

4.4 Vergleich der Spannungslosung mit Finite-Elemente-Analysen . . . . .

4.5 Versagensbewertung mittels analytischer Losung
4.5.1 Berechnung der Energiefreisetzungsrate .
4.5.2  Umsetzung des gekoppelten Kriteriums .

4.6 Versagensbewertung mittels numerischem Modell

12

17
17
18
19

21
21
27
27
31
33
35
36
37
40
44

49
49
51
52
23
o6
26
99
62

69
69
70
72
73
7
78
82
83
84
87

11



Nomenklatur

4.7 Ergebnisse . . . . ... 90
4.7.1 Einfluss der einzelnen Versagenskriterien . . . . . . . . .. . .. 90

4.7.2  Vergleich analytischer, numerischer und experimenteller Daten . 91

4.8 Einfluss der Sprodigkeit auf die Versagensbewertung . . . . . . . . . .. 96
4.9 Grenzen des Modells . . . . . . . ... 99
4.10 Anmerkungen und Ausblick . . . . ... .. o000 100

5 Analyse von Gradientenklebverbindungen 101
5.1 Einfithrung . . . . . . . . . 101
5.2 Modellierung des Gradientenklebstoffes . . . . . . . . .. ... ... .. 102
5.3 Differentialgleichungssystem . . . . . . . ... ... ... ... ..... 102
5.3.1 Herleitung und Potenzreihenlésungsansatz . . . . . . .. .. .. 102

5.3.2 Randbedingungen . . . . . . . ... ... oL 105

5.4 Ergebnisse . . . . . .. 106
5.4.1 Konvergenz der Ergebnisse . . . . . . . ... ... L. 108

5.4.2 Vergleich mit Finite-Elemente-Analysen . . . . . . ... .. .. 109

5.0 Studien . . . ... e e 110
5.5.1 Einfluss des Gradierungsprofils . . . . . . . ... ... ... ... 112

5.5.2 Einfluss des Steifigkeitsverhaltnisses . . . . . . .. ... ... .. 113

5.5.3 Optimierung des Gradierungsprofils . . . . . . . . . . . ... .. 114

5.6 Anmerkungen und Ausblick . . . ... .. ... 119

6 Analyse von Klebverbindungen mit duktilen Klebstoffen 121
6.1 Einftihrung . . . . . . . ... 121
6.2 Modellierung der Klebstoffplastizitat . . . . . .. ... ... ... ... 122
6.3 Differentialgleichungssystem . . . . . . . ... ... ... ... ..... 123
6.3.1 Herleitung und Losung . . . . . .. . . ... ... 123

6.3.2 Randbedingungen . . . . . ... ..o 125

6.4 Ergebnisse und Studien . . . . . .. ... oo 125
6.4.1 Vergleich mit Finite-Elemente-Analysen . . . ... ... .. .. 127

6.4.2 Einfluss der Spannungs-Dehnungskurvenapproximation . . . . . 128

6.4.3 Einfluss der Vergleichsspannung . . . . . . . ... ... ..... 130

6.5 Versagensbewertung mittels analytischem Modell . . . . . . .. .. .. 131
6.6 Ergebnisse . . . . . ... 133
6.7 Anmerkungen und Ausblick . . . . ... ... oL 138

7 Zusammenfassung 141
Literaturverzeichnis 143

12



Nomenklatur

Abkiirzungen

Abaqus
BFGS
BLA
CFK
CMH
DTP
EIS
EPP
ESZ
EVZ
FEA
FEM
FBM
G

GB
HTA
IHS
KZM
LIG
NSH
QP

R
SQP
vM

kommerzielle FEM-Software
BROYDEN-FLETCHER-GOLDFARB-SHANNO
Bi-lineare Approximation
Carbonfaserverstirkter Kunststoff
CouLoMB-MOHR Hypothese
Deformationtheorie der Plastizét
Elliptisches Spannungskriterium
Elastisch-perfekt plastisch

Ebener Spannungszustand

Ebener Verzerrungszustand
Finite-Elemente-Analyse
Finite-Elemente-Methode

Finite Bruchmechanik

Gali et al. (1981)

GRIFFITHsches Bruchkriterium
Hyperbolische Tangensapproximation
Interaktionsgesetz nach HUTCHINSON-SUO
Kohasivzonenmodell

Lineares Interaktionsgesetz
Normalspannungshypothese

Quadratisches Problem

Raghava et al. (1973)

Sequentielle quadratische Programmierung
VON MISES

In dlzes und Schreibweisen

o, © (=)

(=)

—
-
\_/

S <<

—~ S
=
Ex
=

NN NN NN NN NN T
\/\/\/\/\_/\_/\/\/\/\_/\_/\_/\/
el
—

>
~

-
\_/

Ableitung nach x

GroBe bezogen auf die Fiigeteilmittelebene
kritischer Wert

Wert im elastischen Bereich

Wert bei Versagen

Rissoffnungsmoden

Wert im plastischen Bereich
Vergleichsgrofie

Wert bei FlieSbeginn
Indexnotation 7,7 =1,...,3

Indexnotation 7, 7, k,l =1,...,3
Grofle bezogen auf die Klebschicht
Grofle bezogen auf Fiigeteil : = 1 oder 2

13



Nomenklatur

()P Grofie bezogen auf den Spannungsdeviator
()T GroBe bezogen auf die Temperatur

Lateinische Formelzeichen
Aa,AA finite Risslange/-flache
QAp, b,y o Koeffizienten der Reihendarstellung n € N
Ajj Dehnsteifigkeiten ¢, j = 1,2,6
A Koeffizientenmatrix
b Breite der Klebverbindung
Kopplungssteifigkeiten 2,7 = 1,2,6
Elastizitéatstensor
Vektor der Koeffizienten der Reihendarstellung
Kontur um den Riss
freie Konstanten ¢ =1,...,7
Steifigkeiten
Hilfsgroflen n = 1,2, 3
freie Konstanten i =1,...,6
Biegesteifigkeiten 7,7 = 1,2,6
Verzerrungsdeviator
Elastizitatsmodul
Innere Energie
Sekantenmodul
beliebige Funktion
Volumenkraft
skalarer Lastparameter
beliebige Funktion
Schubmodul
differentielle Energiefreisetzungsrate
inkrementelle Energiefreisetzungsrate
Bruchzahigkeit
Fiigeteilhohe 1 = 1,2
Hilfsgroflen 7,5 = 1,2
I, 15, I3 Invarianten
J-Integral
Hilfsgroflen i, 5 = 1,2
Kinetische Energie
Kompressionsmodul
Spannungsintensitatsfaktor
Bruchzahigkeit
Uberlappungslinge
Biegemomente
Normalkréafte
Leistung der aufleren Krafte
Leistung des Warmeflusses
Querkrafte
Radius im Polarkoordinatensystem

S

~
<.

)
Dty
z

I

A
o
3
e

™
S.
S
S

v

QQQQAR T Em

(¢}

==

<.

TROO Tz ARRRRS S

14



Verhéltnis der FlieBspannung unter Druck und Zug
Spannungsdeviator
Nachgiebigkeitstensor
Nachgiebigkeiten
Klebschichtdicke
Spannungsvektor

Temperatur
Ausgangstemperatur

Anderung der Temperatur
Verschiebungen

spezifisches elastisches Potential
Eigenvektor

spezifische Formanderungsarbeit
Koordinaten

Vektor freier Funktionen
Zielfunktion

Griechische Formelzeichen

o
Qi Qi

S S 12
<.

> b
=

AExp/FBM
C’i? i

@

QX E®E >3 Oa

01,01, 01

FOR SR SIS

(9}

Parameter des RAMBERG-0OSsGOOD-Potenzgesetzes
Temperaturausdehnungskoeffizienten
Schubverzerrung

Hilfsgrofle

Separation der Rissflanken

KRONECKER-Symbol

Hilfsgrofle

Anderung der Gesamtenergie

relative Abweichung experimentell/ mittels FBM ermittelter Daten

Koeffizienten der Differentialgleichungen ¢ =1,...,6
Winkel

Konvergenzgtite

Dehnung

Schubkorrekturfaktor

Eigenwert

Sprodigkeitszahl
Querkontraktionszahl

Spannung

Hauptspannungen

Schubspannung

Winkel im Polarkoordinatensystem
Verdrehung um die Biegeachse
Mixed-Mode-Winkel

Hilfsvektor

potentielle Rissflache

15






Kapitel 1

Einleitung

1.1 Motivation

Unter einer Klebverbindung versteht man eine "flichige Verbindung gleicher oder ver-
schiedenartiger Werkstoffe unter Verwendung einer meist artfremden Substanz, die an
den Oberflichen der zu verbindenden Teile haftet |...]"(Brockmann et al., 2009). Die
Hauptaufgabe der Klebverbindung besteht in der Lastiibertragung von einem Fiigeteil in
das andere. Klebverbindungen gehoren zu den universellsten Verbindungstechnologien.
Nahezu alle technisch nutzbaren Werkstoffe lassen sich mittels Klebtechnik stoffschliissig
fiigen. Insbesondere fiir das grofiflichige Verbinden von Werkstoffen, wie es beispielswei-
se fiir den Leichtbau von Autokarosserien aus Aluminium, Stahl oder Kunststoff von
Bedeutung ist, lassen sich Klebverbindungen vorteilhaft einsetzen. Faserverbundwerk-
stoffe sind ohne Klebverbindungen sogar kaum denkbar. Sowohl die Fasern als auch die
Einzelschichten sind mittels Klebverbindungen gefiigt.

Der Durchbruch in der Klebtechnik zur leistungsstarken Verbindungstechnik gelang mit
der Entwicklung der synthetischen Herstellung von Klebstoffen in den 1940er Jahren
(Bishopp, 1997, Brockmann et al., 2009). Phenolharzklebstoffe sowie Epoxidharze und
Polyurethane ersetzten die klassischen natiirlichen Klebstoffe wie beispielsweise den
im frithen Flugzeugbau eingesetzten Holzleim (Higgins, 2000). Mit denen bis heute
andauernden Fortschritten und Entwicklungen in der Polymerchemie ist es moglich ge-
zielt Klebstoffe herzustellen, die vorgegebene Festigkeits- und Verformungseigenschaften
aufweisen. Eine entsprechend rasche Weiterentwicklung und steigende Nutzung spiegelt
sich in den Konjunkturdaten der Klebstoffindustrie wieder. Die Wachstumsraten der
Klebstoffindustrie liegen in den letzten zehn Jahren rund 2,5 — 5% tiber denen des deut-
schen Bruttoinlandsprodukts. Knapp 1,5 Millionen Tonnen Kleb-, Dicht- und zementéare
Bauklebstoffe sowie 1 Milliarde Quadratmeter tragergebundene Klebstoffe werden mit ei-
nem Gesamtumsatz von ungefahr 3, 7 Milliarden Euro jahrlich in Deutschland produziert
(Industrieverband Klebstoffe e.V., 2017).

Dennoch werden Klebverbindungen insbesondere bei lasttragenden Strukturen oftmals
mit Skepsis betrachtet (Wagner u. Stett, 2015). Dies liegt mafigeblich an dem komplexen
strukturmechanischen Verhalten und den komplizierten Versagensprozessen von Klebver-
bindungen, die bei der Gestaltung und Dimensionierung einer Klebverbindung Beachtung
finden miissen. Aufgrund der stark unterschiedlichen Nachgiebigkeiten der Fiigeteile ist
der Lastfluss an den Uberlappungsrindern von Klebverbindungen konzentriert. Nach
linearer Elastizitatstheorie treten Spannungssingularititen an den Bi-Materialpunkten
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Kapitel 1 FEinleitung

zwischen Klebschicht und Fiigeteilen auf. Aufgrund des komplexen Verformungsverhal-
tens liegen in den meisten Fallen kombinierte Schub- und Schélspannungsfelder vor.
Beim Fiigen diinnwandiger Bauteile treten oftmals nichtlineare Versteifungseffekte auf.
Die verwendeten Klebstoffe sind im Vergleich zu den Fiigeteilen meistens sehr nach-
giebig und haben insbesondere beziiglich Querzugbeanspruchung geringe Festigkeiten,
sodass Klebschichtversagen die am haufigsten auftretende Versagensart darstellt. Dabei
konnen verschiedene Klebschichtversagensmodi, die sensitiv vom Klebstoffsystem und
der Fligegeometrie abhéngen, auftreten.

Ohne ein grundlegendes Wissen des mechanischen Verhaltens und der zugehoérigen
Versagensvorgénge einer Klebverbindung miissen zur Auslegung eine Vielzahl an Expe-
rimenten durchgefiihrt werden. Daher werden insbesondere fiir die Vorauslegung, in der
oftmals Parameterstudien und Optimierungsroutinen durchgefiithrt werden, effiziente
und zuverlédssige Berechnungsverfahren benttigt. Aufgrund der breiten Gestaltungs-
moglichkeiten von Klebverbindungen hinsichtlich der Fiigegeometrie und des Kleb-
stoffsystems ist ein moglichst allgemein anwendbares Vorhersagemodell hinsichtlich
Lastiibertragung und Versagenslasten wiinschenswert. Ein solches wiirde die weitere
Verbreitung und das Ausschopfen des eigentlichen Potentials der Klebtechnik vorantrei-
ben.

1.2 Ziel der Arbeit

Ziel dieser Arbeit ist die Entwicklung effizienter und zuverlassiger Berechnungsmethoden
zur Analyse der Lastiibertragung und des Tragverhaltens von Klebverbindungen. Dabei
ist insbesondere die allgemeine Anwendbarkeit auf beliebige tiberlappende Klebfiigungs-
konfigurationen mit Mehrschichtverbundfiigeteilen sowie einer groflen Auswahl von Kleb-
stoffsystemen mit unterschiedlichem Materialverhalten von Bedeutung. Aufgrund der
Vielzahl von moglichen Versagensmodi soll sich die Arbeit zunéchst auf die dominanteste
Versagensart fokussieren: dem Versagen der Klebschicht.

Fiir eine Bewertung von Klebschichtversagen ist zunachst das Spannungs- und Deforma-
tionsfeld der Klebschicht zu ermitteln. Dazu ist eine analytische Berechnungsmethode
zur Spannungs- und Deformationsanalyse mit moglichst geringer Komplexitiat sowie
Berechnungsaufwand fiir iberlappende Klebverbindungen zu entwickeln und mit Refe-
renzlosungen zu validieren.

Klebschichtversagen tritt bei iiberlappenden Klebverbindungen in den meisten Fallen
ausgehend von Spannungskonzentrationen an den Réndern der Uberlappung auf. Auf
Grundlage der Spannungs- und Deformationsanalyse sind geeignete Versagenskriteri-
en zu entwickeln und anzuwenden. Im Falle sproden Versagens soll eine Bewertung
mittels des gekoppelten Spannungs- und Energiekriteriums im Rahmen der finiten
Bruchmechanik erfolgen. Eine entsprechende effiziente Auswertungsroutine, die eine
Versagenslastvorhersage ermoglicht, ist zu entwickeln und zu implementieren. Zuséatzlich
ist eine numerische Referenzlosung mit Kohéasivzonenmodellen zu implementieren und
die Ergebnisse mit denen der zuvor entwickelten Methodik zu vergleichen. Im Falle duk-
tilen Versagens sind geeignete Versagenskriterien zu identifizieren und die zugehorigen
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1.3 Aufbau der Arbeit

Versagenslastvorhersagen zu vergleichen und zu diskutieren. SchliefSlich sollen umfang-
reiche vergleichende Studien mit experimentellen Befunden zur Bewertung der Qualitat
der Versagenslastvorhersagen durchgefithrt werden.

Bei den zu entwickelnden Berechnungsmethoden sind die Effizienz und die Qualitat
der Versagenslastvorhersagen von besonderer Bedeutung. Ziel dieser Arbeit ist die
Entwicklung eines allgemein anwendbaren Vorauslegungswerkzeugs zur Analyse von
Klebverbindungen, welches eine vorteilhafte Einbettung in Optimierungsroutinen und
die einfache Durchfithrung von Parameterstudien erlaubt.

1.3 Aufbau der Arbeit

Kapitel 2 der vorliegenden Arbeit fithrt in die bendtigten theoretischen Hintergriinde
der folgenden Ausfiihrungen ein. Die lineare Elastizitdtstheorie, die Mechanik ebener
Laminate und die Deformationstheorie der Plastizitat werden in kompakter Form
vorgestellt. Weiterhin werden klassische Versagenskriterien sowie die Grundkonzepte der
linear-elastischen und elastisch-plastischen Bruchmechanik erlautert. Abschlieend wird
aufbauend auf der Festigkeitsmechanik und der linear-elastischen Bruchmechanik die
finite Bruchmechanik mit dem gekoppelten Spannungs- und Energiekriterium eingefiihrt.
Dabei werden insbesondere die Vorteile und der Mehrwert dieses Konzeptes im Rahmen
der klassischen Versagenskriterien erlautert.

In Kapitel 3 der vorliegenden Arbeit wird der aktuelle Stand der Forschung im Bereich
der Klebverbindungen vorgestellt. Neben den méglichen Versagensarten von Klebver-
bindungen wird auf den Klebschichtdickeneffekt und konstruktive Empfehlungen zur
Auslegung von Klebverbindungen eingegangen. Weiter werden bestehende Konzepte
zur Analyse der Lastiibertragung vorgestellt. Das Kapitel schlieft mit einer umfas-
senden Vorstellung der in der Literatur géngigen Versagensbewertungsansitze von
Klebverbindungen.

Kapitel 4 stellt ein analytisches Berechnungsverfahren zur Spannungs- und Deforma-
tionsanalyse sowie zur Versagensbewertung von Uberlappungsfiigungen mit sproden
Klebstoffen vor. Dabei wird insbesondere auf das zugrunde liegende Differentialglei-
chungssystem und die Umsetzung des gekoppelten Spannungs- und Energiekriteriums
eingegangen. Zusatzlich werden ein numerischer Bewertungsansatz mittels Kohésivzo-
nenmodellen vorgestellt und Versagenslastvorhersagen beider Ansétze mit experimen-
tellen Daten verglichen. AbschlieBend werden der Einfluss der Sprodigkeit sowie die
zugehorigen Grenzen des Modells diskutiert.

Die Analyse von Gradientenklebverbindungen wird in Kapitel 5 behandelt. Es wird
ebenfalls ein analytisches Berechnungsverfahren zur Spannungs- und Deformations-
analyse vorgestellt. Dabei wird umfassend die Modellierung des Gradientenklebstoffs
und der Losungansatz des zugrunde liegenden Differentialgleichungssystems dargestellt.
Umfangreiche Studien zum Einfluss der Klebstoffgradierung und zum optimalen Gra-
dierungsverlauf fiir bestimmte Klebverbindungskonfigurationen werden présentiert und
die Ergebnisse diskutiert.
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Kapitel 1 FEinleitung

Kapitel 6 ist der Analyse von Klebverbindungen mit duktilen Klebstoffen gewidmet.
Ein effizientes Berechnungsverfahren zur Analyse der Klebschichtspannungen und
-deformationen wird eingefiihrt. Darauffolgend werden ein Vergleich mit numerischen
Referenzlosungen und Sensitivitatsanalysen zum Einfluss der Eingangsparameter prasen-
tiert. SchlieBlich erfolgt die Vorstellung verschiedener Versagenskonzepte auf Basis des
vorgestellten Berechnungsmodells. Die Ergebnisse werden mit experimentellen Daten
aus der Literatur verglichen und eingehend diskutiert.

Abschlielend werden in Kapitel 7 die erarbeiteten Ergebnisse zusammenfassend in
kompakter Form dargestellt.
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Kapitel 2
Theoretische Grundlagen

In diesem Kapitel werden die theoretischen Grundlagen dieser Arbeit zusammenfas-
send dargestellt und eine einheitliche Nomenklatur eingefihrt. Ausgehend von den
Grundlagen der Elastizitdtstheorie werden die Mechanik ebener Laminate und die De-
formationstheorie der Plastizitdt dargelegt. Darauf aufbauend werden klassische Ver-
sagenskonzepte erldutert. Das Kapitel schliefst mit einer Einfihrung in die klassische
linear-elastische und elastisch-plastische Bruchmechanik sowie der Finfihrung des
gekoppelten Spannungs- und Energiekriteriums im Rahmen der finiten Bruchmecha-
nik.

2.1 Lineare Elastizitatstheorie

Die lineare Elastizitatstheorie beschreibt das mechanische Verhalten deformierbarer
Korper unter der Annahme kleiner Deformationen sowie linear-elastischen Material-
verhaltens. Im Folgenden werden die Grundkonzepte dieser Theorie aufgefiihrt!. Eine
ausfiihrliche Darstellung findet sich beispielsweise bei Eschenauer u. Schnell (1993), Be-
cker u. Gross (2002), Gross et al. (2007b) oder Sadd (2009).

Deformiert sich ein Korper infolge innerer oder duflerer Belastungen, treten innere
Krafte, die sogenannten Spannungen, auf. Lokal an einem Punkt eines Kérpers wird der
Spannungszustand durch den sogenannten CAUCHYschen Spannungstensor beschrieben.
Der CAucHYsche Spannungstensor ist ein symmetrischer Tensor zweiter Stufe. Die
zugehorige Komponentenmatrix beztiglich eines kartesischen Basissystems lasst sich
wie folgt darstellen:

011 012 013
[Oij]: 012 022 O023] . (2-1)
013 023 033

Die Diagonalelemente 011,092 und o33 bezeichnet man als Normalspannungen, die
Nebendiagonalelemente o5, 015 und 23 als Schubspannungen?. Die Symmetrie Oji = 0jj
lasst sich durch das Momentengleichgewicht am infinitesimalen Volumenelement zeigen

'Fiir die Darstellung der Formeln wird in vielen Fillen die Indexnotation unter Verwendung der
Indizes i, j, k und [ benutzt. Sofern nicht anders angegeben, konnen die Indizes die Werte 1,2
oder 3 annehmen. Ferner gilt die EINSTEINsche Summenkonvention: {iber mehrfach auftretenden
Indizes innerhalb jeden Glieds eines Terms ist zu summieren, sodass die Indizes die Werte 1,2 und
3 durchlaufen.

2 Alternativ werden die Normalspannungen mit o und die Schubspannungen mit 7 bezeichnet.
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Kapitel 2 Theoretische Grundlagen

(Becker u. Gross, 2002). Der Spannungstensor kann additiv in einen hydrostatischen
und einen deviatorischen Anteil zerlegt werden. Bezeichnet man den deviatorischen
Anteil als s;;, ergibt sich folgende Zerlegung?®:

1
Uij = go-kk(sij + Sij. (22)

Dabei wird der erste Anteil oftmals als Kugeltensor bezeichnet.

In einem Schnitt durch den Kérper mit der Normalen n; liefert das CAUCHYsche
Theorem einen Zusammenhang zwischen dem Spannungstensor o;; und dem auf den
Schnitt bezogenen Spannungsvektor ¢;:

ti = 0yn;. (23)

Zum urspriinglich betrachteten Basissystem lésst sich ein gedrehtes Basissystem finden,
sodass die Komponentenmatrix nur Normalspannungen enthéalt und die Schubspan-
nungen verschwinden. Dieses System bezeichnet man als Hauptachsensystem. Die
zugehorigen Normalspannungen werden haufig der Grofie nach geordnet und als Haupt-
spannungen bezeichnet (o7 > oy > oyr). Aus der Uberlegung, dass der Spannungsvektor
und der Normalenvektor in durch das Hauptachsensystem bestimmten Schnitten gleich-
gerichtet sind, ldsst sich die folgende charakteristische Gleichung zur Bestimmung der
Hauptspannungen herleiten:

0* — Lo® — Lo — I3 =0. (2.4)

Dabei stellen die Koeffizienten der Gleichung (2.4) die Invarianten des Spannungstensors
dar. Sie lassen sich wie folgt aus den Spannungen berechnen:

Il = Oy, (25)
1

I, = 5(01‘1‘0]5 — 04j0ij), (2.6)

13 = det(aij). (27)

Analog lassen sich auch fiir den Spannungsdeviator entsprechende Invarianten formulie-
ren. Da die Invarianten unabhéngig vom zugrunde liegenden Basissystem sind, haben
sie bei der Formulierung von Versagenskriterien eine groe Bedeutung (Altenbach et al.,
2014). Dies gilt insbesondere fiir die zweite Invariante des Spannungsdeviators 1D, die
sich unter der Verwendung der Hauptspannungen oy, oy und oy wie folgt vorteilhaft
darstellen léasst:

1 1
[;3 = 581']'81']' =5 [(UI - (711)2 + (o1 — U]]I)2 + (om — UI)Z} : (2.8)

Weitere fiir die Formulierung von Versagenskriterien wichtige Spannungsgrofien sind die
sogenannten Oktaederspannungen
o1 + o1 + o m 1

ot = ————— = =1, 2.9
Ooct 3 31 ( )

1 e
3Das KRONECKER-Symbol 0y; ist definiert als: d;; = {O Z 7&]
e
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2.1 Lineare Elastizitdtstheorie

1 2
Toct = g\/(UI —on)? + (on — om)* + (om — 01)* = 4/ g[?. (2.10)

Sie treten in Schnitten auf, deren Normale mit den drei Hauptachsen gleiche Winkel
einschliefen.

Aus Gleichgewichtsbetrachtungen am infinitesimalen Volumenelement lassen sich lokale
Bedingungen fiir das Gleichgewicht eines Korpers herleiten:

80’@‘

0. 2.11

Dabei sind f; die Volumenkréfte im Korper.

Neben der Beschreibung der Beanspruchung eines Korpers befasst sich die Elastizitéts-
theorie mit den zugehorigen Deformationen. Der Deformationszustand wird, wie der
Spannungszustand, durch Tensoren zweiter Stufe, den Verzerrungstensoren, charakteri-
siert. In den meisten technisch relevanten Féllen ist es ausreichend, den linearisierten
Verzerrungstensor mit der Komponentenmatrix

€11 €12 €13
{%} = |12 €22 €23 (2.12)
€13 €23 €33

zu betrachten. Die Diagonalelemente werden als Dehnungen und die Nichtdiagonalele-
mente als Schubverformungen bezeichnet. Die Schubverformungen stehen in folgender
Relation mit den oftmals verwendeten technischen Gleitungen v;; = 2¢;;. Zwischen
den Verschiebungen u; und den Verzerrungen ¢;; eines Korpers gilt der Zusammen-

hang:
1 8’&1 an
i = = . 2.1
=i 2 (837] + 3,11:1) ( 3)

Ebenso wie der CAUCHYsche Spannungstensor lasst sich der linearisierte Verzerrungsten-
sor in einen volumetrischen und deviatorischen Anteil additiv zerlegen

1
€ij = §6kk5z‘j + €45. (2.14)

Schlielich gelten fiir den linearisierten Verzerrungstensor die gleichen Beziehungen fiir
das Hauptachsensystem und die Invarianten wie fiir den CAUCHYschen Spannungstensor.
Analog zu den Oktaederspannungen lassen sich auch zugehorige Oktaederverzerrungen
herleiten.

Im Rahmen der linearen Elastizitatstheorie gilt zwischen den Komponenten des CAUCHYschen
Spannungstensors und des linearisierten Verzerrungstensors ein proportionaler Zusam-
menhang, das HOOKEsche Gesetz. Mit Hilfe des Elastizitéatstensors vierter Stufe mit

den Komponenten c;;i; lésst sich das HOOKEsche Gesetz allgemein wie folgt ange-
ben:

Oij = CijklEkl- (2~15)

23



Kapitel 2 Theoretische Grundlagen

Dabei besitzt der Elastizitatstensor vierter Stufe aufgrund der Symmetrie des Spannungs-
und Verzerrungstensors sowie energetischer Argumente im allgemeinen Fall der Aniso-
tropie 21 unabhéngige Komponenten. Der Nachgiebigkeitstensor mit den Komponenten
sijii besitzt die gleichen Eigenschaften und verkniipft die Verzerrungen mit den Span-
nungen:

€ij = SijklOkl- (2.16)
Berticksichtigt man thermische Dehnungen eiTj, die bei einer Temperaturdnderung
AT =T — Ty ausgehend von einer Anfangstemperatur Ty auf eine aktuelle Temperatur
T entstehen, lasst sich das HOOKEsche Gesetz erweitern:
£ij = SijkOkl + €5}, (2.17)
wobei sich die thermischen Dehnungen mit den linearen Temperaturausdehnungskoeffi-
zienten o;; in erster Naherung wie folgt angeben lassen

el = o AT. (2.18)

Eine fiir die Ingenieurin oder den Ingenieur iibliche Darstellung des HOOKEschen
Gesetzes lasst sich mit Hilfe der VoiGT-Notation angeben. Dazu ordnet man die
Elemente des Spannungs- und des Verzerrungstensors in Vektoren an, sodass das
HookEsche Gesetz als Matrix-Gleichung mit zweifach indizierten Steifigkeiten Cj;
angegeben werden kann:

o1 [Cii Cia Cis Ciy Cis Cig] [en ]
092 Cia Co Chy Coy Oy Cosl | €22

oss| _ |C13 Cas Cs3 O3y Css Csg| | €33 (2.19)
023 Cuy Cy Csy Cy Cy Cygl| |2e03]° '
013 Cis Coy (O35 Cis Css Cse| |2213

012 Cis Oy Cs6 Cis Chsg 066_ |2€12]

Viele Materialien weisen bestimmte Materialsymmetrien auf, sodass sich die Anzahl der
unabhéngigen Komponenten der Steifigkeitsmatrix weiter verringert. Im Folgenden wird
der haufig vorkommende Fall von orthotropem Materialverhalten betrachtet. Orthotro-
pes Materialverhalten liegt vor, wenn im Material drei senkrecht aufeinander stehende
Symmetrieebenen existieren wie beispielsweise bei durch Gewebelagen mit senkrecht
aufeinander stehenden Faserrichtungen verstarkten Kunstoffen. Das HOOKEsche Ge-
setz, aufgelost nach den Verzerrungen, lasst sich mit Hilfe der Nachgiebigkeitsmatrix
mit den zweifach indizierten Komponenten S;; unter Verwendung der sogenannten
verallgemeinerten Ingenieurkonstanten wie folgt schreiben:

€11 Ve, —va/E, —vsi/p; 0 0 0 on
99 —viz/p, g,  —vs2/E; 0 0 0 092
o | _ | e Ym0 0 0| oy
2e93| 0 0 0 1/Gas 0 0 o3| (2:20)
2e13 0 0 0 0 1/@13 0 013
| 219 . 0 0 0 0 0  Yeis| |o12]
[Sij]
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2.1 Lineare Elastizitdtstheorie

Dabei ergibt sich die Nachgiebigkeitsmatrix als Inverse der Steifigkeitsmatrix. Aus deren
Symmetrie lassen sich die folgenden Reziprozitétsrelationen ablesen:

Vig Va1 Vi3 Vs1 Va3 V32

E, E, FE E3 E, Es

(2.21)

sodass lediglich neun unabhangige Ingenieurkonstanten verbleiben.

Im Falle von isotropem Materialverhalten reduziert sich die Zahl der unabhéangigen
Elastizitdatskonstanten weiter auf zwei und die Steifigkeitsmatrix lasst sich wie folgt
angeben:

Cia Ci Ch 0 0 0
_|Ci2 Cia Cn 0 0 0
0 0 0 0 3(Cyy — Ch2) 0

0 0 0 0 0 5(Ch — Cha) |

Dabei gilt folgender Zusammenhang zwischen den Komponenten der Steifigkeitsmatrix
und den gebrauchlichen Ingenieurkonstanten, dem Elastizitatsmodul E, dem Schubmo-
dul G und der Querkontrakionszahl v (auch Poissonzahl genannt):

_ E(1-v)
Cu= (1+v)(1—2)
C12 - EV (223)

1+ v)1—20)

1 E
G = 5(011 —Cp) =

2(1+v)

Zusatzlich wird oftmals der Kompressionsmodul K als Werkstoffkonstante angegeben.
Betrachtet man eine reine Volumendehnung, lésst sich das HOOKEsche Gesetz mit Hilfe
des Kompressionsmoduls schreiben:

E
Ok = 3K€kk = )gkk. (2.24)

(1—2v
Dabei kann die Querkontraktionszahl v Werte zwischen —1 und 0, 5 annehmen.*

Zusammen bilden die Gleichgewichtsbedingungen (2.11), die Kinematik (2.13) und das
Elastizitdtsgesetz (2.15) sowie entsprechend zu formulierende Randbedingungen ein
elastizitatstheoretisches Randwertproblem, das mittels analytischer oder numerischer
Verfahren zu losen ist.

Die in der Praxis vorkommenden raumlichen Probleme lassen sich im Rahmen der linea-
ren Elastizitdtstheorie in den seltensten Fallen analytisch 16sen. Technische Probleme
konnen jedoch oftmals in guter Ndherung als eben angesehen und darauthin effizient

4Dies ergibt sich aus der Forderung, dass die Forménderungsenergiedichte fiir beliebige Verzerrungs-
zustinde positiv sein muss. Folglich miissen der Elastizitdtsmodul E, der Schubmodul G und der
Kompressionsmodul K grofler Null sein.
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Kapitel 2 Theoretische Grundlagen

gelost werden. In diesen Fallen reduzieren sich sowohl die Anzahl der Gleichungen
als auch die Anzahl der unabhéngigen Variablen. Die folgenden beiden Spannungs-
und Verzerrungszustinde sind fiir die Ausfithrungen in dieser Arbeit von besonderer
Bedeutung;:

« Ebener Spannungszustand (ESZ):
Besitzt ein Korper in eine Raumrichtung (hier z3-Richtung) eine Langenabmessung,
die im Vergleich zu den anderen relevanten Langenabmessungen klein ist, gilt in
guter Néherung:

O33 =013 =093 =0, o011 = 011(957y); 022 = 022(%9)7 T2 = 7’12(%9)
(2.25)

» Ebener Verzerrungszustand (EVZ):
Andert sich die Form und Belastung eines Korpers in eine Raumrichtung (hier
z3-Richtung) nicht und wird die Ausdehnung in eine Raumrichtung durch eine
Lagerung verhindert®, gilt:

€z =c13=¢33 =0, €11 = 611(35,9)7 €22 = 522(9379), Y12 = ’712(557y) (2-26)

Neben den Betrachtungen der Deformationen, Spannungen und Verzerrungen haben sich
Energiebetrachtungen bei der Analyse eines mechanischen Systems als zweckméfig erwie-
sen. Deformiert sich ein Korper ausgehend von einem verzerrungslosen Ausgangszustand
zu einem verformten Zustand, charakterisiert durch die Verzerrungen &;;, so wird eine
Forméanderungsarbeit geleistet. Die pro Volumeneinheit geleistete Forménderungsarbeit
W lasst sich durch Integration wie folgt ermitteln:

W = / ! O-ijdgij‘ (227)
0

Im Falle elastischen Materialverhaltens hiangt die spezifische Formanderungsarbeit
nicht vom Deformationsweg, sondern nur vom Endverzerrungszustand &;; ab, sodass
das Arbeitsinkrement dWW das vollstédndige Differential dU einer Zustandsgrofe U(e;;)
darstellt. Die Zustandsgrofe U wird oft als Formanderungsenergiedichte oder spe-
zifisches elastisches Potential bezeichnet. Im Falle linearer Elastizitat lasst sich die
Forménderungsenergiedichte als quadratische Form der Spannungen bzw. Verzerrungen
angeben:

1 1 /1 1

U = 50’,']'51']' == 5 (30].3]@(5”' + Sij) (35”61']' + eij> (228)
1 1 1

= éo—kkgll + §Sij€ij = §K€,2§k + Geijeij- (229)

Dabei bezeichnet man den ersten Summanden in Gleichung (2.29) als Volumenénderungs-
energiedichte Uy und den zweiten als Gestaltsénderungsenergiedichte Ug.

°In vielen technischen Problemstellungen wird ein EVZ angenommen, wenn in eine Raumrichtung die
Langenabmessung des Bauteils wesentlich grofler als die verbleibenden Abmessungen sind, sodass
die zugehorigen Verzerrungen vernachlissigbar klein sind.
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2.2 Mechanik ebener Laminate

Geméf3 der Energiebilanz der Kontinuumsmechanik, die auch als erster Hauptsatz
der Thermodynamik bekannt ist, entspricht die zeitliche Anderung der Summe der
inneren und kinetischen Energie eines elastischen Korpers dem Energietransport in den
Korper:

E+K=P+Q, (2.30)

wobei E die innere Energie, K die kinetische Energie, P die mechanische Leistung der
angreifenden Krafte und ) die Leistung des Warmeflusses sind. Die innere Energie ent-
spricht im Falle rein elastischen Materialverhaltens dem Volumenintegral iiber das spezifi-
sche elastische Potential [, UdV, auch inneres Potential IT* genannt.

2.2 Mechanik ebener Laminate

Mehrschichtverbunde bzw. Laminate sind Flachentragwerke, die sich aus einer beliebigen
Anzahl von Einzelschichten zusammensetzen. Die Beschreibung des Verformungsverhal-
tens solcher Mehrschichtverbunde erfordert eine detaillierte Betrachtung der zugrunde
liegenden Mechanik. Im Folgenden wird die zugehorige Theorie der Mechanik ebener
Laminate mit besonderem Fokus auf die klassische Laminattheorie und die Schubde-
formationstheorie 1. Ordnung in dem fiir diese Arbeit benétigten Umfang vorgestellt.
Eine umfassende Einfiihrung in die Mechanik ebener Laminate findet sich beispielsweise
bei Altenbach et al. (1996, 2004), Jones (1999), Becker u. Gross (2002), Reddy (2004),
Schiirmann (2007) und Mittelstedt u. Becker (2016).

2.2.1 Klassische Laminattheorie

Die klassische Laminattheorie eignet sich zur Beschreibung des mechanischen Verhaltens
hinreichend diinner Laminate. Dazu wird zunéachst auf das Verhalten einer Laminatein-
zelschicht und den Laminataufbau eingegangen. Dabei sei mit einer Laminateinzelschicht
ein Verbund aus Matrixmaterial und unidirektionalen Fasern oder einem Faser-Gewebe
bezeichnet. Da Mehrschichtverbunde und somit auch die Einzelschichten tiblicherweise
als diinnwandige flichige Bauteile ausgelegt werden, kann fiir die Einzelschicht ein
ebener Spannungszustand zugrunde gelegt werden. Thre Dicke ist meist kleiner als
die sonstigen ebenen Abmessungen. Beschriankt man sich weiterhin auf orthotrope
Laminateinzelschichten, vereinfacht sich das HOOKEsche Gesetz im kartesischen, in
Abbildung 2.1 dargestellten i, xs, x3-Materialhauptachsensystem geméfl Gleichung
(2.19) zu

€11 S Sz 0| |on
Eoo| = 812 522 0 0922 | . (231)
V12 0 0 Ses| [T12

Aufgelést nach den Spannungen ergibt sich

o11 Qu Q2 0 €11
O22| = le Q22 0 €922 (2'32)
T12 0 0 Qes] |72
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Kapitel 2 Theoretische Grundlagen

Abbildung 2.1: Unidirektional verstiarkte Laminateinzelschicht mit kartesischem
x,1, z-Laminatkoordinaten- bzw. x1, xs, x3-Materialhauptachsensystem. Das Materi-
alhauptachsensystem wird zweckméfligerweise an der Faserlangsrichtung ausgerichtet.

mit den sogenannten reduzierten Steifigkeiten

FE v F
Qll - 717 Q12 - #)
1 —vigva 1 —vi9v9 (2 33)
E .
Qa2 = 172, Qos = G1a.
— V1221

Neben der Darstellung beziiglich des Materialhauptachsensystems ist zur Beschreibung
des mechanischen Verhaltens des Mehrschichtverbunds die Einfithrung eines globalen
kartesischen z,y, z-Laminatkoordinatensystems (vgl. Abbildung 2.1) notwendig. Beziig-
lich dieses Systems ist die x1-Achse des Materialhauptachsensystems um den Winkel 0
gegeniiber der x-Achse gedreht. Das HOOKEsche Gesetz im globalen Laminatkoordina-
tensystem lésst sich aus Gleichung (2.32) herleiten:

Ozx C:211 QIQ Ql(ﬁ Exz
Oyy | = 6_212 6_222 6_226 Eyy | (234)
Tay Qs Q2 Qos) [Vay

wobei Q;; die transformierten reduzierten Steifigkeiten darstellen. Die Transformations-
gleichungen ergeben sich aus elementaren Tensortransformationen des Spannungs- und
Verzerrungstensors, sodass fiir die transformierten reduzierten Steifigkeiten gilt:

Qij = TiQuTji, (2.35)
mit
cos® 0 sin’ 4 —2cosfsinf
[T;;] = | sin®6 cos? 0 2cosfsing | . (2.36)

cosfsinf —cosfsinf cos?fh — sin? 6

Die genaue Herleitung der Transformationsgleichungen findet man in der zuvor genann-
ten einschlagigen Fachliteratur.
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Abbildung 2.2: Querschnitt eines Mehrschichtverbunds, Bezeichnung der Einzelschich-
ten.

Zur Beschreibung des mechanischen Verhaltens des Mehrschichtverbunds werden zu-
sitzlich kinematische Annahmen fiir das Gesamtlaminat im globalen Laminatkoordina-
tensystem formuliert und Schnittgrofien durch Integration iiber die Dicke ermittelt. Die
z-Koordinate des globalen Laminatkoordinatensystems wird geméafl Abbildung 2.2 von
der Laminat-Mittelebene aus gezéhlt. Die einzelnen Schichten werden von der unters-
ten Schicht ausgehend mit der z-Koordinate aufsteigend nummeriert. Im Rahmen der
klassischen Laminattheorie werden die gleichen Annahmen wie in der KIRCHOFFschen
Plattentheorie zugrunde gelegt. Ebenen senkrecht zur Laminatmittelebene bleiben unter
Deformation eben und senkrecht, sodass Querschubdeformationen vernachléssigt werden.
Letztere Forderung wird oftmals als Normalenhypothese bezeichnet. Zusatzlich wird
die Dickendnderung des Laminats vernachléssigt. Aus diesen kinematischen Annahmen
ergibt sich der folgende Verschiebungsansatz®

)

)

0 :

u(x,y,z) = UO(l’,y) -z woa(i Y

dwo(z,y) (2.37)
dy

U(l’,y,Z) = Uo(ff,y) -z

9

w(:c, Y, Z) = w0<x7 y)

und durch Einsetzen in Gleichung (2.13) die Verzerrungen

0 dug _ 9%
Exx Ere Ry a: 88212
_ 0 _ Ovo __O%wg
Soy| = 5%@/ T2y | = o +z a2 | - (2.38)
oug Ovg O“w
Yy Vzy Ry Dy + O —QWQZ

Durch Einsetzen der Verzerrungen in Gleichung (2.34) ergibt sich schliefllich das Kon-
stitutivgesetz der k-ten Laminateinzelschicht

Oz Qll Q12 Qlﬁ 5gz Kz
Oyy| = Q12 Q22 Qo E%y + 2 | Kyl ¢ - (2.39)
Tay |}, Qs Q26 Qes e UL 2y Ry

5Dabei bezeichnet der Index 0 Gréflen, die auf die Laminat-Mittelebene bezogen sind.
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Integriert man die tiber die Laminatdicke h verteilten Spannungen, erhilt man die
resultierenden Schnittkréfte

Nx h/2 Oz N 2k Oz
N, :/ Oy | dz = Z/ oy | dz, (2.40)
Ny —h/2 Ty k=1"%k=1 Oayl,

und Schnittmomente
MJ: h/2 Ozx N 2k Ozxx
M, | = / Oy | 2 dz = Z/ oy | 2 dz. (2.41)
M, h/2 Ty L [ )

Durch Einsetzen der Spannungen (2.39) in die Gleichungen (2.40) sowie (2.41) und Aus-
fithren der Integration erhilt man durch Einfiihrung der Laminatsteifigkeitsmatrix die fol-
gende Darstellung des Konstitutivgesetzes fiir den Mehrschichtverbund:

[N, ] [A1n A1s Ais Bii Bz Big] [€2,]

N, Ay Axp Ay Bz Bz B €2y

Nay|  |Awe Azs Aes Bis DBas DB ’Vg(c]y (2.42)
M, N Bii Bz Big Diy Dy Dig| |Kge|’ '
My Bia By By Dia Dy Do Ryy

| My | | B1s Bos Bes Dig Do Des] LRy

mit den Steifigkeiten

h/2 _
Ay = a2 Qidz = 2}; (Qij)k (2 — 21-1), (2.43)
B..:/h/z dezzlz(@) (Z2—z2 ) (2.44)
T nye Y AR
D.. — h/2 Q,; 2> dZIEZ(Q“) (23—23 ). (2.45)
A YL 3 2\ k7 Bk

Die Komponenten A;;, B;; und D;; werden als Dehnsteifigkeiten, Kopplungssteifigkeiten
und Biegesteifigkeiten bezeichnet. Die Laminatsteifigkeitsmatrix bestimmt mafigeblich
das mechanische Verhalten des Mehrschichtverbunds und ist entscheidend fiir die Kom-
plexitéit des zugrunde liegenden mechanischen Problems.

In der Praxis ist es oftmals zielfiihrend neben mechanischen auch thermische Lasten zu
berticksichtigen. Gemaf Gleichung (2.17) lautet das Elastizitatsgesetz fiir die k-te Einzel-
schicht unter Beachtung thermischer Dehnungen mit den Temperaturausdehnungskoeffi-
zienten ar; und ay beziiglich des Materialhauptachsensystems

o1 Qu Q12 0 11 — g AT
092 = Q12 QQQ 0 E99 — OCQAT . (246)
Ti2 ], 0 0 Qesl, V12
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Durch Transformation auf das globale Laminatkoordinatensystem geméfl Gleichung
(2.34) und Integration tiber die Laminatdicke ergibt sich

[ N, + NQCT 1 [A1n Ais Aig Bii Bz Big] [€2]
N, + N, Ay Ay Ay Bz Bix By | €y,
Ny + N, _ A A Ags Bis Ba Bes Yoy (2.47)
M, + M By Bia Big Du Diz Dis| |Kaa '
M, + MT Biy By Bog Dia Doy Dog| |Kyy
| My, + Mg; | Bis B2 Bes Die Do Des] Ky
mit den thermischen Schnittkraften
NT h/2 Qn Q12 Q16 Qg
NT — /h/2 Q12 Q_QQ Q26 ayy AT dz, (248)
N;z;/ Q16 Qa6 Qos) [Xay
und Schnittmomenten
Mg h/2 Qn Qu Qm Az
MZ; = /h/2 QIQ Q22 QQG O[yy ATZ dZ (249)
M, Q6 Qa6 Qoo [Aay

Dabei ergeben sich die transformierten Temperaturausdehnungskoeffizienten oy, o,
und o, aus den Temperaturausdehnungskoeffizienten beziiglich des Materialhauptach-
sensystems «; und aip mittels elementarer Tensortransformationen.

2.2.2 Schubdeformationstheorie 1. Ordnung

Die Schubdeformationstheorie 1. Ordnung erweitert die klassische Laminattheorie um
den transversalen Schub. Dies ist insbesondere bei dickeren Laminaten mit "schwachen”
transversalen Schubsteifigkeiten von enormer Bedeutung. Dazu wird die Normalenhy-
pothese fallen gelassen’. Es wird weiterhin das Ebenbleiben der Querschnitte unter
Deformation angenommen. Die Orthogonalitit einer Normalen nach der Verformung
wird jedoch nicht weiter gefordert. Damit werden zwei neue Freiheitsgrade ¢, und v,
als Verdrehungen in Richtung der x- und y-Achse eingefiihrt. Als erweiterter Verschie-
bungsansatz ergibt sich

u(@,y, z) = uo(x,y) + 2¢u(,y),
v(@,y, z) = vo(x,y) + 2y (2, ), (2.50)
w(z,y, z) = wo(z,y),

und damit das zugehorige Verzerrungsfeld

0 Jug 8%
Exx Err Rz T é?w
_ 0 _ UO O%y
Eyy| = e%y + 2 |Ryy| = ) ) +z v |
Vay Yoy Ky G + & Qe + Sy (2.51)
0w0 81110

xz - + x> z +
,7 a w ’YQ ay ¢y

"In Analogie zu den Plattentheorien entspricht die Schubdeformationstheorie 1. Ordnung der Anwen-
dung der REISSNER-MINDLIN-Plattentheorie auf Laminate. Detaillierte Ausfithrungen zu Platten-
theorien findet man beispielsweise bei Becker u. Gross (2002).
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Mit den eingefiihrten Verzerrungsgrofien €2, €2y, ’ygy, Kz, Kyy UNd Kgy gilt weiterhin das
Konstitutivgesetz (2.42). Im Gegensatz zur klassischen Laminattheorie ist in der Schub-
deformationstheorie 1. Ordnung die Angabe von Konstitutivgesetzen fiir die Querkréfte
moglich. Aus dem verallgemeinerten HOOKEschen Gesetz im Laminatkoordinatensys-

tem
Tyz Q44 Q45 Vyz
== = 2.52
lsz] k Q45 Q55] k |f)/xz‘| ( )
folgt durch Integration tiber die Dicke
Qy /h/2 Tyz A44 A45 Vyz
= dz = Y 2.53
[an —h/2 | Txz : Ags Ass| Ve ( )
mit
n2 _ .
Aij = /_h/2 Qij dz = Zk: (Qlj)k (Zk — Zkfl) 1,] = 4, 5. (254)

Die transformierten reduzierten Steifigkeiten Qus, Qu5 und Qss ergeben sich durch
elementare Regeln der Tensortransformation aus den reduzierten Steifigkeiten ()44 und
Qs5, die transversale Schubsteifigkeiten darstellen. Diese ergeben sich wiederum analog
zu den Steifigkeiten Q11, Q12, Q22 und Qs in Gleichung (2.32) aus dem HOOKEschen
Gesetz (2.19).

Infolge des eingefiihrten Verzerrungsfeldes (2.51) sind die Schubspannungen in jeder
Einzelschicht iiber die Dicke konstant und nicht parabolisch wie nach elementarer
Biegetheorie und der Betrachtung der Gleichgewichtsbedingungen. Letztlich iiberschatzt
damit die Schubdeformationstheorie 1. Ordnung die transversalen Schubsteifigkeiten.
Um die Berechnungsfehler klein zu halten, werden die transversalen Schubsteifigkei-
ten durch die Einfiihrung von Schubkorrekturfaktoren x; modifiziert, sodass sich das
Konstitutivgesetz der Querkrafte wie folgt schreiben lésst

Qy K1Au K3Aus Vyz
= ) 2.55
[Qx ka3Ass  KaAss| [Vaz ( )

Zur Berechnung von Schubkorrekturfaktoren existieren verschiedenste Rechenverfahren.
Fir diese Arbeit von besonderer Bedeutung ist die von Klarmann u. Schweizerhof
(1993) vorgeschlagene Berechnungsmethode fiir Schubkorrekturfaktoren von Lamina-
ten. Die Berechnung der Schubkorrekturfaktoren x; beruht auf dem Verhaltnis zwi-
schen der Schubverzerrungsenergie zugehorig zu der mit der Schubdeformationstheorie
1. Ordnung berechneten Schubspannungen und der Schubverzerrungsenergie der Schub-
spannungen, die durch Integration der Gleichgewichtsbedingungen (2.11) berechnet
werden. Im Falle eines isotropen Werkstoffes ergibt sich der Wert x = 5/6. Weitere
Details sind in der zugrunde liegenden Arbeit (Klarmann u. Schweizerhof, 1993) zu
finden.

Analog zum vorherigen Kapitel ist mit der jeweiligen Kinematik, dem Elastizitatsgesetz
fiir die Schnittkrafte und -momente und entsprechend zu formulierende Gleichgewichts-
und Randbedingungen ein elastizitdatstheoretisches Randwertproblem vollstandig for-
muliert. Die hier nicht aufgefiithrten Gleichungen sind in der zu Beginn des Kapitels
genannten einschlagigen Fachliteratur zu finden.
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2.3 Plastizitatstheorie

In realen Materialien treten bei hinreichend kleinen Beanspruchungen rein elastische
Deformationen auf. Wird eine bestimmte Materialbeanspruchung tiberschritten, tritt
bei duktilen Materialien plastisches Flieen auf, sodass bei Entlastung bleibende Defor-
mationen auftreten. Sprode Materialien hingegen weisen keine oder vernachléssigbar
kleine plastische Verformungen auf (Altenbach, 2015).

Wesentliche Merkmale plastischen Materialverhaltens sind die Abhéngigkeit von der
Deformationsgeschichte und die Irreversibilitdt des plastischen Flielens. Daher wer-
den in der Plastizitatstheorie in den meisten Féallen Materialgesetze in inkrementeller
Form, das heit in einer Formulierung beziiglich der Anderung entsprechender Gréfien,
beschrieben. Betrachtet man lediglich monoton steigende Belastungen und keine Ent-
lastungsvorgange, lasst sich das zugehorige Materialgesetz jedoch in absoluten Grofien
angeben. Diese Art der Formulierung wird als Deformationstheorie der Plastizitét
bezeichnet, ermdglicht oftmals eine einfache Losung elastisch-plastischer Problemstel-
lungen und soll in dieser Arbeit weiter verfolgt werden. Eine ausfiithrliche Einfithrung
in die Plastizitatstheorie findet sich bei Kachanov (1971), Lubliner (1998) oder Jones
(2009).

Im Rahmen der Deformationstheorie léasst sich isotropes elastisch-plastisches Materi-
alverhalten durch ein modifiziertes HOOKEsches Gesetz beschreiben. Dazu werden in
Gleichung (2.19) mit Steifigkeitsmatrix (2.22) sowie Konstanten (2.23) der konstante
Elastizititsmodul £ und die konstante Querkontraktionszahl v durch einen variablen
Elastizitdtsmodul (Sekantenmodul) Fs und eine variable Querkontraktionszahl vy er-
setzt:

E
o (14 v5)(1 — 2u) (( V)1 + Vs(€22 + €33))
E
pr— 1 _
727 1)1 - 2um) (1 — vs)en + vs(enr + €33)), -
- = (1 — vs)ess + vs(e1r + €22)) '
033 = ( + Vs)<1 2VS> s)€33 s(E€11 T €922)),
E, E, B,
023 =

— s, O — % s, O s
2<1+ )’723 13 = 2(1+ )713 12 = 2(1+ )’le

Dabei sind Eg und v4 kontinuierliche Funktionen des Spannungszustandes. Somit wird
innerhalb der Deformationstheorie elastisch-plastisches wie ein nichtlinear elastisches
Materialverhalten beschrieben.

Aus Experimenten ist beobachtbar, dass fiir viele Materialien im plastischen Ver-
formungsbereich unter Druck nahezu keine Volumendnderungen auftreten, d.h. der
Werkstoff sich nahezu inkompressibel verhéalt. Eine entsprechende von der Last abhan-
gige Querkontraktionszahl, die einen kontinuierlichen Ubergang vom kompressiblen
elastischen (v5 = v) bis zum inkompressiblen plastischen Bereich (v5 = 0.5) ermoglicht,
lasst sich wie folgt angeben (Jones, 2009)

1 E, /1
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>
€

Abbildung 2.3: Variation der Querkontraktionszahl in Abhéngigkeit der Spannung.

Abbildung 2.3 zeigt exemplarisch die Variation der Poissonzahl sowie des Sekanten-
moduls in Abhéngigkeit der Spannung fiir einen einfachen uniaxialen Zugversuch.

Der Sekantenmodul als Funktion eines mehrachsigen Spannungszustandes lasst sich
mit Hilfe einer experimentell ermittelten Spannungs-Dehnungskurve wie z.B. aus einem
uniaxialem Zugversuch bestimmen. Dazu werden mehrachsige Spannungszustiande
zundchst durch eine skalare Vergleichsspannung ov(0;;) beschrieben. In der klassischen
Deformationstheorie verwendet man eine Vergleichsspannung, die sich als Funktion der
Oktaederschubspannungen angeben lasst

3
—Toct-
V2

Zugehorig zur Vergleichspannung lésst sich eine Vergleichsverzerrung als Funktion der
Oktaederschubverzerrung herleiten (ey = (3\/5/1+u) Yoct)- Im Rahmen der Deformati-

onstheorie folgt mit der Verwendung des modifizierten HOOKEschen Gesetzes (2.56)
schlieBlich

oy =

(2.58)

oy = Eséfv. (259)

Dabei sind die skalaren Vergleichsgrofien gerade so gewéhlt, dass sich im Falle eines
uniaxialen Spannungszustandes (o1 = 0 und oy = oy = 0 mit e = e und ey = e = —ve)
die Vergleichspannung und die Vergleichsverzerrung jeweils auf o und e reduzieren. In
diesem Fall ldsst sich Gleichung (2.59) schreiben als

o= E.. (2.60)

Die Spannungs-Dehnungskurve der Vergleichsgroien ist demnach identisch zur Spannungs-
Dehnungskurve des uniaxialen Zugversuchs, sodass fiir konkrete Vergleichsspannungen
bzw. -dehnungen mittels Gleichung (2.60) und Daten eines uniaxialen Zugversuchs der
Sekantenmodul bestimmt werden konnen. Dabei ist es vorteilhaft fiir die experimentell
bestimmte Spannungs-Dehnungskurve einen Approximationsansatz zu wahlen, sodass
der Sekantenmodul letztlich als Funktion angegeben werden kann, die nur von der
Vergleichspannung oder -dehnung abhédngt. Setzt man beispielsweise den Sekanten-
modul bestimmt durch einen Approximationsansatz in Abhéngigkeit der Vergleichs-
verzerrung ey in das modifizierte HOOKEsche Gesetz (2.56) ein, erhélt man explizite
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Ausdriicke fiir die Spannungen. Die Wahl der Vergleichsspannung bzw. -verzerrung
bestimmt infolge des Zusammenhangs zwischen uniaxialen und mehrachsigen Span-
nungszustanden iiber den Sekantenmodul schlussendlich den Beginn des plastischen
Flieflens.

2.4 Klassische Versagenskriterien

Klassische Bruch- und Versagensbedingungen fiir Materialien und Strukturen in Form
von Festigkeitshypothesen haben bis heute eine besondere praktische Bedeutung, obwohl
sie auf Uberlegungen des spiten 19. bzw. des frithen 20. Jahrhunderts basieren (Gross
u. Seelig, 2011). Sie werden oft in Hauptspannungen oder -dehnungen formuliert und
haben die allgemeine Form

Sie konnen im dreidimensionalen Raum der Hauptspannungen bzw. -dehnungen als Ver-
sagensflachen dargestellt werden. Oftmals erfolgt die Formulierung der Versagenshypo-
thesen iiber eine Vergleichsspannung oy oder -dehnung ey

f(aij) = UV(gij) — O¢c = 0 bzw. g(gij) = €V(5ij) — & = 0 (262)

mit kritischen Materialkennwerten (-). aus einfachen Versuchen wie z.B. dem uniaxia-
len Zugversuch. Analog zu Kapitel 2.3 wird damit der Ubergang vom tensoriellen
Spannungs- bzw. Verzerrungszustand zu skalaren Vergleichsgrofien geschaffen. Im Fol-
genden werden lediglich die fiir die Arbeit relevanten Versagensbedingungen in kurzer
Form dargestellt.

Die Normalspannungshypothese (NSH) nach RANKINE, LAME und NAVIER postuliert
Versagen, wenn die grofite Hauptspannung

Oy = 01 = ONSH (2.63)

einen kritischen Wert erreicht, vorausgesetzt, dass mindestens eine Hauptspannung
Werte grofler 0 annimmt. Sie kommt vorrangig zur Beschreibung sproden Versagens
von Werkstoffen zum Einsatz.

Die Gestaltsanderungsenergiehypothese nach VON MISES (vM) postuliert Versagen,
wenn die Gestaltsénderungsenergiedichte Ug (vgl. Gleichung (2.29)) einen kritischen
Wert erreicht. Ausgedriickt in Spannungen lésst sich die VON MISES-Vergleichsspannung

schreiben als
I 13
oy = 3[2D == isijsij = OyM- (264)

Sie ist die in der Ingenieurpraxis gingigste Versagenshypothese und wird insbesondere
bei duktilen Materialien zur Beschreibung des plastischen Fliefbeginns verwendet. Sie
entspricht der in Kapitel 2.3 eingefithrten Vergleichsspannung und kann in diesem
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Kontext als gewichtete Oktaederschubspannung angesehen werden (Gross u. Seelig,
2011).

In der Literatur findet man viele weitere und komplexere Versagensbedingungen fiir
jeweils spezifische Anwendungsgebiete und Materialien. Eine Versagenshypothese, die
beispielsweise vorrangig zur Beschreibung des Abgleitens geologischer oder granularer
Medien verwendet wird, ist die COULOMB-MOHR-Hypothese. Sie postuliert Versagen
bzw. Abgleiten an einer Schnittfliche, wenn der Betrag der Schubspannungen einen
linear mit der Normalspannung zusammenhéangenden bzw. experimentell ermittelten
Wert iiberschreitet. Eine weitere bekannte Versagensbedingung ist die DRUCKER-
PRAGER Hypothese, die zusétzlich zur Gestaltsdnderungsenergie einen hydrostatischen
Anteil beriicksichtigt. Beide sind Zweiparametermodelle und kénnen bereits nicht mehr
direkt in der Form (2.62) angegeben werden. Wahrend Hypothesen fir das Einsetzen
sproden Versagens oder plastischen Flielens spannungsbasiert formuliert werden, lésst
sich der duktile Bruch nach ausgepriagtem plastischen Flielen durch dehnungsbasierte
Versagenskriterien beschreiben. Dabei ist beispielsweise die JOHNSON-COOK Hypothese
zu erwahnen, die durch Formulierung einer Bruchdehung mit dem Verhéltnis zwischen
hydrostatischen und deviatorischen Anteilen die zum duktilen Bruch typische Hohlraum-
bzw. Porenbildung und -vereinigung berticksichtigt. Umfangreichere Ausfiihrungen sowie
einen Uberblick iiber Versagenshypothesen finden sich beispielsweise bei Gross u. Seelig
(2011) und Altenbach et al. (2014).

2.5 Grundlagen der Bruchmechanik

Die klassische Bruchmechanik befasst sich mit der Analyse von Rissen und deren
Ausbreitung. Als Riss wird dabei aus makroskopischer Sichtweise ein Schnitt in einem
Korper bezeichnet. Im folgenden Kapitel werden in kurzer Form die in dieser Arbeit
benotigten Grundlagen der linear-elastischen und elastisch-plastischen Bruchmechanik
vorgestellt. Insbesondere die linear-elastische Bruchmechanik hat fiir diese Arbeit eine
besondere Bedeutung, da sie mit den klassischen Festigkeitshypothesen die Grundlage
der finiten Bruchmechanik darstellt. Detaillierte Ausfiihrungen zur Bruchmechanik
finden sich beispielsweise bei Broberg (1999), Anderson (2005) und Gross u. Seelig
(2011).

Zunéachst werden hinsichtlich der Deformationen eines Risses drei verschiedene Rissoff-
nungsarten unterschieden, vgl. Abbildung 2.4. Modus I bezeichnet eine symmetrische
Rissoffnung normal zu den Rissufern. Als Modus I und Modus I sind Rissuferverschie-
bungen tangential in der Ebene benannt, die sich jeweils normal und tangential zur
Rissfront ausbilden. Treten mehrere Rissoffnungsmoden kombiniert auf, nennt man die
zugehorige Belastung Mixed-Mode-Beanspruchung.

Die Region unmittelbar an der Rissfront, in der die eigentliche Bindungslosung stattfin-
det, bezeichnet man als Prozesszone. Ist die Prozesszone im Vergleich zu den restlichen
charakteristischen makroskopischen Abmessungen klein, ist eine kontiuumsmechanische
Beschreibung des mechanischen Verhaltens des Korpers zulassig.
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(a) Modus I (b) Modus II (c) Modus III

Abbildung 2.4: Rissoffnungsarten.

2.5.1 Linear-elastische Bruchmechanik

Die linear-elastische Bruchmechanik betrachtet Risse in Korpern, die sich durch isotropes
linear-elastisches Materialverhalten auszeichnen. Inelastische Vorgange werden vernach-
lassigt. Dies umfasst sowohl die Vorgénge in der Prozesszone als auch den unmittelbaren
Bereich um die Rissspitze, in der typischerweise Plastifizierung auftritt. Die Annahme,
dass die plastische Zone im Vergleich zum elastischen Bereich vernachléssigbhar ist, be-
zeichnet man oftmals als Kleinbereichsflielen. Die linear-elastische Bruchmechanik eignet
sich daher vorrangig zur Beschreibung sproden Versagens.

Eine besondere Bedeutung kommt den Spannungen und Deformationen in der unmit-
telbaren Umgebung der Rissspitze, dem sogenannten Rissspitzenfeld, zu. Fiir einen
Riss in einem unendlich ausgedehntem, zweidimensionalen Korper mit homogenem,
isotropem Material lasst sich das Rissspitzenfeld beziiglich eines Polarkoordinatensys-
tems (7, ¢) mit Ursprung in der Rissspitze mittels asymptotischer Methoden wie folgt
angeben

i — uio = 24" (p) + 1o (9) + 24 (p)... |
_ ~(1 ~(2 ~(3
Oij =T 1/20(')(90) + Ui(j)(go) + 7”1/202%)(@)... )

v

(2.65)

Dabei beschreiben u;y Starrkoérperbewegungen und 6S ), 61(]2 ), ... sowie ﬂgl), 111(2), ... jeweils
Funktionen des Winkels ¢, die bis auf einen Faktor bestimmt sind. In der unmittelbaren
Umgebung der Rissspitze, d.h. fiir r — 0, dominiert der singulare Term des Spannungs-
feldes. Zur Einordnung des singulidren Verhaltens dient die sogenannte Singularitédtsord-
nung. Sie entspricht dem Exponenten des Verschiebungsfeldes, der kleiner als eins ist und
somit zu singularen Spannungen fithrt. Demnach liegt fiir den Riss in einem homogenen,
isotropen Korper eine Singularitdtsordnung von 1/2 vor, sodass die Spannungen ein
Abklingverhalten der Ordnung 1/4/r aufweisen. ZweckméBigerweise unterteilt man die
Rissspitzenfelder in symmetrische und antisymmetrische Anteile, die jeweils einer Modus

I- bzw. Modus II-Riss6ffnung zugeordnet werden konnen. Der symmetrische Anteil der
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Material 2

Material 1

(a) Spitzkerb (b) Rechtwinkliger Bimaterialkerb

Abbildung 2.5: Kerbgeometrien.

Spannungen (Modus I) lasst sich wie folgt angeben

Oz K 1 — sin (¥/2) sin (3¢/2)
Oy | = cos(p/2) |1+ sin (#/2) sin (3¢/2) | . (2.66)

Varr sin (¥/2) cos (3¢/2)

Der Spannungsintensitatsfaktor K7 stellt ein Maf fiir die Belastung des Rissspitzenbe-
reichs dar und hangt sowohl von der globalen Geometrie als auch von der Belastung ab.
Fiir den antisymmetrischen Anteil des Spannungsfeldes ldsst sich analog ein Spannungs-
intensitatsfaktor Ky einflihren. Fir viele spezifische Situationen existieren geschlossen-
analytische oder numerisch ermittelte Losungen der Spannungsintenstititsfaktoren®,
die in Spannungsintensitatsfaktorhandbtichern wie z.B. Tada et al. (2000) zu finden

sind.

Neben der Situation des Risses gibt es in der linearen Elastizitdatstheorie Probleme,
bei denen singuldre Spannungen mit einer von 1/2 abweichenden Singularitatsord-
nung auftreten. Eine wichtige Klasse von Problemen sind Spitzkerben ohne Run-
dungsradius im Kerbgrund, siehe Abbildung 2.5. Mittels asymptotischer Analyse
lassen sich folgende Spannungs- und Verzerrungsnahfelder fiir den Kerbgrund her-
leiten:

A1)

Ao ~(1
Uy — Wip = 17U, +r2u§)—|—...,

(2.67)

A1—14(1 Ao—14(2

Im Falle einer Spitzkerbe in einem homogenen Korper, vgl. Abbildung 2.5(a), sind
A1 und Ay die zu Modus I und Modus II zugehorigen Singularitatsordnungen, die in
Abhéngigkeit vom Kerboffnungswinkel © zwischen /2 und 1 variieren. Der Fall des
Risses im homogenen Korper mit A\; = Ay = 1/2 ist als Spezialfall fiir © = 0 enthalten. Im
Intervall 0 < © < 102, 5° treten sowohl fiir Modus I- als auch Modus II-Belastungen sin-
guldre Spannungen auf. Ab einem Kerboffnungswinkel von 102, 5° sind die Spannungen
lediglich bei einer Modus I-Belastung singulér.

Eine weitere fiir diese Arbeit bedeutsame Klasse von Problemen umfasst rechtwinklige
Bimaterialkerben, vgl. Abbildung 2.5(b). Auch fir diese Struktursituationen treten
im Kerbgrund singuldre Spannungen auf (Bogy, 1971). Die Singularitétsordnungen

8Diese werden oftmals in der Literatur als K-Faktoren bezeichnet.
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hédngen neben der Anordnung der Materialsektionen und des Kerboffnungswinkels
auch vom elastischen Kontrast, d.h. dem Verhaltnis der Elastizitdtsmoduln der beiden
Materialien ab. Analog zum Spitzkerb im homogenen Kérper treten fiir £1/r, < 1 Sin-
gularitdtsordnungen zwischen 1/2 und 1 auf, die man auch als schwache Singularitaten
bezeichnet (Sator u. Becker, 2012). Weiterhin sei erwahnt, dass spezifische Problem-
stellungen existieren, bei denen Spannungssingularitidten auftreten, die stérker als die
Rissspitzensingularitét sind (A < 1/2) (Sator, 2010, Mayland, 2012, Hell u. Becker, 2015).
Diese Singularitaten werden oftmals als starke Singularitdten oder Hypersingularitaten
bezeichnet. Unter der Forderung beschrankter Formanderungsenergie lasst sich zeigen,
dass die Singularitdtsordnung A jedoch nie Werte unter 0 im 2D-Fall bzw. unter —0, 5
im 3D-Fall annehmen kann.

Neben den Rissspitzennahfeldern kommt der Energiebilanz bei einem Rissfortschritt
eine zentrale Bedeutung zu. Zur nédheren Untersuchung der Energieanderungen bei Riss-
fortschritt betrachtet man einen zweidimensionalen, rissbehafteten, elastischen Korper
mit Einheitstiefe, auf dessen Rand duflere Lasten bzw. Verschiebungen vorgegeben sind.
Mit Hilfe der Energiebilanz (2.30) und der Voraussetzung, dass die dufleren Lasten ein
Potential besitzen, lasst sich zeigen, dass infolge eines Rissfortschritts um die Lange
Aa, die mechanische Energie des Systems Il abnimmt. Die so freigesetzte Energie
—AII ist fiir den Bruchprozess verfiighar. Bezieht man die freigesetzte Energie auf den
Rissfortschritt Aa und vollzieht den Ubergang zu infinitesimalen Gréfen, erhilt man
die differentielle Energiefreisetzungsrate

g = Alggo " Aa da’ (2.68)
Im linear-elastischen Fall existiert ein eindeutiger Zusammenhang zwischen der Energie-
freisetzungsrate und den zuvor eingefithrten Spannungsintensitatsfaktoren. Die zugehori-
ge Herleitung erfolgt iiber sogenannte virtuelle Rissschliefintegrale, die die Arbeit eines
virtuellen, quasistatischen Schliefens eines Risses darstellen. Detaillierte Ausfithrungen
findet man beispielsweise bei Gross u. Seelig (2011). Fir den allgemeinen Fall einer
Mixed-Mode-Belastung lasst sich folgender Zusammenhang fiir die Energiefreisetzungs-
rate pro Einheitsldnge finden:

1 1

§=1 (K? + K7) + QGK]?I (2.69)
mit
E im ESZ
B = m ESZ - (2.70)
E/(1—-v?) im EVZ.

Zur Bewertung von Rissen wurden verschiedenste Kriterien postuliert. Der bekannteste
Ansatz basiert auf der Energiebilanz bei Rissfortschritt und wurde erstmals von Griffith
(1921) verwendet. Mit Hilfe der zuvor eingefithrten Energiefreisetzungsrate G ldsst sich
das sogenannte GRIFFITHsche Bruchkriterium wie folgt angeben:

G =G.. (2.71)
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Demnach tritt Risswachstum auf, wenn die Energiefreisetzungsrate einen kritischen
Wert, den sogenannten Risswiderstand oder auch die Bruchzahigkeit G., erreicht bzw.
wenn die durch das Einsetzen und den Verlauf des Rissfortschritts freigesetzte Energie
der zum Bruchprozess benotigten Energie entspricht. Die zum Bruchprozess benétigte
Energie umfasst dabei sowohl die Energie zur Schaffung neuer Oberflichen sowie
die dissipierte Energie infolge inelastischer Deformationen in der Prozesszone. Eine
ausfithrliche Darstellung der Energiebilanz und den zugrundeliegenden Ideen finden
sich in der Arbeit von Gross u. Seelig (2011).

Neben der Energiefreisetzungsrate erlauben auch die Spannungsintensitatstaktoren die
Formulierung eines Bruchkriteriums. Grundannahme beim sogenannten K-Konzept ist,
dass die Zustédnde an der Rissspitze eindeutig durch die Spannungsintensitatsfaktoren
charakterisiert werden. Erste Arbeiten zur Formulierung eines solchen Bruchkriteriums
mittels Spannungsintensitaten gehen auf Irwin (1957) zuriick. Dabei wird fiir reine Mo-
denbelastung Versagen postuliert, wenn die zugehorigen Spannungsintensitatsfaktoren
kritische Werte annehmen:

Ki = Ky, Ki= Ky, Kgp= K (2.72)

wobei die Groflen Ki., K. und Ky ebenfalls als Bruchzahigkeiten bezeichnet werden.
Das Kriterium (2.72) wird in der Literatur oftmals als IRwINsches Bruchkriterium einge-
fithrt und ist bis heute in der praktischen Anwendung fest etabliert.

Im Falle einer Mixed-Mode-Belastung muss ein Kriterium formuliert werden, das
die Interaktion der einzelnen Moden berticksichtigt. Allgemein lasst sich ein solches
Kriterium im Kontext des K-Konzepts schreiben als

f(Kt, Kn, Km) = K. (2.73)

2.5.2 Elastisch-plastische Bruchmechanik

Die elastisch-plastische Bruchmechanik beschéftigt sich mit Rissen in duktilen Mate-
rialien, bei denen sich unter Belastung eine nicht wegzudenkende plastische Zone um
die Rissspitze bildet. Infolgedessen stumpft die Rissspitze bei steigender Belastung ab
und der plastische Bereich wachst an. Bei einer bestimmten kritischen Belastung setzt
letztlich die Initiierung des Rissfortschritts ein.

Zwei Konzepte zur Charakterisierung des Rissspitzenfeldes haben sich zur Bewertung von
Versagensvorgéngen in der elastisch-plastischen Bruchmechanik etabliert. Das Konzept
der kritischen Rissspitzenoffnung ist zunachst weitesgehend experimentell motiviert. Es
basiert auf der Idee, dass die Rissspitzenoffnung® ein Ma8 fiir die Charakterisierung der
Rissspitze ist und postuliert Versagen, wenn diese einen kritischen Wert erreicht. Das
alternative Konzept basierend auf dem J-Integral ist fiir diese Arbeit von besonderer
Bedeutung. Das J-Integral kann im Rahmen der Deformationstheorie der Plastizitat als
Spannungs- bzw. Verformungsintensitatsfaktor des Rissspitzenfeldes in einem elastisch-
plastischem Material interpretiert werden. In diesem Kontext wird Versagen postuliert,
wenn das J-Integral einen kritischen Wert erreicht.

9Engl.: Crack Tip Opening Displacement, CTOD
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(a) Kontur des J-Integrals (b) Kinematisch zuléssige Rissfort-
schrittsrichtung

Abbildung 2.6: Schematische Darstellung der Kontur des J-Integrals (a) und der
kinematisch zulédssigen Rissfortschrittsrichtung (b) bei der Anwendung des J-Integrals
auf einen Riss

Aufgrund der einfacheren Berechnung des Integrals und experimentellen Bestimmung der
versagenskritischen Parameter soll im Folgenden auf das J-Integral eingegangen werden.
Betrachtet man einen zweidimensionalen Koérper aus homogenem, elastischem Material
mit der Formanderungsenergiedichte U (e;;) unter vernachléssigbaren Volumenkréften,
so ergibt sich zunachst der J-Vektor als Konturintegral léngs einer geschlossenen Kurve
C zu

Jy = /C (Udup — 0igti o) ngde (2.74)

wobei die griechischen Indizes o und  die Werte 1 und 2 durchlaufen. Mit Hilfe des Gauf-
schen Satzes lasst sich leicht zeigen, dass fiir jede beliebige Kontur C| die ein defektfreies
Material ohne Singularitdten und Diskontinuitdten des Integranden einschliefit, Ji, = 0
gilt'®. Andernfalls, wie beispielsweise beim Vorhandensein eines Risses, nimmt .J; im
Allgemeinen einen von Null verschiedenen Wert an. Wendet man den J-Integral-Vektor
auf einen Riss mit belastungsfreien Rissufern in einem zweidimensionalen homogenen,
elastischen Korper an, lassen sich J; und J, als Energiednderung des Systems bei
Verschiebung des Risses in die jeweilige 21- bzw. zo-Richtung interpretieren!!. Dabei ist
die Kontur C' gemafi Abbildung 2.6(a) so zu wahlen, dass sie an den jeweiligen Rissufern
startet bzw. endet und die Rissspitze umschliefit. Da lediglich eine Verschiebung da in
x1-Richtung, vgl. Abbildung 2.6(b), eine kinematisch zuldssige Rissfortschrittsrichtung
darstellt, kommt insbesondere .J; als Bruchparameter eine wichtige Bedeutung zu. Das
zugehorige Konturintegral, das man schlussendlich als J-Integral bezeichnet, lésst sich
schreiben als

J = Jl = L (Udl‘g — tz‘uinC) . (275)

Durch geeignete Wahl der Kontur C' lasst sich zeigen, dass das Integral (2.75) sowohl fiir
linear-elastisches als auch elastisch-plastisches Materialverhalten beschrieben durch die
Deformationstheorie wegunabhéngig ist (Gross u. Seelig, 2011).

Da das J-Integral die Energieanderung des Systems infolge einer translatorischen
Verschiebung der Rissspitze darstellt, entspricht J im Falle eines Risses in einem linear-

10 Aufgrund dieser Eigenschaft bezeichnet man das Integral (2.74) als Erhaltungsintegral.

1Tn diesem Kontext wird Jj, oftmals als auf den Riss wirkende Kraft aufgefasst und als Konfigurati-
onskraft bzw. verallgemeinerte oder materielle Kraft bezeichnet. Detaillierte Ausfiihrungen finden
sich dazu bei Gross u. Seelig (2011).

41



Kapitel 2 Theoretische Grundlagen

elastischen Korper der Energiefreisetzungsrate G. Aufgrund der Wegunabhéangigkeit
des Integrals (2.75) kann das J-Integral daher besonders vorteilhaft in der linear-
elastischen Bruchmechanik zur Berechnung der Energiefreisetzungsrate genutzt werden.
Der Integrationsweg C' wird dabei hinreichend weit entfernt von der Rissspitze gewéahlt,
sodass die genaue, aufwendige Bestimmung des Rissspitzenfeldes entfallt. Im Kontext
der elastisch-plastischen Bruchmechanik entspricht das J-Integral jedoch nicht mehr
einer Energiefreisetzungsrate im klassischen Sinne, d.h. einer potentiellen Energie,
die bei Rissfortschritt freigesetzt wird. Ein nicht zu vernachlassigharer Anteil der
Verzerrungsenergie wird infolge Plastifizierung dissipiert!?, sodass bei Rissfortschritt
bzw. Entlastung nur anteilig die gespeicherte Verzerrungsenergie wieder freigesetzt
wird.

Nichtsdestotrotz bietet sich das J-Integral zur Formulierung eines Bruchkriteriums
an. Bereits vor 50 Jahren zeigten Hutchinson (1968), Rice u. Rosengren (1968) un-
abhangig voneinander, dass das J-Integral das Rissspitzenfeld in einem nichtlinear-
elastischen Material charakterisiert. Betrachtet man eine kreisformige Kontur C' um die
Rissspitze eines Risses, parametrisiert in Polarkoordinaten (7, ), in einem elastisch-
plastischem Material, beschrieben durch die Deformationstheorie, ergibt sich fir das
J-Integral

J = /Tr (Uny — oigu;ing)rde. (2.76)

Infolge der Wegunabhéngigkeit muss der Integrand des Integrals (2.76) unabhéngig
von 1 sein, d.h. der Klammerausdruck muss ein 1/r-Verhalten fir r — 0 aufweisen.
Setzt man das Potenzgesetz nach RAMBERG-OSGOOD!? als Approximationsansatz fiir
das konstitutive Verhalten des nichtlinear-elastischen Materials an, erhdlt man nach
einigen Umformungen das Rissspitzenfeld eines Risses in einem elastisch-plastischen
Material'4:

J o\
U; — Ujp = QEQT () i (),
Taegogr

. (2.77)
J eI
Oij = Qo <> Gij(p)-

Tagqogr
Dabei sind «, g, ¢ und n Parameter des RAMBERG-OSGOOD Potenzgesetzes, I eine
dimensionslose Konstante und @;(y) sowie 7;;(¢) Funktionen des Winkels ¢. Gleichung
(2.77) wird unter Verwendung der Anfangsbuchstaben von Hutchinson (1968), Rice u.
Rosengren (1968) HRR-Feld genannt!'®. Der Fall n = 1 entspricht linear-elastischem
Materialverhalten und liefert nach Gleichung (2.77) die aus der linear-elastischen Bruch-
mechanik bekannte 1/4/r-Singularitit fir das Spannungsfeld. Aus Gleichung (2.77)

12Bei Rissfortschritt hinterlisst ein Riss in einem elastisch-plastischen Material einen sogenannten
plastischen Nachlauf (Engl.: plastic wake), induziert durch die plastische Zone, die sich an der
Rissspitze einstellt.

13Ein Potenzgesetz der Form: /g = 0 /0g + a(o/0og)". Fiir hinreichend kleine « stellen jeweils g, &o
und n die FeldgroBen bei FliefSbeginn und einen Verfestigungsexponent dar.

4Eine ausfiihrlichere Herleitung des HRR-Feldes (2.77) findet man bei Anderson (2005) und Gross u.
Seelig (2011).

15Die HRR-Losung stellt die stirkste Singularitit der elastisch-plastischen Nahfeldlésung dar und
entspricht somit einer Theorie 1. Ordnung.
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(a) Kohésivzonenmodell (b) Bilineares Gesetz (c) Trapezformiges Gesetz

Abbildung 2.7: Schematische Darstellung des Kohésivzonenmodells (a) und der
bilinearen (b) und trapezférmigen (c) Kohésivgesetze.

wird direkt ersichtlich, dass das J-Integral analog zum Spannungsintensitétsfaktor im
Rahmen des K-Konzepts die Stiarke bzw. Intensitit des Rissspitzenfeldes charakterisiert.
Demnach lasst sich folgendes Bruchkriterium formulieren: Erreicht das J-Integral einen
materialspezifischen kritischen Wert, die Bruchzahigkeit J., kommt es zum Einsetzen
von Risswachstum:

J=J.. (2.78)

Im Falle linear-elastischen Materialverhaltens ist das Bruchkriterium (2.78) gleichwer-
tig zum GRIFFITHschen Bruchkriterium (2.71). Weiter sei darauf hingewiesen, dass
durch das Kriterium (2.78) lediglich die Initiierung eines Risses an der abgestumpften
Rissspitze beschrieben werden kann. Bei darauffolgendem Rissfortschritt treten Ent-
lastungsvorgénge auf, die nicht mit der Deformationstheorie der Plastizitdt korrekt
beschrieben werden kénnen. Daher ist die direkte Anwendung des Kriteriums (2.78)
zunachst auf stationdre Risse beschrankt.

SchlieBlich seien zwei einfache jedoch wichtige Modellierungsanséitze duktilen Versagens
erwahnt, die die plastische Zone als streifenféormig ausgedehnten Bereich modellieren.
Der zunéachst intuitivste Ansatz ist dabei das sogenannte Dugdale-Modell (Dugdale,
1960). Es beriicksichtigt ideal-plastisches Materialverhalten und die plastische Zone
als sogenannten Flielstreifen. Die zunéchst elastisch-plastische Aufgabe reduziert sich
damit auf das elastische Problem eines Risses, dessen Rissuferbelastung gerade der
Flielspannung entspricht. Beide zuvor genannten Konzepte zur Formulierung eines
Versagenskriteriums lassen sich auf das Dugdale-Modell anwenden und fithren meist zu
hinreichend befriedigenden Losungen. Bei den erstmals von Barenblatt (1959) vorgeschla-
genen Kohasivzonenmodellen wird ebenfalls ein streifenformiger Modellierungsansatz
genutzt. Die Prozesszone wird als Kohésivzone angesehen, in der eine Separation ¢
der potentiellen Rissflanken moglich ist. Zwischen den potentiellen Rissflanken wirken
Kohésionsspannungen ¢, die abhéngig von der Separation ¢ mittels eines Kohésivge-
setzes t(J) bestimmt sind, vgl. Abbildung 2.7(a). Das Kohésivgesetz beschreibt das
lokale Verhalten der Kohasivzone mittels eines Spannungs-Separationsgesetzes und
wird je nach Material und Versagensvorgang gewahlt. Durch diesen allgemeinen An-
satz lassen sich verschiedenartige Bruchvorgange darstellen. Zur Beschreibung sproden
und duktilen Versagens wurden beispielsweise bilineare bzw. trapezférmige Spannungs-
Separationsgesetze vorgeschlagen (Abbildung 2.7(b) und 2.7(c)). Dabei entspricht die
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spezifische Separationsarbeit der Bruchzahigkeit G. und ist letztlich durch das Integral
des Kohasivgesetzes gegeben:

G. = [ 15)as (2.79)

wobei d. die kritische Separation der Rissflanken ist. Im giinstigsten Fall reduziert
sich die Anzahl der freien Parameter auf zwei. Diese lassen sich beispielsweise im
Falle des bilinearen Gesetzes aus der experimentell ermittelbaren Bruchfestigkeit o,
und spezifischen Separationsarbeit G. bestimmen. Im Falle des perfekten Sprodbruchs
eines linear-elastischen Korpers ist die Kohésivzonenmodellierung dem K-Konzept
und dem GRIFFITHschen Bruchkriterium gleichwertig. Eine genaue Herleitung des
Zusammenhangs findet man beispielsweise bei Gross u. Seelig (2011). Kohésivzonen-
modelle eignen sich vorrangig zur numerischen Behandlung von bruchmechanischen
Problemen mittels der Finiten-Elemente Methode. Dabei werden Kohasivzonenelemente
verschwindender Dicke eingesetzt, deren Verhalten durch ein Kohasivgesetz beschrieben
wird.

2.6 Finite Bruchmechanik

Die finite Bruchmechanik ist im Vergleich zur klassischen Bruchmechanik erst wenige
Jahre alt und somit nur selten in Lehr- und Fachbiichern zu finden. Dabei schlief3t
sie eine nicht wenig umstrittene Liicke zwischen den zuvor vorgestellten Feldern der
klassischen Festigkeitsmechanik und der linear-elastischen Bruchmechanik. Die Probleme
der bisher vorgestellten Werkzeuge zur Versagensbewertung und der Bedarf nach neuen
Konzepten werden an der Betrachtung von Struktursituationen offenbar, die schwache
Spannungssingularitdten aufweisen. Als technisch relevante Struktursituationen sind
hierbei insbesondere konstruktiv bedingte Spitzkerben und Multimaterialpunkte, wie sie
beispielsweise in Klebverbindungen oder an freien Rindern von Laminaten vorkommen'®,
zu nennen. Eine direkte Auswertung klassischer Festigkeitskriterien versagt, da nach
den Festigkeitshypothesen aufgrund des singuldren Charakters des Spannungsfeldes
beliebig kleine Lasten zu Versagen fithren. Betrachtet man einen infinitestimalen Riss an
einer schwachen Spannungssingularitit, so erhalt man eine verschwindende differentielle
Energiefreisetzungsrate (Leguillon, 1999). Nach der linear-elastischen Bruchmechanik
kommt es daher selbst bei beliebig hohen Lasten nicht zu Versagen. Diese Diskrepanz
beider Theorien wird erst durch die Einfithrung der finiten Bruchmechanik befriedigend
aufgelost.

Zunachst wurden zur Bewiltigung der aufgefithrten Probleme Modifikationen der
klassischen Bewertungskonzepte vorgeschlagen. Diese ziehen entweder Spannungen
gemittelt iber eine bestimmte Distanz bzw. ausgewertet in einer bestimmten Entfernung
zur Spannungssingularitit zur Bewertung heran oder betrachten zur Anwendung der
linear-elastischen Bruchmechanik fiktive Risse in der Struktur. Erstere sind als Theorie

16Das Auftreten einer charakteristischen dreidimensionalen Spannungsverteilung an Laminatrindern
bzw. -ecken infolge sprunghafter Steifigkeitsinderungen zwischen den einzelnen Schichten wird auch
als Laminatrand- bzw. -eckeneffekt bezeichnet.
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kritischer Distanzen'” in dem Buch von Taylor (2007) zusammengefasst dargestellt und
finden bis heute in der industriellen Praxis breite Anwendung. Konzepte, die fiktive Risse
oder bereits vorhandene Defekte in der Struktur betrachten, findet man in der Literatur
oftmals unter dem Namen: Methode imaginérer Risse (Waddoups et al., 1971, El Haddad
et al., 1980) oder inhirenter Defekte (Leblond u. Mouro, 1999, 2000a,b)!®. In all diesen
Ansétzen wird ein zuséitzlicher Langenparameter eingefithrt, fiir den kein physikalischer
Zusammenhang zu den betrachteten Material- bzw. Strukturparametern angegeben
werden kann. Fiir jede Struktursituation muss der entsprechende Léngenparameter
zundchst experimentell ermittelt werden.

Der Weg zur finiten Bruchmechanik wurde von Hashin (1996) bereitet, als er die Mikro-
rissbildung in Laminaten als diskrete Bruchvorginge modellierte. Grundlegend war dabei
die Annahme einer spontanen Rissbildung kinematisch zuléssiger Risse endlicher Lange.
Dem Gedanken von Hashin (1996) folgend schlug Leguillon (2002) zur Modellierung
diskreter Bruchvorgénge ein gekoppeltes Spannungs- und Energiekriterium vor. Dabei
wird die instantane Entstehung eines Risses endlicher GroBle AA vorhergesagt, wenn ein
Spannungs- und ein Energiekriterium gleichzeitig erfiillt sind. Das Spannungskriterium
fordert, dass im ungerissenen Zustand die Festigkeitshypothese tiiber die gesamte Fléche
Q). des betrachteten finiten Risses erfillt ist:

ov(oij(x)) > 0.V x € Q(AA). (2.80)

Gleichzeitig muss ein Energiekriterium fiir die Initiierung des finiten Risses erfiillt sein.
In Anlehnung an die differentielle Energiefreisetzungsrate (2.68) wird zunéchst eine
inkrementelle Energiefreisetzungsrate

- All
= —— 2.81
g AA (281)
eingefiithrt, die explizit die Grofle AA des finiten Risses beriicksichtigt. Im Folgenden
sollen vorrangig ebene Probleme behandelt werden, fir die AA = bAa gilt, wobei b die
Tiefe der Struktur darstellt. Alternativ zu Gleichung (2.81) lésst sich die inkrementelle
Energiefreisetzungsrate auch mittels Integration der differentiellen Energiefreisetzungs-

rate iiber die Risslange Aa bestimmen

G- L /OAag(a)da. (2.82)

Analog zum GRIFFITHschen Bruchkriterium lésst sich mit der eingefiihrten inkremen-
tellen Energiefreisetzungsrate ein Bruchkriterium fiir die Initiierung eines finiten Risses
der Léinge Aa formulieren:

G(Aa) > G.. (2.83)

Beide Kritierien (2.80) und (2.83) bilden gemeinsam das gekoppelte Spannungs- und
Energiekriterium

ov(oij(x)) > 0. V& € Q(Aa) AN G(Aa) > G, (2.84)

I"Engl.: Theory of critical distances.
18Engl.: Imaginary crack or inherent flaw methods.
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und miussen nach Leguillon (2002) fir die Entstehung eines Risses finiter Léange
gleichzeitig erfiillt sein. Dabei wird Gleichung (2.84) in der Literatur auch als hy-
brides Kriterium bezeichnet (Hebel et al., 2010, Gross u. Seelig, 2011, Sun et al.,
2015).

Cornetti et al. (2006) schlugen eine alternative Formulierung des gekoppelten Spannungs-
und Energiekriteriums vor, bei der statt eines punktuellen ein tiber die Risslange
gemitteltes Spannungskriterium ausgewertet wird:

1

Aa
Unabhéngig von der konkreten Formulierung des Spannungskriteriums existieren zwei
Unbekannte in der Formulierung des gekopppelten Spannungs- und Energiekriteriums:
die finite Rissldnge und die duflere Belastung bei Rissinitiierung. Die Auswertung
des gekoppelten Kriteriums erfordert daher die Losung eines zunachst nichtlinearen
restringierten Optimierungsproblems. Ist die auflere Belastung durch einen skalaren
Parameter F' beschreibbar, lasst sich die Bruchlast F} als kleinste Last, die das gekop-
pelte Spannungs- und Energiekriterium unter der Bedingung kinematisch moglicher
Risskonfigurationen erfiillt, definieren. Im allgemeinsten Fall ergibt sich folgendes Opti-
mierungsproblem

/OAa ov(oij(@))de > 0. A Q_(Aa) > G,. (2.85)

Fy=min F
F,Aa
wd.B.  oy(oy(m, F)) >0, Vo e Q(Aa), (2.86)
G(Aa,F) > G..

Zeigen die Spannungen und die inkrementelle Energiefreisetzungsrate in der unmittel-
baren Umgebung der Spannungskonzentration ein monotones Verhalten, vereinfacht
sich das Optimierungsproblem.'® Die Ungleichungen reduzieren sich zu Gleichungen. In
diesem Fall stellt das Spannungskriterium aufgrund der monoton fallenden Spannungen
eine obere und das Energiekriterium infolge der monoton steigenden Energiefreiset-
zungsrate eine untere Grenze fiir die zulassige Risslange dar. Die zugehorige kritische
Bruchlast ist genau dann gefunden, wenn die obere und die untere Schranke der Riss-
lange gerade tibereinstimmen. Eine besonders effiziente Auswertung ist moglich, wenn
zusétzlich die Spannungen linear und die Energiefreisetzungsrate quadratisch von der
aufleren Belastung abhéngen. Dann lassen sich die Gleichungen entkoppeln und die
Risslange Aa direkt aus der impliziten Gleichung

oy (oij(xz))  of

G(Aa) G

bestimmen. Ein Einsetzen der ermittelten Risslénge in eines der beiden Teilkriterien des
gekoppelten Kriteriums liefert schliefllich die Bruchlast Fj.

(2.87)

Neben der erfolgreichen Anwendung des gekoppelten Spannungs- und Energiekriteriums
auf Struktursituationen mit singuléren Spannungskonzentrationen wie beispielsweise

19Geometrien, bei denen dies der Fall ist, nennt man nach Bazant u. Planas (1997) positive Geome-
trien. Eine Untersuchung negativer Geometrien und deren Auswirkungen auf die Auswertung des
gekoppelten Kriterium findet man bei Weifigraeber et al. (2016b).
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2.6 Finite Bruchmechanik

Spitzkerben in den urspriinglichen Arbeiten von Leguillon (2002) und Cornetti et al.
(2006) oder der Betrachtung des Laminatrandeffekts (Hebel et al., 2010, Martin et al.,
2010) wurden auch Probleme mit nichtsinguldren Spannungskonzentrationen unter-
sucht. Exemplarisch seien hier die Arbeiten iiber Rissinitiierung in gelochten Laminaten
erwahnt. Die symmetrische Initiierung finiter Risse in gelochten quasi-isotropen Lamina-
ten?® unter uniaxialer Zugbelastung wurde sowohl mit numerischen als auch analytischen
Modellierungen des gekoppelten Spannungs- und Energiekriteriums von Li u. Zhang
(2006), Hebel u. Becker (2008), Martin et al. (2012) und Camanho et al. (2012) unter-
sucht. Die Ergebnisse zeigten eine gute Ubereinstimmung mit experimentellen Daten
und die korrekte Abbildung des LochgroBeneffekts?!. Rissinitiierung an elliptischen
Lochern in Laminaten wurde mittels eines neu eingefiihrten Spannungsintensitatsfaktors
von Weifigraeber et al. (2016a) und mittels asymptotischer semi-analytischer Methoden
von Felger et al. (2017a) studiert. Dabei wurden in der Arbeit von Felger et al. (2017a)
auch beliebig geschichtete Laminate untersucht, die in Experimenten eine symmetri-
sche Rissinitiierung bei uniaxialer Last aufzeigten. Eine asymmetrische Rissinitiierung
unter Mixed-Mode-Belastung wie sie beispielsweise bei einer Laminateinzelschicht mit
einer zur Last gedrehten Faserausrichtung auftritt, wurde mittels asymptotischer und
numerischer Modellierung von Felger et al. (2017b) bzw. Andersons et al. (2010) und
Modniks et al. (2014) untersucht. Des Weiteren wurde von Rosendahl et al. (2017)
bei der Untersuchung gelochter Scheiben unter kombinierter Biege- und Zugbelastung
gezeigt, dass sich das gekoppelte Spannungs- und Energiekriterium vorteilhaft zur
Untersuchung von Risskonfigurationen mit mehreren Rissen anwenden lasst. Abhangig
vom Verhéltnis der beiden Belastungsarten wurden verschiedene Risskonfigurationen am
Lochrand ermittelt. Die Bruchbilder und zugehorigen Versagenslasten zeigten eine gute
Ubereinstimmung mit den Ergebnissen numerischer Simulationen des Bruchvorgangs
mittels Kohésivzonenmodellierung. Einen umfangreichen Uberblick iiber die bisherigen
Anwendungen des gekoppelten Spannungs- und Energiekriteriums auf singulére und
nichtsingulére Spannungskonzentrationen sowie eine kurze Abhandlung zur Entstehung
und Entwicklung des Kriteriums finden sich in der Ubersichtsarbeit von Weifigraeber
et al. (2016¢).

Das gekoppelte Spannungs- und Energiekriterium im Rahmen der finiten Bruchmechanik
erlaubt fiir verschiedenste Struktursituationen mit nichtsinguldren und singuldren
Spannungskonzentrationen eine physikalisch basierte Bewertung der effektiven Festigkeit
ohne zuséitzliche Einfithrung eines Langenparameters. Analytische, semi-analytische
sowie numerische Umsetzungen des gekoppelten Spannungs- und Energiekriteriums
haben sich als erfolgreich erwiesen. Dabei wurden Grofeneffekte und Versagenslasten
sowie zugehorige Rissbilder mit guter Ubereinstimmung zu experimentellen Daten
abgebildet.

20Als quasi-isotrop bezeichnet man Laminate, deren Dehnsteifigkeitsmatrix A;; isotropen Charakter
hat, d.h. fiir die A11 = AQQ, A16 = A26 = 0 sowie A66 = (All — Alg)/Q gllt

21Als Lochgrofeneffekt wird die zunichst experimentell beobachtete Abhingigkeit der effektiven
Festigkeit einer gelochten Struktur vom Durchmesser des Loches bezeichnet.
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Kapitel 3

Zum Stand der Forschung von Klebverbindungen

4

»Man braucht nichts im (K)leben zu firchten, man muss nur alles verstehen
Marie Curie, polnische Physikerin

Das folgende Kapitel bietet einen Uberblick tiber den Stand der Forschung des mecha-
nischen Verhaltens von Klebverbindungen mit besonderem Fokus auf Uberlappungsfii-
gungen. Nach allgemeinen Betrachtungen zu Klebverbindungen werden mdégliche Ver-
sagensarten diskutiert, der Finfluss der Klebschichtdicke erértert und konstruktive
Verbesserungen von Klebverbindungen vorgestellt. Es folgt eine Ubersicht und Diskussion
tiber analytische und semi-analytische Modelle zur Spannungsanalyse. Abschliefiend
werden die gangigsten Modelle zur Versagensbewertung von Klebverbindungen vorge-
stellt.

3.1 Aligemeine Betrachtungen

Der Ingenieurin und dem Ingenieur liegen heutzutage verschiedenste Techniken zur
Fiigung von Bauteilen vor. Neben den klassischen Verbindungstechniken wie Bolzen-
oder Schweifiverbindungen haben sich insbesondere im Leichtbau Klebverbindungen als
vorteilhaft erwiesen. Der Klebschicht bzw. dem Klebstoff, gemafi DIN EN 923 (2015)
»ein nichtmetallischer Stoff, der Fiigeteile durch Flachenhaftung und innere Festigkeit
verbinden kann“, kommt dabei eine zentrale Rolle zu: die Kraftiibertragung zwischen
den einzelnen Strukturelementen. Im Leichtbau werden Klebverbindungen besonders
aufgrund ihrer vorteilhaften Anwendung beim Fiigen dunnwandiger, flichiger Bauteile
geschétzt. Unterschiedliche Werkstoffe sind flighar und tragende Querschnitte werden
nicht wie bei Bolzenverbindungen reduziert, sodass die damit verbundene Kerbwirkung
entfallt. Die thermische Gefiigebeeinflussung und die zugehorige Fiigeteilverformung, wie
sie typischerweise bei Schweifiverbindungen auftreten, entfallen aufgrund der geringen
Wérmezufuhr beim Aushérten der Klebstoffe. Allerdings existieren auch einige Nachteile,
deren sich die Ingenieurin und der Ingenieur bewusst sein miissen. Fiir Klebverbindungen
unter hohen mechanischen Beanspruchungen und Alterungseinfliissen ist eine sorgféltige
und aufwindige Oberflichenvorbehandlung der Fiigeteile erforderlich. Die Uberwachung
der Klebqualitat erfolgt in den meisten Fallen mittels zerstorender Priifverfahren mit
Proben gleichen Materials, Abmessungen und Fertigungsbedingungen. Zerstorungsfreie
Prifverfahren sind bis heute aktueller Gegenstand der Forschung. SchliefSlich sind bei der
Auslegung von Klebverbindungen die engen Temperaturgrenzen und Alterungseinfliisse
mit einzubeziehen.
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Aus der Sichtweise der konstruierenden Ingenieurin und des konstruierenden Ingenieurs
lassen sich Klebstoffe zunédchst weit gefasst in Strukturklebstoffe, elastische Klebstoffe
und Dichtstoffe einteilen (Schiirmann, 2007). Sie unterscheiden sich sowohl in der Festig-
keit als auch in der Steifigkeit und der Bruchdehnung. Wahrend Strukturklebstoffe hohe
Festigkeiten und Steifigkeiten bei kleinen Bruchdehnungen aufweisen (in den meisten
Fallen Schubsteifigkeiten G > 10 MPa und Bruchdehnungen bis €. = 0,7), sind elastische
Klebstoffe und insbesondere Dichtstoffe durch vergleichsweise kleine Festigkeiten und
Steifigkeiten sowie hohe Bruchdehnungen charakterisiert. Die folgenden Ausfithrungen
fokussieren sich auf die fiir den strukturellen Einsatz wichtigen Strukturklebstoffe.
Sie sind vorrangig auf die Anforderungen im Luft- und Raumfahrtbereich eingestellt
und zeichnen sich durch ein geringes Verformungsvermogen aus. Dabei kommen meist
Klebstoffe auf Epoxid-??> oder Phenolharzbasis?® mit diinnen Klebschichtdicken im
Bereich von 0,1 bis 0,5 mm zum FEinsatz (Habenicht, 2006). Detailliertere Klassifi-
zierungen von Klebstoffen nach beispielsweise der chemischen Basis der Klebstoffe
oder des Aushéartemechanismus finden sich bei Habenicht (2006) und Brockmann et al.

(2009).

Abhéngig von der Struktursituation und Belastung der Fiigung empfiehlt es sich ver-
schiedene geometrische Filigekonfigurationen in Betracht zu ziehen. Grundlegend gilt,
dass Spannungen normal zur Klebschicht zu vermeiden sind, da Schubbelastungen
bei Klebstoffen weniger versagenskritisch sind (Adams et al., 1997). Erstere werden
im Folgenden als Schélspannungen bezeichnet. Dickwandige Strukturen werden daher
meist iiber abgestufte oder geschaftete Klebungen verbunden, die allerdings je nach
Material und Abmessungen der Fiigeteile erheblichen Fertigungsaufwand erfordern.
Fiir diinnwandige Stukturen sind tiberlappende Klebverbindungen die priméar zu wah-
lende Klasse von Konfigurationen, vgl. Abbildung 3.1. Thr Aufbau ist vergleichsweise
einfach, der Fertigungsaufwand gering und das Tragverhalten giinstig. Sie werden
auch als Standardkonfigurationen in genormten Testversuchen (DIN EN 1464, 2010,
DIN EN 1465, 2009) und wissenschaftlichen Untersuchungen von Klebverbindungen
genutzt.

Das mechanische Verformungsverhalten und die Versagensvorgiange bei tiberlappenden
Klebverbindungen sind trotz ihres vergleichsweise simplen Aufbaus hochst komplex.
Die Betrachtung der effektiven Festigkeit von Klebverbindungen ist mittels klassischer
Festigkeitsnachweise nicht direkt moglich, da ein Verbundsystem statt eines homogenen
Werkstoffes vorliegt. An den Bimaterialpunkten zwischen Fiigeteilen und Klebschicht
treten nach Abschnitt 2.5.1 Spannungssingularitdten und in der Klebschicht aufgrund
des komplexen Verformungsverhaltens meist nicht zu vernachlassigende Schub- und
Normalspannungen auf. Im Falle axial belasteter einschnittiger Uberlappungsfiigungen
treten aufgrund der Exzentrizitat der Last dariiber hinaus grofie Biegedeformationen

22Das erste Epoxidharzklebstoffsystem zur Fiigung von Metallen wurde von Eduard Preiswerk 1944
entwickelt. Historisch eng verbunden ist der Klebstoffname ARALDIT erstmals von der CIBA AG
(mittlererweile Huntsman Coorperation) 1945 auf den Markt gebracht.

23Der grofe Durchbruch bei der Entwicklung von Phenolharzklebstoffen durch DE BRUYNE gelang vor
knapp 75 Jahren. Der erste Klebstoff dieser Art ging in die Klebtechnik mit dem Namen REDUX
(Research at Duxford (dem Ursprungsort)) ein. Seit den 1950er Jahren werden Phenolharzklebstoffe
in grofilen Umfang ohne Langzeitprobleme im Flugzeugbau eingesetzt (Bishopp, 1997, Brockmann
et al., 2009).
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Abbildung 3.1: Beispiele iiberlappender Klebverbindungen: a) Einschnittige Uberlap-
pungsfiigung b) Verstarkungspflaster c¢) L-Fiigung d) Zweischnittige Uberlappungsfii-
gung e) T-Fugung f) Schélfiigung g) Geneigte Schéalfiigung h) Rohriuberlappungsfii-

gung.

der Fiigeteile auf, die letztlich zu einem geometrisch nichtlinearen Tragverhalten fiithren.
Die vorliegende Arbeit befasst sich daher eingehend mit den mechanischen Grundlagen
zur Auslegung von Strukturklebungen: der Analyse der Lastiibertragung und der
Versagensbewertung tiberlappender Klebverbindungen.

3.1.1 Versagensarten von Klebverbindungen

Versagen kann bei iiberlappenden Klebverbindungen in verschiedenster Art und Weise
auftreten, vgl. Abbildung 3.2 zur Ubersicht. Zunéchst unterscheidet man zwischen dem
Versagen der verklebten Fiigeteile und der Klebschicht. Fligeteilversagen tritt insbeson-
dere bei der Verwendung hochfester Klebstoffe zum Fiigen niedrigfester Fiigeteile auf.
Bei unter Biegung belasteten diinnen Fiigeteilen kommt es héufig zum Biegeversagen,
d.h. der Ausbildung eines plastischen FlieSstreifens. In den Untersuchungen von Grant
et al. (2009a) und Karachalios et al. (2013a) trat dieses charakteristische Versagensver-
halten bei unter Zug belasteten einschnittigen Uberlappungsfiigungen zwischen diinnen
Baustahlplatten auf. Infolge der Exzentrizitdt der Last ergaben sich am Rand der
Uberlappung hohe Biegemomente, die letztlich zum Versagen fithrten. Biegeversagen

Versagensarten von Klebverbindungen

’ Fiigeteilversagen ‘ ’ Klebschichtversagen ‘

Biegeversagen‘ ’Zugversagen‘ ’Delamination‘ ’Adhéisionsbruch‘ ’Kohésionsbruch‘

Abbildung 3.2: Ubersicht der méglichen Versagensarten von Klebverbindungen.
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tritt ebenso als priméare Versagensart in der Grundplatte von T-Fiigungen aus diinnen
Metallplatten auf (da Silva u. Adams, 2002). Neben dem Versagen infolge Biegung kann
Zugversagen im Fiigeteil auftreten. Diese Versagensart infolge Zugbelastung ist charakte-
ristisch fiir besonders niedrigfeste Fiigeteile. Bei Klebverbindungen zwischen Laminaten
tritt beim Einsatz hochfester Klebstoffe hingegen primér Delamination auf. Dies ist
zuriickzufithren auf die Spannungskonzentrationen am Ende des Uberlappungsbereiches
und den damit verbundenen hohen interlaminaren Spannungen zwischen benachbarten
Laminateinzelschichten bei geringer Festigkeit in Dickenrichtung (Banea u. da Silva,
2009, Budhe et al., 2017). Die Delamination der zur Klebschicht nachsten Schicht ist
daher ein charakteristisches Versagensbild.

Beim Klebschichtversagen unterscheidet man zunachst adhasives und kohésives Versa-
gen?!. Rein adhisives Versagen liegt vor, wenn sich Klebschicht und Fiigeteile trennen,
sodass weder auf dem Fiigeteil Klebschichtreste noch an der Klebschicht Fiigeteilreste
vorhanden sind. Kohasives Versagen hingegen bezeichnet das Trennen der Filigung
innerhalb der Klebschicht (Adams et al., 1997). Klebschichtversagen kann dartber
hinaus als sproder oder duktiler Bruch charakterisiert werden. Beim Sprodbruch erfolgt
das Versagen mit vernachléssigbar kleinen bzw. keinen inelastischen Deformationen
und einer vergleichsweise hohen Ausbreitungsgeschwindigkeit. Dies tritt insbesondere
bei Klebstoffen aus hochvernetzten Polymeren wie beispielsweise Phenolharzen auf.
Zeigt der Klebstoft eine gewisse Verformbarkeit durch beispielsweise Beigabe eines
Weichmachers?®, neigt die Klebverbindung zum Versagen infolge eines zéhen (duktilen)
Bruchs. Dem eigentlichen Bruch geht eine inelastische Verformung der Klebschicht
voraus, sodass die mechanische Beanspruchung zunéchst iiber eine Verformungsarbeit
abgebaut werden kann. Dies betrifft insbesondere die nach Abschnitt 2.5.1 auftretenden
Spannungskonzentrationen am Rand der Uberlappung. Ob das Klebschichtversagen
einer Klebverbindung letztlich infolge eines sproden oder duktilen Bruchs auftritt,
héngt sowohl von den Materialeigenschaften als auch der Beanspruchung, d.h. dem
lokal herrschenden Spannungszustand, sowie der Geometrie der Fiigung ab. Um die
maximal mogliche Versagenslast zu erreichen, ist bei der Auswahl der Materialien
und der Geometrie der Fiigung zunachst kohésives Versagen das Ziel. Dabei ist zur
Vermeidung eines Adhésionsbruchs neben der gewissenhaften Auswahl der Fiigekonfigu-
ration eine sorgféltige Vorbehandlung der Fiigeteile erforderlich (Wegman u. Van Twisk,
2012).

3.1.2 Klebschichtdickeneffekt

Die Klebschichtdicke hat bei iiberlappenden Klebfiigungen einen entscheidenden Einfluss
auf das Versagensverhalten. Aus experimentellen Untersuchungen ist bekannt, dass

24Nach DIN EN 10365 (1995) wird adhiisives Versagen sogar weiter unterteilt in Adhiisionsbruch an
(i) einem Fiigeteil oder (ii) beiden Fiigeteilen. Kohésives Versagen wird weiter untergliedert in (i)
Kohésionsbruch und (ii) speziellen substratnahen Kohésionsbruch. Dariiber hinaus ist es moglich,
dass ein Mischbruch auftritt.

25Man nennt die zugehérigen Klebstoffe daraufhin zihelastische Klebstoffe (Engl.: toughened adhesives).
Eine Weichmachung kann durch Hinzugabe flexibler, langkettiger Reaktionskomponenten oder
kautschukelastischer Partikel in den Klebstoff erfolgen (Habenicht, 2006).
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insbesondere bei einschnittigen Uberlappungsfiigungen mit zunehmender Klebschicht-
dicke die Versagenslast abnimmt (Adams et al., 1997, da Silva et al., 2006a, 2008,
Castagnetti et al., 2011). Dabei liegt die optimale Klebschichtdicke fiir die meisten
strukturellen Klebstoffe zwischen 0,1 und 0,2 mm (Gleich et al., 2001, Habenicht, 2006).
Dieser Grofleneffekt steht zunéchst im Widerspruch zu den Erkenntnissen aus einfachen
Spannungsanalysen, die abnehmende Spannungsniveaus bei steigender Klebschichtdicke
vorhersagen (Adams et al., 1997). Bis heute ist der Klebschichtdickeneffekt aktueller
Gegenstand der Forschung. Ein erster Erklarungsversuch von Adams u. Peppiatt (1974)
begriindet den Grofleneffekt mit der groBleren Wahrscheinlichkeit des Auftretens von
Defekten und Mikrorissen infolge der grofieren Klebschichtdicke.?® Dieses Phanomen
sollte demnach bei allen Uberlappungsfiigungen auftreten. Allerdings wurde bei einigen
Konfigurationen keine direkte Abhéngigkeit der Versagenslast von der Klebschichtdicke
festgestellt. Dazu gehéren unter anderem einschnittige Uberlappungsfiigungen unter
Biegung (Grant et al., 2009a), T-Fiigungen (Grant et al., 2009b) sowie sogenannte
Umschlingungsfiigungen?®” (Grant et al., 2009¢). Crocombe (1989) erklirt den Kleb-
schichtdickeneffekt mit einem Kriterium, das Versagen bei vollstandiger Plastifizierung
der Klebschicht vorhersagt. In Experimenten (beispielsweise da Silva et al. (2006a))
ist jedoch der Klebschichtdickeneffekt auch bei sproden Klebstoffen ohne mafigebli-
che Plastifizierung erkennbar. Des Weiteren wird der Grofleneffekt durch die erhohte
Querkontraktionsbehinderung (Habenicht, 2006) sowie der Zunahme der Grenzschicht-
spannungen (Gleich et al., 2001) bei kleiner werdenden Klebschichtdicken begriindet.
Ein erst kiirzlich vorgeschlagenes, elegantes und physikalisch basiertes Konzept zeigt
auf, dass zum Erfassen des Klebschichtdickeneffekts sowohl die Spannungen als auch
die Energiebilanz bei Rissinitiierung betrachtet werden miissen. Wie bereits disku-
tiert nehmen die Spannungen mit zunehmender Klebschichtdicke ab (Adams et al.,
1997, da Silva et al., 2009b), da eine gleichméfigere Lastiibertragung erfolgen kann.
Allerdings steigt die Energiefreisetzungsrate eines Risses mit der Klebschichtdicke an,
da in der dickeren Klebschicht mehr Forménderungsenergie gespeichert ist. Bezieht
man beide Aspekte in ein Kriterium ein, kann der Einfluss der Klebschichtdicke auch
bei sprodem Versagen von Klebverbindungen adaquat beschrieben werden. Mittels
analytischer (Weiigraeber u. Becker, 2011b, 2013) sowie numerischer Modellierung (Hell
et al., 2014) des gekoppelten Spannungs- und Energiekriteriums (vgl. Abschnitt 2.6)
konnte der Einfluss der Klebschichtdicke auf die Versagenslasten von einschnittigen
Uberlappungsfiigungen korrekt abgebildet werden.

3.1.3 Konstruktive Verbesserungen von Klebverbindungen

Neben einer giinstigen Wahl der geometrischen Parameter wie Klebschichtdicke, Uberlap-
pungslinge oder Fiigeteildicke konnen sich spezifische Ausfithrungen der Klebverbindung
als vorteilhaft erweisen. Beim Fiigen mit Anpressdruck wird haufig Klebstoff aus dem
Uberlappungsbereich herausgedriickt, sodass eine Klebkehle?® entsteht. Diese ermoglicht

26Eine analoge Begriindung erklirt im Kontext von Faserkunstoffverbunden die erhéhte Faserfes-
tigkeit im Vergleich zum Werkstoff in kompakter Form und ist als stochastischer Grofeneffekt
bekannt (Schiirmann, 2007).

2"Engl.: clinch bzw. hemflange joints

28Engl.: adhesive fillet

23



Kapitel 3 Zum Stand der Forschung von Klebverbindungen
F F

(a) Fiigung mit Klebkehle (b) Fiigung ohne Klebkehle

Abbildung 3.3: Vergroflerter Ausschnitt einer auf Zug (Normalkraft F') belasteten
einschnittigen Uberlappungsfiigung mit Klebkehle (a) und ohne Klebkehle (b). Pfeile
reprisentieren schematisch den konzentrierten Kraftfluss im Bereich des Uberlap-
pungsendes

einen gleichméfligeren Kraftfluss, vgl. Abbildung 3.3, und wirkt sich festigkeitssteigernd
auf die Klebverbindung aus (Adams et al., 1997, da Silva et al., 2012). Adams u. Peppiatt
(1974) untersuchten numerisch einschnittige Uberlappungsfiigungen mit einer 45° Kleb-
kehle und erhielten eine Reduktion der Spannungsspitzen von tiber 40% im Vergleich
zu Fiigungen ohne Klebkehlen. Ahnliche Ergebnisse zeigten sich in umfangreichen nu-
merischen Studien von Crocombe u. Adams (1981a), Tsai u. Morton (1995) sowie Lang
u. Mallick (1998). Infolge der Klebkehlen entfallen die rechtwinkligen einspringenden
Ecken, sodass sich die grofite Spannungskonzentration an der Ecke des Fiigeteils im
Inneren der Klebschicht befindet. Adams u. Harris (1987) zeigten experimentell an
einschnittig tiberlappend gefiigten Aluminiumblechen, dass Klebkehlen eine Steigerung
der Versagenslast von bis zu 50% bewirken kénnen. In den meisten Untersuchungen
werden dennoch Uberlappungsfiigungen mit rechtwinkligen Klebfugen betrachtet. Dies
ist die einfachste experimentell zu reproduzierende Konfiguration, stellt den kritischs-
ten Fall dar und liefert somit konservative Abschiatzungen der Versagenslasten und
Spannungsfelder.

Eine weitere Moglichkeit der Reduktion von Spannungsspitzen besteht in einer keilformi-
gen Ausfithrung der Fiigeteile?®. Am Ende des Uberlappungsbereiches wird dadurch die
Fiigeteilhohe reduziert bzw. die Klebschichtdicke erhoht, sodass lokal die Nachgiebigkeit
ansteigt und das Spannungsniveau sinkt. Der Einfluss keilformig ausgefithrter Fiigetei-
le in Kombination mit Klebkehlen wurde an zweischnittigen Uberlappungsfiigungen
von Adams et al. (1986), Potter et al. (2001), Guild et al. (2001) und da Silva u.
Adams (2007) untersucht. Bei einem Vergleich verschiedener Geometrien stellte sich
heraus, dass Klebverbindungen mit Klebkehlen und innenseitig keilformig ausgefiihr-
ten Fiigeteilen das geringste Spannungsniveau am Rand der Uberlappung und die
groBten Versagenslasten aufweisen. Alternativ lassen sich bei Uberlappungsfiigungen
mit Klebkehlen die Fiigeteilecken, an denen die gréfiten Spannungskonzentrationen
vorliegen, abrunden. Entsprechende numerische und experimentelle Untersuchungen an
einschnittigen Uberlappungsfiigungen wurden von Adams u. Harris (1987) und Zhao
et al. (2011a,b) durchgefiihrt. Sie zeigten, dass sich durch eine Abrundung der Fiigeteil-
ecken die Tragfiahigkeit von Filigungen mit sproden Klebstoffen um bis zu 40% steigern
lasst. Des Weiteren wurden Formoptimierungen der Fiigeteil- sowie Klebkehlengeome-
trie untersucht (Rispler et al., 2000, Belingardi et al., 2002), um die entsprechenden

29Gie werden als angeschriigte Fiigeteile (Engl.: tapered adherends) bezeichnet.
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Versagenslasten zu maximieren. Allerdings hat sich gezeigt, dass komplexe Geometrie-
anpassungen von Klebverbindungen in vielen praktischen Féllen nicht direkt umsetzbar
sind oder einen zu groflen Fertigungsaufwand benotigen.

Neben geometrischen Verdnderungen der Fiigung haben sich Kombinations- oder Gradi-
entenklebungen als vorteilhaft erwiesen. Sie basieren auf der erstmals von Raphael (1965)
vorgeschlagenen Idee®®, am Rande der Uberlappung die Steifigkeit des Klebstoffes und
damit die Spannungen zu senken und in der Mitte der Uberlappung die Steifigkeit zu
erhéhen. Der mittlere Bereich der Uberlappung wird dadurch stiarker zur Lastaufnahme
herangezogen, sodass man eine gezielte Spannungsumlagerung erhélt. Die intuitivste
Umsetzung ist die Kombination zweier Klebstoffe: einen duktilen am Rand und einen
sproden Klebstoff in der Mitte der Uberlappung. Diese Idee blieb lange unbeachtet und
wurde erst mit dem Aufkommen von Gradientenmaterialien®' zur Jahrtausendwende
wieder aufgenommen und umgesetzt. Zunachst gab es zahlreiche experimentelle Unter-
suchungen zu Kombinationsklebungen (Pires et al., 2003, Fitton u. Broughton, 2005,
Marques u. da Silva, 2008, da Silva u. Lopes, 2009, Vallée et al., 2010), die im Ver-
gleich zu Klebverbindungen mit sproden Klebstoffen eine signifikante Verbesserung der
Tragfahigkeit zeigten. Allerdings ergaben sich einige Probleme beim Einsatz mehrerer
Klebstoffe in einer Klebfuge aufgrund der verschiedenen Aushértemechanismen und
der klaren Separierung der einzelnen Werkstoffe. Das Ziel einer Spannungsreduktion
am Rand der Uberlappung wurde erreicht. Allerdings traten erhéhte Spannungskon-
zentrationen an den Multimaterialiibergidngen der einzelnen Klebstoffe auf. Daraus
folgte, dass der Steifigkeitsverlauf vom Rand zur Mitte der Uberlappung idealerweise
kontinuierlich umgesetzt werden sollte.?? Sancaktar u. Kumar (2000) gelang erstmals
eine experimentelle Umsetzung einer kontinuierlichen Variation der Klebstoffsteifig-
keit entlang des Uberlappungsbereiches durch lokales Einstreuen von Gummipartikeln.
Stapleton et al. (2012) erzeugten Gradientenklebstoffe in &hnlicher Art und Weise durch
Hinzugabe von Glasperlen in unterschiedlicher Konzentration entlang der Uberlap-
pung. Eine elegantere Umsetzung entwickelten Carbas et al. (2014a,b). Sie erzeugten
einen kontinuierlichen Steifigkeitsverlauf des Klebstoffes durch lokal variierende Aus-
hartetemperaturen mittels Induktionserwarmung. Heutzutage ist es mittels neuartiger
Produktionsmethoden wie beispielsweise dem 3D-Drucken moglich, beliebige Steifig-
keitsverlaufe durch gezieltes Drucken verschiedenartiger Polymere in unterschiedlichen
Volumenanteilen zu erzeugen. Eine entsprechend erfolgreiche Studie haben Kumar et al.
(2016) vorgestellt. In allen experimentellen Untersuchungen ergaben sich erhebliche Stei-
gerungen der effektiven Festigkeit der Klebungen im Vergleich zum Einsatz homogener

Klebstoffe.

30Sije entstand im Rahmen eines Projektes zu geklebten Raketentriebwerksgehiusen in Auftrag der
Republic Aviation Corporation in Farningdale, USA.

31Engl.: functionally graded materials

32Klebstoffe mit kontinuierlichem Steifigkeitsverlauf werden als Gradientenklebstoffe (Engl.: functionally
graded adhesives) bezeichnet.
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Kapitel 3 Zum Stand der Forschung von Klebverbindungen
3.2 Spannungsanalyse von Uberlappungsfiigungen

Der erste Schritt zur Bewertung von Klebverbindungen beinhaltet eine detaillierte
Spannungsanalyse insbesondere mit Hinblick auf die in der Klebschicht auftretenden
Spannungen. Neben numerischen Zugéngen zur Strukturanalyse haben sich bis heute
klassische analytische und semi-analytische Naherungslosungen zur Spannungsanalyse
bewahrt. Solche Losungen existieren bereits seit fast 80 Jahren, sodass eine Vielzahl an
Modellen in der Literatur zu finden ist. Dabei werden fiir die Fiigeteile und Klebschicht
vereinfachende kinematische Annahmen getroffen, um kompakte und effiziente Losungen
zu erhalten. Im Folgenden soll eine Ubersicht iiber die wichtigsten Arbeiten und
Zusammenhénge gegeben werden.

3.2.1 Linear-elastisches Materialverhalten

Die meisten vorgeschlagenen analytischen Modelle basieren auf der Grundannahme,
dass sich Fiigeteile und Klebschicht durch linear-elastisches Materialverhalten beschrei-
ben lassen. Dies trifft insbesondere fiir sprode Klebstoffe bis hin zum Versagen zu.
In diesem Falle ist es oftmals moglich, geschlossen-analytische Losungen herzulei-
ten.

Zunéchst seien zwei richtungsweisende Arbeiten zur Analyse einschnittiger Uberlap-
pungsfiigungen erwahnt, die die Basis der meisten nachfolgenden Modelle bilden. Volker-
sen (1938) schlug das élteste Modell zur Ermittlung der Spannungen in der Klebschicht
vor.?3 In seinem Modell sind die Fiigeteile als dehnsteife Stiabe und die Klebschicht als
eine Reihe elastischer Schubfedern modelliert, sodass lediglich die Schubspannungsver-
teilung langs der Uberlappung vorhergesagt werden kann.** Die zweite bahnbrechende
Arbeit veroffentlichten Goland u. Reissner (1944). In ihrem Modell werden die Fiigeteile
als Balken und die Klebschicht als Kontinuum bestehend aus elastischen Federn, die so-
wohl Schub- als auch Schélspannungen aufnehmen kénnen, betrachtet. Die nichtlinearen
Biegedeformationen der dufleren Fiigeteilbereiche werden durch die Beriicksichtigung
von Biegemomenten und Querkriften am Rand der Uberlappung mit einbezogen. Den
nichtlinearen Zusammenhang zwischen den zusétzlich beriicksichtigten Schnittgrofien
und den angreifenden Kréaften erfolgt mittels eines Biegemomentenfaktors. Beide Modelle
bilden die Klebschicht als ein vereinfachtes Kontinuum bestehend aus einer unendli-
chen Ansammlung von Federn ab. Dabei wird zwar in Langsrichtung jedoch nicht in
Dickenrichtung eine Variation der Feldgrofien berticksichtigt. Die zugehorigen kine-
matischen Annahmen und das zugrunde liegende Konstitutivgesetz lassen sich auch
rigoros durch asymptotische Methoden herleiten (Klarbring u. Movchan, 1998, Gey-
monat et al., 1999, Benveniste u. Miloh, 2001).3% Ein solcher Ansatz ist auch bei der

33In der Originalarbeit, erschienen als Bericht der Ernst-Heinkel-Flugzeugwerke in Rostock, ging es um
die Verteilung der Nietkrafte einer Nietreihe. Der Modellierungsansatz der Nieten als einheitliches
Kontinuum wurde jedoch spéter fiir Klebungen verwendet.

34In der englischsprachigen Literatur wird daher das Modell auch als shear-lag Modell bezeichnet.

35Dazu betrachtet man eine diinne Schicht zwischen zwei elastischen Medien. Eine asymptotische
Analyse beziiglich eines dimensionslosen Parameters abhéngig von der Klebschichtdicke unter der
Annahme signifikant kleinerer elastischer Konstanten der Klebschicht im Vergleich zu den Fiigeteilen
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Modellierung der Grenzschicht zwischen Faser und Matrix in Faserverbundstrukturen
gangig (Mantic¢ et al., 2015, Tévara et al., 2016). Die diinne Schicht wird dabei als weak
(Lenci, 2001), soft (Benveniste u. Miloh, 2001) oder imperfect (Hashin, 2002) interface
bezeichnet. Diese Modellierung liefert bei der Analyse von Klebverbindungen adiaquate
Naherungslosungen fiir hinreichend diinne Klebschichten im Vergleich zu den sonstigen
Abmessungen.

Aufbauend auf diesen beiden einfachen Modellen wurden viele Erweiterungen vorge-
schlagen. De Bruyne (1944) und Hart-Smith (1973a) entwickelten basierend auf dem
Modell von Volkersen (1938) Néherungslosungen fir zweischnittige und Hart-Smith
(1973b) fir geschiftete und gestufte Klebfiigungen. Des Weiteren wurde von Hart-Smith
(1973c) eine alternative Formulierung des Biegemomentenfaktors von Goland u. Reiss-
ner (1944) vorgeschlagen.?® Chen u. Cheng (1983) und Zhao et al. (2010) erweiterten
diesen auf Fiigungen mit ungleichen Fiigeteilen und Talmon 1’Armée et al. (2016)
auf verklebte Mehrschichtverbunde mit Biegedehnkopplung. Ojalvo u. Eidinoff (1978)
entwickelten ein erweitertes Federmodell der Klebschicht mit linearer Variation der
Schélspannungen iiber die Klebschichtdicke. Tsai et al. (1998) sowie Srinivas (1975)
modellierten und untersuchten eingehend den Einfluss der Schubdeformationen der
Fiigeteile auf die Klebschichtspannungen in ein- sowie zweischnittigen Uberlappungs-
fiigungen. Srinivas (1975) entwickelte dabei ein komplexes umfassendes Modell, das
auch keilformig ausgefithrte und ungleiche Fiigeteile berticksichtigte. Allerdings wird in
seiner Modellierung eine zusétzliche numerische Losung benétigt. Die Berticksichtigung
von Schubdeformationen kann im Besonderen bei der Betrachtung von verklebten
Faserkunststoffverbunden von Bedeutung sein. Die altesten Modelle, die Laminate als
Fiigeteile in der Analyse berticksichtigen, wurden von Wah (1973) sowie Renton u.
Vinson (1975a,b) vorgeschlagen. Allerdings beschrianken sich diese Analysen auf sym-
metrische Konfigurationen. Erweiterungen auf verklebte Laminate mit asymmetrischen
Aufbauten beschrieben durch klassische Laminattheorie und Schubdeformationstheorie
1. Ordnung wurden jeweils von Mortensen u. Thomsen (1997, 2002)3" sowie Yang u.
Pang (1996) entwickelt.

Eine Erweiterung des klassischen Modells von Goland u. Reissner (1944) auf beliebige
Uberlappungskonfigurationen wurde von Bigwood u. Crocombe (1989) vorgeschlagen.
Dabei wird nur der Uberlappungsbereich der Klebverbindung mit beliebigen Schnitt-
groffen an den Réndern der Filigeteile betrachtet, sieche Abbildung 3.4. Dieser in der
Literatur als general sandwich-type-Modell bezeichneter Ansatz ermoglicht die Ana-
lyse verschiedenster Variationen von Fiigungen, die durch eine einfache Uberlappung
charakterisiert sind. Dies umfasst beispielsweise einschnittige Uberlappungsfiigungen,
L-Figungen, T-Fligungen, Schalfiigungen sowie Verstarkungspflaster (vgl. Abbildung
3.1). Eine Erweiterung des vorgeschlagenen Modells von Bigwood u. Crocombe (1989)
auf verklebte Laminate mit symmetrischem Lagenaufbau wurde von Liu et al. (2014)
entwickelt.

liefert schliefflich die Kinematik und das Konstitutivgesetz als Terme 1. Ordnung.

36Die Arbeiten von Hart-Smith (1973a,b,c) wurden als Berichte des PABST (Primary Adhesively
Bonded Structure Technology) Programms im Auftrag der USAF Flight Dynamics Laboratory
publiziert.

3TDie Modelle von Mortensen u. Thomsen (1997, 2002) findet man auch im Softwarepaket ESAComp
zur Berechnung und Design von Laminaten und laminierten Strukturen wieder.
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Abbildung 3.4: Modellierung der Uberlappungsfiigungen durch Betrachten des Uber-
lappungsbereichs mit beliebigen Schnittgroflen am Rand.

Eine Problematik all dieser sogenannten weak-interface-Modelle ist, dass sie an den
Réindern der Uberlappung die Randbedingungen nicht exakt erfiillen. Bei den genannten
analytischen Naherungslosungen nehmen die Schal- und Schubspannungen am Rand end-
liche, erhohte Werte an. In vergleichenden Finite-Elemente-Analysen ergeben sich zwar
erhohte Schubspannungen in der unmittelbaren Néhe zum Rand. Allerdings findet man
verschwindende Schubspannungen am freien Rand der Klebschicht. Eine Moglichkeit
spannungsfreie, freie Rdnder abzubilden, bieten Modelle basierend auf Variationsprin-
zipien wie beispielsweise dem Prinzip vom Stationdrwert des Gesamtpotentials. Die
ersten Modelle dieser Art wurden fiir einschnittige Uberlappungsfiigungen von Pirvics
(1974), Allman (1977) sowie Chen u. Cheng (1983) vorgeschlagen. Erwahnenswert ist
dabei die Analyse von Frostig et al. (1999), in der zusétzlich eine Modellierung von
Klebkehlen entwickelt wurde. Explizite Losungen sind allerdings nur fiir spezielle Falle
herleitbar. Zur Losung der Differentialgleichungen werden oftmals semi-analytische Ver-
fahren verwendet, die beispielsweise die Fiigung in eine Raumrichtung diskretisieren und
analytische Funktionen in der verbleibenden Raumrichtung nutzen (Yousefsani u. Taha-
ni, 2013, Weifigraeber, 2014). Fiir komplexere Geometrien sind allerdings numerische
Verfahren zur Losung der zugrunde liegenden Differentialgleichungen notwendig. Einen
umfassenden Uberblick iiber Naherungslésungen zur Spannungsanalyse mechanisch
belasteter Klebungen findet man in den Artikeln von da Silva et al. (2009a,b) und Budhe
et al. (2017) sowie dem Buch von da Silva et al. (2012).

Die Entwicklung analytischer Modelle iiberlappender Klebfiigungen unter rein ther-
mischer Last geschah zumeist getrennt aber nahezu parallel zu den zuvor genannten
Arbeiten im Forschungsfeld der Elektronik, Optoelektronik und Photonik. In den
zugehorigen Anwendungen haben mechanische gegentiber thermischen Lasten eine
untergeordnete Rolle (Suhir, 2009). Die jeweiligen Pionierarbeiten von Timoshenko
(1925) und Aleck (1949) basieren ebenfalls auf einer Modellierung der Klebschicht als
verschmiertes Federkontinuum oder Variationsrechnung.?® Dabei wurden insbesondere
Erweiterungen hinsichtlich Schalspannungen (Chen u. Nelson, 1979), Variation der
Spannungen iiber die Dicke (Suhir, 1986, 1989) sowie den spannungsfreien Randern der
Klebschicht (Wang u. Zeng, 2008) vorgeschlagen. Einen umfassenden Uberblick findet
man im Ubersichtsartikel von Suhir (2009). Trotz der parallelen Modellentwicklung
in verschiedenen Forschungsfeldern zeigen die jeweiligen Anséatze fiir Klebungen unter

38In der Literatur bezeichnet man diese beiden Ansitze jeweils als strength-of-materials und theory-of-
elasticity approach.
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mechanischer oder thermischer Last grofie Gemeinsamkeiten. Der Ansatz von Chen u.
Nelson (1979) fir Fligungen unter thermischer Last basiert beispielsweise auf den gleichen
kinematischen Annahmen fiir Fiigeteile und Klebschicht wie die Arbeiten von Volkersen
(1938) und Goland u. Reissner (1944). Des Weiteren wurden Arbeiten fir Klebfiigungen
unter kombinierter mechanischer und thermischer Last publiziert, die Anséitze beider
Disziplinen vereinen (Wong u. Wong, 2008, Wong, 2015).

Mit dem Aufkommen neuer produktionstechnischer Methoden zur Umsetzung von
Gradientenklebstoffen (vgl. Kapitel 3.1.3) ist der Bedarf an analytischen Methoden fiir
Gradientenklebverbindungen erheblich gewachsen. Allerdings existieren aufgrund der
Aktualitdt der Thematik nur wenige Ansitze. Raphael (1965) schlug zur Ermittlung
der Spannungen in einschnittigen Uberlappungsfiigungen mit mehreren Klebstoffen eine
Analyse basierend auf dem Modell von Volkersen (1938) vor. Das zuvor genannte Modell
von Srinivas (1975) ermoglicht ebenfalls die Analyse von Kombinationsklebungen mit
ungleichen Fiigeteilen. Das Neves et al. (2009a,b) erweiterten das komplexe Modell von
Frostig et al. (1999) hinsichtlich Kombinationsklebstoffen. Das erste Modell zur Analyse
von Spannungen in Gradientenklebungen wurde von Kumar (2009) entwickelt. Es basiert
auf dem Prinzip vom Minimum der Ergidnzungsenergie und ermdéglicht die Analyse
von axialsymmetrischen Rohriiberlappungsfiigungen mit als Polynom darstellbaren
Steifigkeitsverlaufen des Gradientenklebstoffs. Fiir diese spezielle Fiigekonfiguration
wurden einige Erweiterungen vorgeschlagen (Kumar u. Scanlan, 2010, 2013) sowie der
optimale Steifigkeitsverlauf des Gradientenklebstoffes bei Torsionsbelastung untersucht
(Spaggiari u. Dragoni, 2014). Fiir ebene Uberlappungsfiigungen schlugen Stapleton
et al. (2012) einen weak-interface-Modellierungsansatz im Rahmen eines tibergeord-
neten finiten Elements fiir Gradientenklebungen vor. Das Einbetten dieses Elements
in eine Finite-Elemente-Analyse ermoglicht verschiedene Fiigekonfigurationen effizient
numerisch zu untersuchen. Eine klassische analytische Umsetzung der weak-interface-
Modellierung entwickelten Carbas et al. (2014a). Basierend auf der Arbeit von Volkersen
(1938) leiteten sie eine analytische Losung fir die Schubspannungen in symmetrischen
einschnittigen Uberlappungsfiigungen her. In Zusammenarbeit mit J. Felger zeigte der
Autor jedoch einige Fehler in der Modellierung auf und entwickelte ein verbessertes
shear-lag-Modell fir Fiigungen mit ungleichen Fiigeteilen (Stein et al., 2017b). Dar-
iiber hinaus gelang dem Autor zusammen mit H. Mardani ein weak-interface-Modell
fiir einschnittige Gradiententiiberlappungsklebungen basierend auf den kinematischen
Annahmen von Goland u. Reissner (1944) zu entwickeln. Dieses beriicksichtigt sowohl
Schub- als auch Schélspannungen in der Klebschicht und liefert gute Ubereinstimmungen
mit numerischen Referenzlosungen (Stein et al., 2016a). Aufgrund der Komplexitat der
Gleichungen sind jedoch die Losungen der klassischen weak-interface-Modellierungen nur
als Potenzreihe und nicht in expliziter Form darstellbar.

3.2.2 Elastisch-plastisches Materialverhalten

Eine Beschreibung des Materialverhaltens mittels linearer Elastizitdtstheorie ist fiir
sprode Klebstoffe hinreichend, da die Deformationen bis zum Versagen nahezu rein
elastisch stattfinden. Allerdings zeigen einige zdhelastische Klebstoffe schon unter
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geringer Last inelastische Deformationen. Daher ist die Berticksichtigung elastisch-
plastischen Materialverhaltens fiir eine prézise Spannungsanalyse in Klebungen mit
duktilen Klebstoffen zwingend notwendig.

Die wenigen bisher vorgeschlagenen Ansétze basieren auf weak-interface-Modellierungen
und lassen sich in zwei Kategorien einteilen: (1) Elastisch-perfekt plastische Ansétze
(EPP) sowie (2) Modelle basierend auf der Deformationstheorie der Plastizitiat (DTP).
Erstere unterteilen die Klebschicht in elastische und plastische Bereiche. Die plastischen
Bereiche befinden sich an den Réndern der Uberlappung, an denen Spannungskon-
zentrationen vorliegen. Die Bereiche werden zunéchst separat behandelt. Eine stetige
Losung wird mittels Kontinuitdtsbedingungen erzeugt. Der zweite Ansatz modelliert
den Klebstoff mittels der Deformationstheorie der Plastizitat, vgl. Kapitel 2.3. Infolge
der einheitlichen Modellierung der Klebschicht entlang der gesamten Uberlappung erhélt
man eine glatte Losung der Feldgrofien.

Eines der ersten EPP-Modelle fiir ein- sowie zweischnittige Uberlappungsfiigungen
schlugen Dickson et al. (1972) vor.3 Im plastischen Bereich wird eine konstante VON
Mises-Spannung vorgesehen und in der verbleibenden Region eine elastische Losung
implementiert. Die zugrunde liegenden Gleichungen werden mittels eines iterativen
Verfahrens gelost. Allerdings erfordern die Kontinuitatsbedingungen die numerische
Integration der Spannungen. Die bekanntesten EPP-Ansétze fiir ein- und zweischnittige
Uberlappungs- sowie geschiftete und gestufte Klebfiigungen sind in den Arbeiten von
Hart-Smith (1973a,b,c) zu finden. Die Unterteilung in elastische und plastische Bereiche
wird nur fiir die Schubspannungen durchgefithrt. Die Schalspannungen verhalten sich
linear-elastisch entlang der Uberlappung. Die elastisch-perfekt plastische Spannungs-
Dehnungskurve wird dabei so gewéhlt, dass die Fliache unter der Kurve identisch zur
Fliache unter der realen Spannungs-Dehnungskurve ist. Pickett u. Hollaway (1985)
erweiterten den Ansatz von Hart-Smith (1973a,b,c) auf verklebte Laminate. Grant
u. Taig (1976) entwickelten einen EPP-Ansatz fiir einschnittige Uberlappungsfiigun-
gen basierend auf der Arbeit von Volkersen (1938), der ebenfalls eine Unterteilung
in elastische und plastische Bereiche nur fiir die Schubspannungen vorsieht.*® Yang
et al. (2004) untersuchten gemafs ASTM D3165 (2014) eine spezifische einschnittige
Uberlappungskonfiguration mit Laminaten als Fiigeteilen und unterteilten in ihrem
EPP-Ansatz den Uberlappungsbereich sowie die dufieren Fiigeteile in elastische und
plastische Bereiche. Die Fiigeteile wurden mittels Schubdeformationstheorie 1. Ordnung
modelliert. Weitere feinere Unterteilungen der plastischen Bereiche wurden von Lee u.
Kim (2007) berticksichtigt. Zwar ergeben sich glattere Spannungsverldufe infolge der
weiteren Unterteilung, allerdings ergibt sich dadurch eine signifikant erhohte Dimension
der zu lésenden Differentialgleichungssysteme.

Im gleichen Jahr wie Dickson et al. (1972) schlugen Grimes et al. (1972) den ersten
DTP-Ansatz fiir ein- und zweischnittige Uberlappungs- sowie gestufte Klebfiigungen vor.
Als Approximation der Spannungs-Dehnungskurve wird ein RAMBERG-OSGOOD-Potenz-
gesetz mit der VON MISES-Spannung als Vergleichsspannung angesetzt. Das préasentierte

39Dickson et al. (1972) entwickelten ebenso eine DTP-Modellierung. Allerdings wurde diese lediglich
als Konzept ohne direkte Umsetzung veroffentlicht.

40Die Arbeit von Grant u. Taig (1976) bildet die Basis des ESDU (Engineering Science Data Unit)
Programmpakets zur Analyse elastisch-plastischer Klebfiigungen.
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Losungskonzept der zugrunde liegenden Gleichungen ist allerdings sehr komplex und
schwer umsetzbar. Delale et al. (1981) hingegen schlugen zwei verschiedene Ansétze vor:
(1) Die Ermittlung der Spannungs-Dehnungsbeziehungen aus einer tibergeordneten Ener-
giefunktion (2) ein DTP-Modell basierend auf einer RAMBERG-OSGOOD-Approximation
der wahren Spannungs-Dehnungskurve. Allerdings ver6ffentlichten sie dies beide ledig-
lich als Konzept, sodass weder eine konkrete Umsetzung noch Ergebnisse verfiighar sind.
Bigwood u. Crocombe (1990, 1992) erweiterten ihr general sandwich-type-Modell auf
nichtlineares Materialverhalten fiir die Klebschicht sowie die Fiigeteile. Als Vergleichs-
spannung dient eine modifizierte vON MisEs-Spannung (Raghava et al., 1973), die
eine Interaktion der hydrostatischen und deviatorischen Spannungsanteile berticksich-
tigt. Als Approximationsansatz zur Spannungs-Dehnungskurve wird eine hyperbolische
Tangensapproximation vorgeschlagen. Wang et al. (2003a,b) betrachteten zusatzlich
Schubdeformationen der Fiigeteile und wendeten erfolgreich die Spannungslosung zur
Versagensbewertung von Schalfiigungen an. Eine Erweiterung des Modells von Bigwood
u. Crocombe (1990) auf verklebte Laminate mit symmetrischem Lagenaufbau wurde von
Smeltzer u. Klang (2003) vorgeschlagen. Ein Modell, das zusétzlich die Alterungseinfliis-
se des Klebstoffes mittels eines Fick’schen Diffusionsmodells beriicksichtigt, wurde von
Crocombe (2008) aufbauend auf der Arbeit von Bigwood u. Crocombe (1990) entwickelt.
Einen allgemeinen Ansatz zur Analyse duktiler Klebverbindungen mit Laminatfiigeteilen
schlugen ebenfalls Mortensen u. Thomsen (1997, 2002) vor. Sie modellierten die Fugeteile
mittels klassischer Laminattheorie und einer modifizierten VON MISES-Spannung (Gali
et al., 1981) als Vergleichsspannung. Sie schlugen eine iterative Losung der zugrunde
liegenden Gleichungen mit einem Update des Sekantenmoduls in jedem Schritt vor. Da-
bei wurde das Losungskonzept allgemein gehalten, um die Anwendung auf verschiedene
Uberlappungskonfigurationen zu ermoglichen.

Die Komplexitat der zugrunde liegenden Differentialgleichungen der vorgestellten Mo-
delle sind im Fall elastisch-plastischer Materialmodellierung so hoch, dass sie nahezu
immer numerisch zu lésen sind. Trotz des Aufwandes sind semi-analytische Berech-
nungsverfahren in vielen Féllen vorteilhafter als vollnumerische Zugéange zur Analyse
von Klebverbindungen. Dies betrifft im Besonderen Anwendungsgebiete, in denen fiir
verschiedene Konfigurationen mehrmals Spannungen ausgewertet werden miissen, wie
beispielsweise Parameterstudien in Frithentwurfsstadien sowie Optimierungsroutinen.
Numerische Methoden wie die Finite-Elemente-Methode ermdglichen zwar die Analyse
beliebig komplexer Geometrien mit nichtlinearem Materialverhalten sowie nichtlinearen
Effekten wie grofle Deformationen. Allerdings erfordert dies eine gewissenhafte und
griindliche Modellbildung. Bei Klebverbindungen mit diinnen Klebschichten betrifft
dies insbesondere die Netzfeinheit. Uber die Dicke der Klebschicht sollte eine Mindest-
anzahl von Elementen verwendet werden. Gleichzeitig sollte das Seitenverhéltnis der
einzelnen Elemente nicht einen bestimmten Grenzwert tibersteigen, da sonst Rechenun-
genauigkeiten vorliegen. Dadurch werden schnell eine vergleichsweise grofle Anzahl
von Freiheitsgraden fiir hinreichend auskonvergierte Losungen benotigt. Der grofite
Nachteil jedoch besteht darin, dass lediglich eine Klebfiigungskonfiguration mit einer
Rechnung berechnet werden kann. Dabei umfasst eine Rechnung die Modellbildung,
die Vernetzung des Modells sowie die Losung des zugrunde liegenden Gleichungssys-
tems.
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Zusammenfassend lasst sich sagen, dass fiir Klebverbindungen mit linear-elastischem Ma-
terialverhalten eine Vielzahl an Modellen existieren, die Fligungen mit unterschiedlichen
Filigepartnern, Kompositfiigeteilen mit symmetrischem Lagenaufbau sowie Schubdefor-
mationen und den Einfluss der Klebschichtdicke beriicksichtigen. Bei Gradientenkleb-
verbindungen sind bis jetzt hingegen nur einige wenige Ansétze fiir spezifische Verbin-
dungskonfigurationen wie einschnittige Uberlappungsfiigungen vorgeschlagen worden.
Im Bereich elastisch-plastischer Klebverbindungen finden sich vorrangig Modellierungs-
ansitze basierend auf der Deformationstheorie der Plastizitéit, die mittels klassischer
Laminattheorie verklebte symmetrische Laminatfiigeteile abbilden. Bislang fehlt es
allerdings an allgemeinen Modellen, die die Analyse beliebiger Filigekonfigurationen mit
sich unterschiedlich verhaltenden Klebstoffen und asymmetrische Laminataufbauten
der Fiigeteile unter Berticksichtigung der Schubdeformationen erméglichen und eine
anschliefende effiziente Versagensbewertung erlauben.

3.3 Versagensbewertung

Die Bewertung von Klebverbindungen ist Gegenstand vieler wissenschaftlicher Arbei-
ten. Im Wesentlichen werden dabei festigkeitsmechanische Anséitze, bruchmechanische
Ansétze oder Ansétze der Schadigungsmechanik verwendet. Im Besonderen haben
sich Kohésivzonenmodelle fiir die Bewertung von Klebverbindungen bewihrt.*! Im
Folgenden soll ein Uberblick iiber die wichtigsten Ansitze und Zusammenhéinge gegeben
werden.

Die gangigsten und zugleich altesten Bewertungsansatze fiir Klebfiigungen basieren
auf festigkeitsmechanischen Uberlegungen, siche Kapitel 2.4. Dabei werden Vergleichs-
spannungen oder -dehnungen mit kritischen Materialkennwerten wie beispielsweise der
Festigkeit oder Bruchdehnung verglichen. Bei der Verwendung von weak-interface-1Lo6-
sungen werden meist die endlichen Spannungsspitzen am Rande der Uberlappung zum
Vergleich herangezogen, obwohl bekannt ist, dass das Spannungsfeld an den Bimaterial-
punkten der einspringenden Ecken der Uberlappungsfiigungen singuliren Charakter hat.
Zur Beschreibung sproden Versagens wird dabei hauptsachlich die Normalspannungs-
hypothese verwendet (Adams et al., 1997). Ikegami et al. (1990) verwendete die VON
Misgs-Gestaltsinderungshypothese zur Bewertung duktiler geschafteter Klebverbindun-
gen, wahrend Greenwood (1969) hingegen das Kriterium maximaler Schubspannungen
auf Basis der Spannungslosung von Goland u. Reissner (1944) zur Bewertung ein-
schnittiger Uberlappungsfiigungen heranzog. Fiir duktile Klebstoffe, bei denen nicht
vernachlassigbare inelastische Deformationen vor dem endgiiltigen Versagen auftreten,
haben sich dehnungsbasierte Kriterien bewahrt. Dabei kamen vor allem die Kriterien
maximaler Hauptdehnungen (Harris u. Adams, 1984) sowie maximaler Schubverzerrun-
gen (Hart-Smith, 1973c) zum Einsatz. Ubersichtsarbeiten zum Vergleich verschiedener

41Kohésivzonenmodelle werden in bruchmechanischen Fachbiichern (Gross u. Seelig, 2011) dem Bereich
elastisch-plastischer Bruchmechanik zugeordnet, wahrend sie in Fachbiichern zur Modellierung von
Klebverbindungen (da Silva u. Campilho, 2012) als Ansatz der Schidigungsmechanik vorgestellt
werden. Bei ersterer Zuordnung werden Kohésivzonenmodelle als Verallgemeinerung des Dugdale-
Modells eingefiihrt, wohingegen sie bei letzterer als lokaler Ansatz eines Schiadigungsgesetzes
interpretiert werden.
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Versagenskriterien (Goglio et al., 2008, da Silva et al., 2009a,b, Rodriguez et al., 2012)
haben jedoch gezeigt, dass bei der Verwendung festigkeitsmechanischer Ansatze auf Basis
analytischer Spannungslosungen deutliche Abweichungen zwischen den vorhergesagten
Versagenslasten und experimentellen Befunden auftreten. Einige Effekte wie der Einfluss
der Uberlappungslinge auf die Versagenlasten von einschnittigen Uberlappungsfiigungen
konnte zumindest qualitativ korrekt abgebildet werden. Der Einfluss der Klebschichtdi-
cke konnte hingegen nur falsch wiedergegeben werden.

Bei sehr duktilen Klebstoffen (Bruchdehnung tiiber 20%) fand Crocombe (1989) heraus,
dass sich bei Uberlappungsfiigungen der komplette Uberlappungsbereich vor dem end-
giiltigen Versagen im Bereich des plastischen Flielens befindet. Daraufhin schlug er das
Konzept des globalen Flieflens vor, das Versagen postuliert, wenn tiber den kompletten
Uberlappungsbereich die FlieBgrenze erreicht ist. Ein Vergleich mit Experimenten zeigte
eine gute Ubereinstimmung und eine korrekte Abbildung des Klebschichtdickeneffekts.
Allerdings gilt dies nur bei vergleichsweise kurzen Uberlappungsléingen. Bei hinreichend
groBen Uberlappungsbereichen tritt globales Versagen infolge einer Rissentstehung am
Rande der Uberlappung auf, bevor die komplette Klebschicht plastifiziert (Karachalios
et al., 2013b).

Bruchmechanische Ansétze stiitzen sich weitestgehend auf die Ermittlung von Span-
nungsintensitiatsfaktoren oder der Energiefreisetzungsrate von a priori angenommenen
Anfangsrissen und einem anschlieBenden Vergleich mit kritischen Materialkennwerten
wie beispielsweise der Bruchzéhigkeit. Dabei wird vorwiegend das J-Integral in Verbin-
dung mit analytischen Naherungslosungen zur Bestimmung der Energiefreisetzungsrate
im Rahmen der linearen Bruchmechanik oder der Intensitiat des Rissspitzenfeldes im
Kontext der elastisch-plastischen Bruchmechanik verwendet.? Yamada (1988) ermittelte
mittels des J-Integrals angewendet auf ein Balkenmodell eine explizite Darstellung der
Energiefreisetzungsrate fiir DCB-Priifkorper mit Anfangsriss. Entsprechende Untersu-
chungen fiir einschnittige Uberlappungsfiigungen wurden von Hu et al. (1992) unter
Benutzung des shear-lag-Modells und von Fraisse u. Schmit (1993) sowie Hu (1995)
unter Verwendung des Modells von Goland u. Reissner (1944) durchgefithrt. Krenk
(1992) ermittelte den gleichen Ausdruck der Energiefreisetzungsrate fiir einschnittige
Uberlappungsfiigungen iiber die Auswertung der Nachgiebigkeit der Fiigungen im Falle
linearer Elastizitdt. Fernlund u. Spelt (1991) nutzten das J-Integral, um die Energiefrei-
setzungsrate fiir verschiedenste iiberlappende Klebkonfigurationen zu bestimmen. Zur
Auswertung des Bruchkriteriums wurden neben den klassischen Formulierungen (2.71)
und (2.78) einige Ansétze vorgeschlagen, die der in Klebungen typischerweise auftreten-
den Mixed-Mode-Beanspruchung Rechnung tragen. Dazu wird die Bruchzahigkeit als
Funktion des sogenannten Mixed-Mode-Winkels ¢ = arctan (Gy/Gr) eingefithrt, sofern
sich die Anteile der Energiefreisetzungsrate in Rissoffnungsmoden unterteilen lassen.*?
Optimalerweise liegen zur Auswertung des Bruchkriteriums experimentell ermittelte
Werte der Bruchzahigkeit in Abhéngigkeit des Mixed-Mode-Winkels vor, sodass eine

420bwohl die Niherungslosungen die Spannungssingularitit nicht abbilden, erhélt man einen von null
verschiedenen Wert fiir das J-Integral. Derartige Ansétze haben sich trotz des approximativen
Charakers beispielsweise zur Ermittlung der Energiefreisetzungsrate bei der Delamination von
Laminaten (Williams, 1988, Suo u. Hutchinson, 1990) als sehr zweckméfig erwiesen.

“3Dieser Winkel wird bei Rissen in Grenzschichten alternativ iiber das Verhiltnis von Schub- zu
Schélspannungen definiert (Hutchinson u. Suo, 1991, Manti¢ u. Paris, 2004).
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zugehorige Versagensfliche** erstellt werden kann. Fiir den Fall, dass lediglich fiir reine
Modus I und II-Belastung die Bruchzéhigkeiten vorliegen, wird die Bruchzahigkeit als
Funktion des Mixed-Mode-Winkels mittels Interaktionsgesetzen beschrieben. Oftmals
wird ein formal einfacher Ansatz zur Interaktion genutzt, der in vielen Féllen hinreichend
gute Ergebnisse im Vergleich zu Experimenten liefert (Chai, 1988, Tong, 1998, Yang u.
Thouless, 2001, Dillard et al., 2009):

(gf)kl + <gg]f)k2 =1, (3.1)

wobei k; und ko frei zu wiahlende Parameter sind, die an experimentelle Ergebnisse
angepasst werden miissen. In den meisten Féllen wird jedoch aus Vereinfachungsgriin-
den k1 = ky = 1 bzw. ky = ky = 2 gewahlt. Alternativ werden trigonometrische
(Hutchinson u. Suo, 1991, Charalambides et al., 1992) sowie auch Polynomfunktio-
nen (Fernlund et al., 1994, Papini et al., 1994) zur Definition des Interaktionsgesetzes
genutzt.

Einige wenige Ansitze (Groth, 1988, Xu et al., 1999, Goglio u. Rossetto, 2010) ermit-
teln im Falle linear-elastischen Materialverhaltens sogenannte verallgemeinerte Span-
nungsintensitatsfaktoren und vergleichen diese zur Versagensbewertung mit kritischen
Materialkennwerten. Die Betrachtung verallgemeinerter Spannungsintensitatsfaktoren
ist notwendig, da an den Bimaterialkerben an den Enden der Uberlappung keine
Rissspitzensingularitat vorliegt und somit keine klassischen Spannungsintensitatsfakto-
ren definiert sind (Groth, 1988). Allerdings findet diese Methodik wenig Anwendung,
da erheblicher Aufwand zur Ermittlung der Spannungsintensitatsfaktoren notwendig
ist.

Des Weiteren wurden einige nicht-lokale Ansétze im Rahmen der Festigkeits- und Bruch-
mechanik angewendet, die sich wiederum in der Theorie kritischer Distanzen (Taylor,
2007) zusammenfassen lassen, vgl. Kapitel 2.6. Unter anderem werteten John et al. (1991)
und Crocombe (1989) jeweils das Kriterium maximaler Schub- und Schélspannungen in
einer bestimmten Distanz zum Ende der Uberlappung zur Versagensbewertung aus, um
die Problematik singuldrer Spannungen zu umgehen. Crocombe (1989) zeigte jedoch,
dass die kritische Distanz abhéngig von der Art der Belastung ist. Cui et al. (2003)
sowie Crocombe u. Adams (1981b) nutzen Vergleichsdehnungskriterien, ausgewertet in
einer kritischen Distanz zum Uberlappungsende, um Schélfiigungen zu bewerten. Dabei
zeigte sich, dass die kritische Distanz von der Geometrie der Filigung abhangt. Clark u.
McGregor (1993) hingegen mittelten die Spannungen tiber eine bestimmte Flache zur
Versagensbewertung von Fiigungen. Anderson u. Devries (1987, 1989) sowie Kim u. Lee
(2008) betrachteten einen imagindren Riss, um klassische bruchmechanische Konzepte
anwenden zu konnen. Die Grofle des Risses muss zunéachst jedoch mittels Experimenten
bestimmt werden. Alle genannten Arbeiten liefern zwar hinreichend gute Ergebnisse
aber konnen keine befriedigende, physikalisch basierte Erklarung fiir den zusétzlich
benotigten Langenparameter angeben. Erst das gekoppelte Kriterium im Rahmen der
finiten Bruchmechanik, vgl. Kapitel 2.6, liefert einen physikalisch basierten Zugang.
Statt eines empirischen Langenparameters werden lediglich die Bruchzahigkeit und die

441n der Literatur (Fernlund et al., 1994, Tong, 1998) oft als failure oder fracture envelope bezeichnet.
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Festigkeit des Klebstoffes als Versagensparameter benotigt. Die ersten Anwendungen
des gekoppelten Kriteriums auf Klebverbindungen basieren auf analytischen Naherungs-
16sungen. Carpinteri et al. (2009) sowie Cornetti et al. (2012) analysierten die Ablosung
von Faserkunststoffverstarkungen auf Betontragern mittels eines einfachen shear-lag-
Modells und diskutierten Groéfeneffekte. Weiigraeber u. Becker (2011a,b) schlugen
Umsetzungen des gekoppelten Kriteriums fiir einschnittige Uberlappungsfiigungen ba-
sierend auf den Losungen von Volkersen (1938) und Goland u. Reissner (1944) vor.
Allerdings konnte der Einfluss geometrischer Strukturparameter auf die Versagenslasten
nicht korrekt abgebildet werden. Ein verbessertes Modell unter der Verwendung der
Spannungslosung von Ojalvo u. Eidinoff (1978) ermoglichte die korrekte Abbildung des
Einflusses geometrischer Parameter auf die Versagenslasten (Weifigraeber u. Becker,
2013, Weifigraeber, 2014). Hierbei ist zu erwahnen, dass das Spannungs- und Energie-
kriterium erstmals eine physikalisch basierte Erklarung des Klebschichtdickeneffekts fiir
sprode Klebstoffe ermoglichte. Detaillierte numerische Umsetzungen des gekoppelten
Spannungs- und Energiekriteriums angewendet auf einschnittige Uberlappungsfiigungen
wurden mittels geometrisch linearen (Mendoza-Navarro et al., 2013, Moradi et al., 2013,
Carrere et al., 2015) sowie geometrisch nichtlinearen (Hell et al., 2014, Weiligraeber
et al., 2015) Finite-Elemente-Analysen implementiert. Fiir eine groe Anzahl an Experi-
menten ergaben sich eine gute Ubereinstimmung zwischen Versagenslastvorhersagen
und experimentellen Befunden.

Ein weit verbreitetes Versagenskonzept fiir Klebverbindungen, das ebenfalls spannungs-
basierte und energetische Betrachtungen vereint, ist die Kohésivzonenmodellierung. Die
Prozesszone wird dabei als Kohésivzone modelliert und das zugehorige Materialverhal-
ten durch ein Kohasivgesetz beschrieben. Letzteres beschreibt sowohl das mechanische
Verhalten bis zur Schadensinitiierung, als auch den nachfolgenden kontinuierlich fort-
schreitenden Schadigungsverlauf, vgl. Kapitel 2.5.2. Die Annahme initialer Defekte oder
Risse ist dabei nicht notwendig. Analytische Umsetzungen von Kohésivzonenmodellen
sind zwar &uflerst effizient aber nur mittels vereinfachender Annahmen umsetzbar und
daher in der Literatur selten zu finden. Yuan et al. (2004), Cottone u. Giambanco
(2009), Cornetti u. Carpinteri (2011) sowie Cornetti et al. (2015) untersuchten mittels
eines analytischen Ansatzes die Ablosung von Faserkunststoffpflastern an Balkentré-
gern.*® Dabei wurden in der Grenzschicht zwischen Triager und Verstirkung lediglich
Schubspannungen berticksichtigt. Ein weiterer Ansatz flir ein- sowie zweischnittige
Uberlappungsfiigungen, der neben Schub- auch Schélspannungen beriicksichtigt, wurde
von Ascione (2009) vorgeschlagen. Aufgrund der Komplexitit des Modells sind jedoch
die zugrunde liegenden Differentialgleichungen mittels eines iterativen Verfahrens zu
l6sen.

Numerische Umsetzungen im Rahmen der Finite-Elemente-Methode erlauben hingegen
die Modellierung komplexer Fiigegeometrien unter Verwendung beliebiger Kohésivge-
setze. Sie erfreuen sich einiger Beliebtheit bei der Analyse von Klebverbindungen und
sind in kommerziellen Finite-Elemente Programmpaketen implementiert (da Silva u.
Campilho, 2012). Dabei ist jedoch erwdhnenswert, dass der Risspfad bei Kohéasivzonen-
modellierungen a priori bekannt sein muss, da entlang diesem Kohésivzonenelemente

45In der Literatur wird die analytische Umsetzung von Kohésivzonenmodellen auch als cohesive crack
model (CCM) bezeichnet.
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vorzusehen sind. Man unterscheidet bei der Modellbildung prinzipiell zwei Vorgehenswei-
sen: (1) das Einftigen von Kohésivzonenelementen mit verschwindender Dicke entlang
des potentiellen Risspfades und (2) das Einfiigen von Kohésivzonenelementen fini-
ter Dicke, die im Falle von Uberlappungsfiigungen meist die komplette Klebschicht
reprisentieren.?® Ersteres folgt dem Grundgedanken des von Barenblatt (1959) vorge-
schlagenen Konzeptes der Kohésivzonenmodellierung und erlaubt sowohl die Fiigeteile
als auch die Klebschicht mit einem separaten Materialmodell zu modellieren (Campilho
et al., 2005, Liljedahl et al., 2006). Letzteres entspricht vielmehr einem klassischen
Schadigungsmodell mit skalarem Schadigungsparameter und energiebasiertem Evoluti-
onsgesetz, das jedoch aufgrund der Einfachheit oftmals in der Anwendung verwendet
wird. Die Physik des eigentlichen Bruchgeschehens und die zugehorigen lokalen Effek-
te konnen dabei jedoch nicht abgebildet werden. Vielmehr wird das Bruchgeschehen
verschmiert dargestellt. Eine Diskussion beider Ansétze findet man bei da Silva u.
Campilho (2012).

Die Form des Kohésivgesetzes sollte bei beiden Ansétzen abhangig vom Materialver-
halten des Klebstoffes sowie den Eigenschaften der Grenzschicht ausgewahlt werden.
Untersuchungen ergaben, dass bilineare Kohésivgesetze, vgl. Abbildung 2.7(b), beson-
ders geeignet sind zur Simulation sproden Versagens von Klebstoffen (Campilho et al.,
2011b) sowie intralaminaren Versagens von Kompositfiigeteilen in Klebverbindungen
(Xie et al., 2006). Hingegen haben sich trapezférmige Kohésivgesetze, vgl. Abbildung
2.7(c), zur Abbildung duktilen Versagens von Klebstoffen bewahrt (Feraren u. Jensen,
2004, Campilho et al., 2008). Aufbauend auf diesen klassischen Kohéasivgesetzen wurden
weitergehende Analysen zur speziellen Form des Spannungs-Separationsgesetzes durch-
gefiihrt. Andersson u. Stigh (2004), Leffler et al. (2007) sowie Hogberg et al. (2007)
zeigten, dass komplette nichtlineare Spannungs-Separationsgesetze auf Basis einfacher
weak-interface-Losungen und Auswertungen des J-Integrals aus wenigen experimentell
bestimmten geometrischen Parametern ermittelt werden kénnen. Eine umfangreiche
Ubersicht zur Formauswahl und Bestimmung von Kohésivgesetzen insbesondere im
Falle von Mixed-Mode-Belastungen findet man beispielsweise bei da Silva u. Campilho
(2012) und Campilho et al. (2013b).

Weiterhin ist zu erwdhnen, dass bei numerischen Umsetzungen mittels eines implizi-
ten Losers Konvergenzprobleme aufgrund des lokal entfestigenden Materialverhaltens
beim Ubergang zur einsetzenden Schidigung entstehen. Ublicherweise wird zur Um-
gehung dieser Problematik ein zusatzlicher viskoser Anteil im Konstitutivgesetz der
Kohasivzonenelemente vorgesehen. Diese viskosen Eigenschaften haben auf die in der
Finite-Elemente-Methode entstehenden Gleichungssysteme grundsétzlich eine regula-
risierende und somit auf die Konvergenz bezogene positive Auswirkung. Die zu den
viskosen Effekten gehorigen Parametern, die lediglich der Konvergenzverbesserung die-
nen, miissen dabei mit besonderer Sorgfalt gewahlt werden. Ziel ist es, gerade genug
Viskositat in das Konstitutivgesetz einzubringen, sodass hinreichende Konvergenz bei
vernachlissigbaren Anderungen der Ergebnisse vorliegt. Damit ist immer eine geson-
derte Parameterstudie notwendig. Eine detaillierte Erklarung und Diskussion dieser

46Diese Ansiitze werden in der Literatur (da Silva u. Campilho, 2012) auch als local und continuum
approach bezeichnet.
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Problematik findet man beispielsweise bei Trondl (2013). Des Weiteren ist eine bestimm-
te Netzfeinheit der Kohésivzonenelemente innerhalb der Prozesszone zu garantieren,
sodass die physikalischen Vorgénge an der Rissspitze korrekt abgebildet werden konnen.
Umfangreiche Untersuchungen und Empfehlungen findet man dazu bei Turon et al.
(2007) und da Silva u. Campilho (2012).

Eine erst jiingst entwickelte Erweiterung der klassischen Kohasivzonenmodellierung
ermoglicht die Simulation von Versagensvorgéngen ohne vorheriger Festlegung spezi-
fischer Risspfade. Sie verkniipft die Ideen der Kohésivzonenmodellierung mit denen
der erweiterten Finite-Elemente-Methode®”. Kohésivzonenelemente verschwindender
Dicke werden erst dann in Elemente eingefiigt, wenn ein Schadensinitiierungskriterium
erfiillt ist. Dabei werden die entsprechenden Elemente geteilt und anschliefend senk-
recht zur maximalen Hauptspannung bzw. -dehnungsrichtung Kohésivzonenelemente
eingefiigt. Campilho et al. (2011b,a) wendeten erstmals diese im kommerziellen Finite-
Elemente-Programmpaket ABAQUS implementierte Methodik zur Versagensvorhersage
von Klebverbindungen an. Fiir DCB-Prifkorper ergaben sich physikalisch sinnvolle
Risspfade und eine gute Ubereinstimmung mit experimentellen Befunden. Allerdings
erwies sich das Konzept bei ein- und zweischnittigen Uberlappungsfiigungen nicht als
zielfiihrend, da das Kriterium maximaler Hauptspannungen den elastischen Kontrast
zwischen Fligeteilen und Klebstoff nicht beriicksichtigt. Es wurden Risse vorhergesagt,
die direkt nach Initiierung in der Klebschicht in das Fiigeteil hineinwachsen. Alternativ
wurden Konzepte vorgeschlagen, die lediglich in Klebkehlen den zuvor beschriebenen
Ansatz und im Inneren der Klebschicht klassische Kohésivzonenelemente nutzen (Sugi-
man et al., 2013, Mubashar et al., 2014, Stuparu et al., 2016). Campilho et al. (2013a),
Fernandes et al. (2015), de Sousa et al. (2017) sowie Santos u. Campilho (2017) legten
hingegen die Ausrichtung der eingefiigten Kohéasivzonenelemente a priori fest, sodass ein
wichtiger Vorteil der Methode verloren ging. Der Autor entwickelte in Zusammenarbeit
mit S. Dolling, K. Chalkiadaki und P. Weifigraeber ein Modellierungskonzept, das
dem elastischen Kontrast zwischen Fiigeteilen und Klebstoff Rechnung tréagt (Stein
et al., 2017a). Ein benutzerdefiniertes Kriterium wurde implementiert, das zunéchst
Risse senkrecht zur Hauptspannungsrichtung und beim Auftreffen auf Bimaterialgrenz-
schichten eine entsprechende Ablenkung des Risses vorsieht. Dieses Konzept lieferte
gute Ubereinstimmungen mit experimentell ermittelten Risspfaden sowie Versagens-
lasten fiir einschnittige Uberlappungsfiigungen mit Klebkehlen sowie abgerundeten
Fiigeteilen.

Zusammenfassend lésst sich sagen, dass im Gegensatz zu klassischen festigkeits- und
bruchmechanischen Ansatzen das gekoppelte Spannungs- und Energiekriterium verlass-
liche Versagenslastvorhersagen auf physikalischer Basis fiir sprodes Versagen liefert.
Fiir duktiles Versagen haben sich in Kombination mit analytischen Spannungslésungen
insbesondere bruchmechanische Konzepte bewahrt. Kohasivzonenmodellierungen bieten
hingegen eine sehr breite Anwendungsmoglichkeit. Sowohl sprodes als auch duktiles
Versagen werden mittels des gleichen Konzepts abgebildet. Allerdings empfiehlt sich
eine vollnumerische Umsetzung und die genauere Analyse der zugrunde liegenden
physikalischen Zusammenhange des Versagensgeschehens erweist sich als schwierig.
Die Identifizierung der adaquaten Kohasivgesetze mit den zugehorigen Parametern

4TEngl.: Extended Finite Element Method (XFEM)
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sowie die Umgehung der Konvergenzprobleme stellt sich in den meisten Fallen als
sehr aufwandig heraus. Nichtsdestotrotz werden Kohésivzonenmodelle aufgrund ihrer
vielseitigen Anwendbarkeit oftmals in der Wissenschaft als Referenzlésungen herangezo-
gen.
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Kapitel 4

Analyse von Klebverbindungen mit sproden Klebstoffen

4

LIt is better to be vaguely right than eractly wrong.
Carveth Read, britischer Philosoph und Logiker

Im folgenden Kapitel werden effiziente Berechnungsmethoden zur Analyse von Klebver-
bindungen mit sproden Klebstoffen vorgestellt. Typischerweise wird das globale Versagen
solcher Fiigungen bereits durch eine Rissinitiierung am Rand des Uberlappungsbereiches
charakterisiert. Zundchst wird zur Spannungsanalyse ein general sandwich-type-Modell
prasentiert, das auch die Analyse verklebter Laminate mit Biegedehnkopplung ermdag-
licht. Die ermittelten Spannungsfelder verschiedenster Uberlappungsfigungen werden
mittels Finite-Elemente-Analysen validiert und umfassend diskutiert. Daraufhin wird
ein effizientes Berechnungskonzept zur Auswertung des gekoppelten Spannungs- und
Energiekriteriums vorgestellt. Dabei wird im Detail die Auswertung energetischer Grifien
und die Losung des zum gekoppelten Kriteriums zugehérigen Optimierungsproblems dar-
gestellt. Resultate der Analyse werden anschlieffend mit Experimenten sowie Ergebnissen
numerischer Vergleichsrechnungen unter Verwendung von Kohdsivzonenmodellen vergli-
chen. Es zeigt sich sowohl mit den experimentellen Befunden als auch den numerischen
Ergebnissen eine gute Ubereinstimmung. Abschliefend werden die Grenzen des Modells
eingehend diskutiert. Die hier vorgestellte Modellierung mit den dargestellten Ergebnis-
sen wurde in international bequtachteten Fachzeitschriften und Tagungsbinden publiziert
(Weifsgraeber et al., 2014, Stein et al., 2015, 2016b,d).

4.1 Einfithrung

Wie in den Kapiteln 3.2.1 und 3.3 beschrieben, eignen sich zur Untersuchung von
Klebverbindungen mit sproden Klebstoffen analytische Modelle basierend auf der li-
nearen Elastizitatstheorie und dem gekoppelten Spannungs- und Energiekriterium. Im
Folgenden wird zur Analyse der Spannungen ein vereinfachtes eindimensionales gene-
ral sandwich-type-Modell im ebenen Verzerrungszustand fiir Uberlappungsfiigungen
mit Mehrschichtverbundfiigeteilen unter kombinierter mechanischer und thermischer
Last vorgestellt. Dieses représentiert mit den kinematischen Annahmen vorrangig das
mechanische Verhalten eines streifenformigen Querschnitts in der Mitte der Fiigung
senkrecht zur Tiefenrichtung. Da in Experimenten eine Rissinitiierung typischerweise in
der Mitte der Klebschicht in Tiefenrichtung am Rand der Uberlappung auftritt (Kara-
chalios et al., 2013b) und die Bruchzéhigkeit im ebenen Spannungszustand grofier als im
ebenen Verzerrungszustand ist (Kinloch u. Shaw, 1981, Gross u. Seelig, 2011) liefert die

69



Kapitel 4 Analyse von Klebverbindungen mit spréden Klebstoffen
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Abbildung 4.1: Sandwich-type Modell des Uberlappungsbereiches unter thermischer
Last mit beliebigen Schnittgrofen am Rand.

Modellierung der Fligung im EVZ eine konservative Abbildung der Wirklichkeit. Die
Auswertung des gekoppelten Kriteriums auf Basis des general sandwich-type-Modells
ermoglicht die Versagensbewertung verschiedenster Uberlappungsfiigungen und bildet
somit eine direkte Verallgemeinerung der Arbeiten von Weifigraeber u. Becker (2013),
Weifigraeber (2014). Ein Vergleich der berechneten Ergebnisse mit experimentellen
Befunden und numerischen Vergleichsrechnungen mit Kohasivzonenmodellen zeigt die
allgemeine Anwendbarkeit und Qualitit des vorgestellten Konzeptes. Die vorgestellte
Modellierung wurde mit dankbarer Unterstiitzung von P. Weifigraeber veroffentlicht
(Weifigraeber et al., 2014, Stein et al., 2015, 2016b,d).

4.2 Modellierung der Klebverbindung

Im Folgenden werden zunéchst die benotigten Grundgleichungen des Modells im Detail
hergeleitet und in einheitlicher Nomenklatur dargestellt. Wie bereits in Kapitel 3.2.1
beschrieben, bildet die alleinige Betrachtung des Uberlappungsbereiches mit beliebigen
Schnittlasten an den Fiigeteilenden die Basis einer general sandwich-type-Modellierung.
Abbildung 4.1 zeigt den Uberlappungsbereich einer Fiigung mit Tiefe b, Fiigeteildicken h,
und hs, Klebschichtdicke ¢ sowie Uberlappungslinge L mit allen moglichen Schnittlasten
am jeweiligen Rand der Fiigeteile: Normalkrafte IV, Querkréfte () und Biegemomente
M. Fir die nachfolgenden Berechnungen wird ein kartesisches Koordinatensystem mit
Axialkoordinate x und Dickenkoordinate z mit den jeweils zugehorigen Verschiebungen
und w in der Mitte der Fiigung betrachtet. Alle Feldgréfen zugehérig zu den Fiigeteilen
und der Klebschicht werden jeweils mit den Indizes ,,1%,,,2 und ,,a“ gekennzeichnet.
Ableitungen nach der Axialkoordinate x werden hier und im Folgenden durch (-)
dargestellt.

Zunichst werden an einem freigeschnittenen infinitesimalen Element des Uberlap-
pungsbereiches die Gleichgewichtsbedingungen ausgewertet. Betrachtet man ein solches
Element mit den zugehorgen Schnittlasten N® QW sowie M@ (i = 1,2), vgl. Abbil-
dung 4.2, so ergeben sich die jeweiligen Kraftegleichgewichte in z- und z- Richtung sowie
das Momentengleichgewicht um die jeweilige Mitte des Fligeteils zu

NG 4 7 — (4.1)
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QW MO L ap
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Abbildung 4.2: Freikérperbild eines infinitesimalen Elements des Uberlappungsberei-
ches.

QU £l =0, (42)
h1,2 + t (a)

M2y _ ) T

=0. (4.3)
Da bei Laminaten oftmals vergleichsweise geringe transversale Schubsteifigkeiten vorlie-
gen, werden in der Analyse Schubdeformationen der Fiigeteile mittels der Schubdeforma-
tionstheorie 1. Ordnung berticksichtigt, vgl. Kapitel 2.2.2. Infolge der Annahme des EVZ
folgt aus Gleichung (2.50) der Verschiebungsansatz fiir die Fiigeteile (i = 1,2) beziiglich
eines kartesischen Koordinatensystems Z;, Z; mit dem Ursprung in der jeweiligen Mitte
der Fiigeteile zu

(4.4)
W (@, 2) = wy (x)
Die zugehorigen Verzerrungen ergeben sich zu
el = u(2) + 209 (),
1 = g (x) +90(2), (4.5)

(@) — A0 — 0 — () —
5yy - /}/yz - ’}/xy =& = 0.

Das Konstitutivgesetz der Fiigeteile, das die Schnittgrofien mit den Verzerrungen in Be-
ziehung setzt, ergibt sich aus den Gleichungen (2.47) und (2.55) zu

N® 1 NOT Agil) Bﬁ) uéi)/
M@ 4 pOT| = B DO |pr| (4.6)
11
QU = 50 AD = 10 AL) (w4 ) @

mit den in Gleichungen (2.47)—(2.49) und (2.55) angegebenen Schnittkraften und Schnitt-
momenten zugehorig zur axialen Koordinate x.
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Die Kinematik der Klebschicht basiert auf dem Konzept der weak-interface-Modelle
und bildet den Klebstoff als vereinfachtes Kontinuum bestehend aus einer unendli-
chen Ansammlung von Federn ab. Zunéchst ergibt sich aus der Annahme des ebenen
Verzerrungszustandes

™) = 4 = 4l =, (4.8)

Yyz

Die Verzerrungen (%) und £® lassen sich mit Hilfe der Deformationen der beiden
Fiigeteile wie folgt beschreiben

a 1 hQ h1 1 1 2
a(ﬁz) = ? <U(2) <LU, _2> - u(l) <x7 9 )) + 5 (w(() 4 + w(() )/) )
1 h h 1 (4.9)
2 2 1 1 1 2
~ (ug)_2¢(2) B W) + 5 (w4 i)
A Lo 1
0 = (-l (4.10)

Anders als bei den meisten bisherigen weak-interface-Modellen wird hierbei die komplette
Definition der Schubverzerrungen berticksichtigt. Eine entsprechende Formulierung fiir
£® Tasst sich ebenfalls angeben. Allerdings ist sie fiir die weiterfiihrenden Betrachtungen

nicht vonnoten. Das Elastizitdtsgesetz des Klebstoffes ergibt sich aus Gleichung (2.19)
unter der Annahme des EVZ zunéchst zu

U%i; E® ! _(V>(a) V(a)( ) 8 g%
0-22 = S 1—v® gzi
ngi) (1 + V(a))<1 — 2y(a)) 0 0 %<1 _ 2V(a)) %(;) (4.11)

o) = V(o) + o)

Mit der zusdtzlichen Annahme, dass bei Uberlappungsfiigungen die Axialspannungen
o® vernachlissigbar klein gegeniiber den Schub- und Schélspannungen 7 und () sind,
ergibt sich eine Bestimmungsgleichung fiir €. Ein letztes Einsetzen und Umformen

ergibt schliefllich

a a (a
@ — E® (@) Uz(/?/) _ 7)5@) @) — Ei) (a) (4.12)

2z 1 (a)2 P22 1 l/(a)2 zz Tz 2(1 + V(a)) Tz

4.3 Differentialgleichungssystem

Aus den dargestellten Grundgleichungen lésst sich durch geschicktes Differenzieren und
Einsetzen ein homogenes, gewohnliches Differentialgleichungssystem fiir die Klebschicht-
spannungen 7% und ¢ herleiten. Die folgenden Ausfithrungen zeigen im Detail die
Herleitung des Differentialgleichungssystems, entsprechende Losungsanséitze sowie die
zugehorigen Randbedingungen auf.
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4.3.1 Herleitung und Losungsansatze

Aus Vereinfachungsgriinden seien zunachst die Abkiirzungen
NO = NO 4 NOT ynd  M© = MO 4 pyOT (4.13)

fiir die Schnittlasten eingefithrt. Anschliefend werden die Ableitungen der Fiigeteilde-
formationen in Abhéngigkeit der Schnittlasten dargestellt. Invertiert man Gleichung
(4.6), ergibt sich

w]_ 1 [ DY —B N 414
| TA@ |_pi 4@ | (N6 (4.14)
mit A® = ADpH _ g®* (4.15)

Differenziert man Gleichung (4.7) nach der Axialkoordinate x und formt nach der zweiten
Ableitung der Verschiebung in 2()-Richtung um, erhilt man

. (@) 1 N N
awr QY _ RO NG L 40 776
w = am ~ aw (BN ATMY). (4.16)

Differenziert man die Schubverzerrung der Klebschicht (4.9) nach z und setzt die
oben angegeben Ausdriicke der Deformationen der Fiigeteile (4.14) und (4.16) ein,
folgt

a 1 2 hg +t (o ~ 2 hz + t 2)
Y& = IA® <<D§1) + 5 B%l) NG — Bp A§1 @)

1 I+t . hy+t
((Dﬁ)— > B@) N<1>+< By + Aﬁ)M )> (4.17)

A

L 1 )
- — g .
2\k@4P  xmAD ) =

Differenziert man zwei weitere Male nach z und setzt die Krafte- und Momenten-
gleichgewichte der jeweiligen Fiigeteile (4.1)—(4.3) ein, lassen sich alle Schnittlasten
eliminieren. Multipliziert man darauthin die Gleichung mit dem Schubmodul des Kleb-
stoffes G® und verwendet das Konstitutivgesetz der Klebschicht (4.12), ergibt sich
die folgende homogene, gewohnliche Differentialgleichung fiir die Klebschichtspannun-
gen:

(a) "

- T(a) + 7720'(a) ngag)” =0, (4.18)

mit den Koeflizienten:

G (D + (o + B + G AW DY — (4 0)BY + 0 A&Q)

m = ; A®) A
G@ [ 1 o ho+t o 1 n o hi+t o a
=G (i (04 2 i (0 - 2 ) )

G®@ 1 1
B =" @A 0D )
K2 Az kD Az

(4.19)
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Eine zweite Differentialgleichung erhélt man durch Einsetzen von Gleichung (4.16) in
die zweite Ableitung der Dehnung der Klebschicht in vertikale Richtung (4.10). Dies
liefert zunéachst
1 ~ ~ 1 - N
(e L (B AWIR) - o (~ B N + AR
Q4 o (4.20)
AT Al

Differenziert man nach der Axialkoordinate x und setzt die Gleichgewichtsbedingungen
der Fiigeteile (4.1) und (4.3) ein, ergibt sich

a 1 hl +1 1 h2 +t a

AW AP 1 1
+ — + + o)
A @1 A®) @ ALY T @ AD ) T

Differenziert man ein weiteres Mal und eliminiert die Ableitungen der Querkréfte mittels
der Gleichgewichtsbedingung (4.2), erhélt man eine Differentialgleichung unabhéngig von
den Schnittlasten. Durch Multiplizieren der Gleichung mit E® /(1—1®”) und Einsetzen
des Konstitutivgesetzes der Klebschicht (4.12) ergibt sich die zweite homogene, gewohn-
liche Differentialgleichung fiir die Klebschichtspannungen

(4.21)

Ug)w - 7740,(;?” + 50 — 776%(2)/ =0, (4.22)

A
mit den Koeffizienten

1 1
Ny = + 5
t(1— ) (n(UAg? wm;?)

o EO (AN AY
T (1= v \AD A )

E® L (g _mtt o), 1 (pe, hett e
Tl :t (1 _]/(a)g) (A(l) <B11 I Ay ) + A By + 5 Afn .

Die Differentialgleichungen (4.18) und (4.22) bilden ein homogenes, gewohnliches Dif-
ferentialgleichungssystem siebter Ordnung mit konstanten Koeffizienten. Durch die
Einfiihrung eines Hilfsvektors

(4.23)

P = [T(a) F@r @ (@) @)y (@) U(a)m}T? (4‘24)

Tz ) 'xz Y Tx2 )T zZz) zz ) zz VT zz

lasst sich das Differentialgleichungssystem siebter Ordnung auf ein System erster Ord-
nung zurtlickfithren und in der Form eines Eigenwertproblems schreiben als

P = A, (4.25)
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mit der 7 x 7 Matrix

0O 10 0 0 0 O
0O 01 0 0 0O
O m 0 —m2 0 n3 O
A=10 00 0 10 0. (4.26)
0O 00 0 0 1 0
0O 00 0 0 01
0 n 0 —ns 0 ma O]

Eine allgemeine Losung dieses Systems lasst sich durch eine Eigenwertanalyse der
Matrix A ermitteln. Die Systemmatrix hat einen Nulleigenwert sowie sechs reelle
oder komplexe Eigenwerte abhéangig von der betrachteten Fiigekonfiguration. Die kom-
plette Losung ergibt sich aus der Linearkombination der zugehorigen Losungsanteile.
Aus dem Nulleigenwert mit zugehorigen Eigenvektor vy ergibt sich der Losungsan-
teil

’l,b)\:(] = V. (427)

Zu den immer paarweise auftretenden reellwertigen Eigenwerten A\g = 4+-a mit linear
unabhéingigen Eigenvektoren vi gehdren die Losunganteile

Py, = { ﬁ{eax,'vﬂge_”}. (4.28)

Die komplexen Eigenwerte treten immer in komplex konjugierten Paaren A\¢c = b4ic mit
komplexen Eigenvektoren 'v((cl) + z"vg) auf. Die zugehorigen komplexwertigen Losungs-
anteile lassen sich mittels geeigneter Linearkombinationen zu folgenden reellwertigen

Losungsanteilen transformieren

Uy = {ebx (vé:” cos(cx) — vg) sin(ca:)) :

(4.29)

e ('v((cl) sin(cz) + v cos(ca:)) }
Die angegebenen Losungsanteile bilden das Fundamentalsystem der Losungen des
Differentialgleichungssystems (4.25). Die gesamte Losung ergibt sich aus der Line-
arkombination der Losungsanteile (4.27)—(4.29) mit jeweiligen Wichtungskonstanten

Ci,.... Ch.

Alternativ lasst sich das System bestehend aus den beiden Differentialgleichungen (4.18)
und (4.22) entkoppeln. Als Spezialfall ist zundchst die Losung im Falle einer symmetri-
schen Fligekonfiguration mit identischen Fiigeteilen ohne Biegedehnkopplung dargestellt.
Dabei verschwinden die Konstanten 7,73 und 7, sodass die Differentialgleichungen
(4.18) und (4.22) direkt entkoppelt vorliegen. In diesem Falle ergeben sich mittels eines
einfachen Exponentialansatzes folgende Losungen:

7@ = C) + Oy cosh(y/mix) + Cssinh(y/mix),

4.30
o(®) = Cysinh(T1z) 4+ Cs cosh(T'yz) + Cgsinh (o) + C; cosh(Tz), (4.30)
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mit

1
F1,2 = \/5\/774 =+ vV 771% — 4n)s. (4'31)

Sind die obigen Annahmen zur Fiigekonfiguration nicht erfiillt, ldsst sich dennoch
ein entkoppeltes Differentialgleichungssystem herleiten. Durch weiteres Differenzieren
und geschicktes Umformen der Gleichungen (4.18) und (4.22) ergeben sich folgende
entkoppelte Differentialgleichungen®®

TV =Y i + ) = 0, (432)
oV g @ o @ 4 J(a) =0, (4.33)

mit den Koeffizienten
m=mn+N N2=mN1+N5— 1306, 73 ="M — N7)5. (4.34)

Unter gewissen Annahmen lassen sich fiir die Differentialgleichungen (4.32) und (4.33)
entkoppelte analytische Losungen angeben. Vorausgesetzt, dass die polynomiale Diskri-

minante
IRV A 1(?71772 2)
D= — - = — [ —= - — 4.35
27<772 3> to T i) (4.35)

grofer Null ist, lassen sich beispielsweise folgende beide analytische Losungen fiir die
Klebschichtspannungen angeben

7 =Cy 4 Oy cosh(&x) + Cssinh(&,x)
+ Cy cosh(&x) cos(&3x) + Cs cosh (&) sin(&3x) (4.36)
+ Cg sinh (&) cos(€sx) + Cr sinh(&x) sin(€3x),

0® =D cosh(&,2) + Dy sinh(&,x)
+ Dj cosh(&7) cos(€3z) + Dy cosh(&ox) sin(&3z) (4.37)
+ Ds sinh(&x) cos(&32) + Dg sinh(&x) sin(&zx).

Dabei sind C1,...,C; sowie Dy,..., Dg freie Konstanten und miissen durch entspre-
chende Randbedingungen bestimmt werden. Die Groflen &1, & und &3 konnen direkt
aus den Losungen der charakteristischen Gleichungen der Differentialgleichungen (4.32)
und (4.33) berechnet werden. Der Fall D > 0 tritt bei nahezu allen iiberlappenden
Fiigekonfigurationen mit metallischen Fiigeteilen auf und entspricht beztiglich der Eigen-
wertanalyse der Systemmatrix (4.26) einem Auftreten von einem Nulleigenwert sowie
zwei reell- und vier komplexwertigen Eigenwerten. Eine negative Diskriminante (D < 0)
erhdlt man oftmals bei der Berechnung von tiberlappend verklebten Laminaten. Das Auf-
treten von D = 0 ist nur in konstruierten Fallen moglich und ein rein akademischer Fall.
Da sich, wie im folgenden Abschnitt dargelegt, die entkoppelten Losungsdarstellungen
(4.36) und (4.37) bei der Berechnung der freien Konstanten als unvorteilhaft herausstel-
len, sei fiir eine genaue und detaillierte Darstellung der Herleitung der polynomialen

48Dabei werden rémische Ziffern zur Darstellung von Ableitungsordnungen grofer als 4 genutzt.
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Diskriminante (4.35) sowie der Losungen im Falle D > 0 und D < 0 und den zugehorigen
Randbedingungen auf Stein et al. (2017¢) verwiesen.

Die Auswertung der Randbedingungen fithrt auf ein lineares Gleichungssystem mit den
freien Konstanten als Unbekannten, das jedoch numerisch schlecht konditioniert ist.
Betrachtet man beispielsweise die Losungsanteile der reellwertigen Eigenwerte (4.28)
treten in der Matrix zugehorig zum Gleichungssystem der Randbedingungen Terme
der Art e=%%/2 und e**/? auf. Dies fiihrt insbesondere bei grofen Uberlappungen oder
groflen Eigenwerten zu Eintrégen verschiedenster Groflenordnungen und letztlich zu
erheblichen numerischen Fehlern bei der Losung des Gleichungssystems. Abhilfe schafft
eine Verschiebung der Koordinate x abhangig vom Vorzeichen des Eigenwerts. Bei den
Termen mit jeweils abklingendem bzw. steigendem Exponentialverhalten wird statt
der Koordinate = der Ausdruck (z + £) bzw. (z — £) verwendet. Die Losung bleibt
trotz der Koordinatenverschiebung weiterhin giltig, da ein konstanter Ausdruck auf
den Losungsanteil multipliziert wird. Lediglich die Werte der zu berechnenden freien
Konstanten werden dadurch beeinflusst. Dies fiihrt zu einer wesentlichen Verbesserung
der numerischen Kondition der Matrix. Da dies insbesondere beim ersten dargestellten
Losungsansatz des Differentialgleichungssystems einfach umsetzbar ist, wird dieser im
Folgenden verwendet. Des Weiteren sei darauf hingewiesen, dass die Losungsdarstellung
(4.36) und (4.37) zwar viele Fugekonfigurationen abdeckt. Allerdings werden im Gegen-
satz zu den anderen Losungsansitzen sechs weitere Randbedingungen zur Bestimmung
der freien Konstanten benotigt.

4.3.2 Randbedingungen

Das folgende Kapitel legt die sieben benoétigten Randbedingungen zur Bestimmung
der freien Konstanten C},...,C; dar. Die erste Randbedingung ergibt sich direkt
aus dem horizontalen Kréftegleichgewicht bei einem Schnitt des in Abbildung 4.1
dargestellten Uberlappungsbereiches entlang der Uberlappung. Sie lisst sich darstellen
als

L/2
b / 7@ dr = N1 N2, (4.38)
~L/2

Sechs weitere Randbedingungen ergeben sich aus den zur Herleitung des Differen-
tialgleichungssystems dargestellten Gleichungen. Diese verkniipfen die Schnittlasten
mit Ableitungen der Spannungen an den beiden Randern der Uberlappung und kon-
nen im weitesten Sinne als Kompatibilitdtsbedingungen interpretiert werden. Wertet
man Gleichung (4.17) an beiden Enden der Uberlappung aus, ergeben sich die beiden
Randbedingungen

(2 — pso @)

, = Hz2+ Hiz, und (Ta(;i)/ - 773022)) ‘ . = Hau +Hu, o (4.39)

)|

2

mit

G® in® it tom) i in@ i+t o\ i
Hy = 3@ (((—1) DY) + 5 BY | NV — [ (-1) B£1)+TA§3 MY . (4.40)
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Zwei weitere Gleichungen erhalt man durch Auswertung der Gleichung (4.20) an beiden
Enden der Uberlappung

(08" = mol?)

. =12 = Jyp, und (e —mo®) ‘ =Ju—Ju,  (4.41)

SISl

Pl
mit
E(a)

N = A0 (1— o)

(—=BRNY + AT M) (4.42)

Die beiden letzten Randbedingungen folgen mittels Auswertung der Gleichung (4.21)
an den jeweiligen Enden des Uberlappungsbereiches zu

a 1 2
_ E® Ag1) 02 - Ag1) 02
Loy <1 _ ) ) AWM A®@)
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Damit liegen sieben Randbedingungen zur Bestimmung der sieben Unbekannten
C1,...,C7 vor. Infolge der zuvor beschriebenen Verschiebung der Axialkoordinate
x in der Losung des Differentialgleichungssystems abhéngig von der Art des Eigen-
werts ergibt sich ein gut konditioniertes und numerisch giinstig zu losendes lineares
Gleichungssystem.

4.4 Vergleich der Spannungslosung mit Finite-Elemente-Analysen

Im Folgenden werden die Ergebnisse des dargestellten analytischen Berechnungsver-
fahrens fiir verschiedene Uberlappungsfiigungskonfigurationen mit Finite-Elemente-
Referenzlosungen verglichen. Dabei werden die Klebschichtspannungen verschiedenster
Figekonfigurationen unter rein thermischer, rein mechanischer und kombinierten Last-
fallen gezeigt und diskutiert.

Eine Umsetzung des dargestellten analytischen Berechnungsverfahrens wurde mit dem
Programmpaket MATLAB implementiert. Dabei entsteht der grofite Rechenaufwand
bei der Eigenwertanalyse der Systemmatrix und dem Lésen des linearen Gleichungssys-
tems der Randbedingungen. Aufgrund der analytischen Natur der zugrunde liegenden
Gleichungen und der Effizienz des Programms bei numerischen Berechnungen mit Hilfe
von Matrizen ergeben sich Rechenzeiten, die durchschnittlich 5 ms betragen.*® Eine
Implementierung wurde als ergénzendes Material zu der zugehorigen Veroffentlichung
(Weifigraeber et al., 2014) publiziert. Die zugehorigen Finite-Elemente-Referenzmodelle
wurden mittels der in ABAQUS 6.14-1 bereitgestellten Python-Schnittstelle parame-
trisch umgesetzt. Diese ermoglicht eine vollautomatische Modellierung, Vernetzung,

49Die Angaben beziehen sich auf die Auswertung auf einem Arbeitsplatzrechner mit einem Intel®
Core™ i5 Prozessor mit 4 Kernen mit jeweiliger Taktfrequenz von 3 GHz.
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Tabelle 4.1: Materialkennwerte der verwendeten Fiigeteile und Klebstoffe.

(a) Kennwerte isotroper Werkstoffe (b) Kennwerte der Laminateinzelschicht

Stahl Aluminium Epoxy CFK®3

E [GPa] 210 70 27  E; [GPa] 135
v [ 0,3 0,33 0,36 [, [GPa] 10
« [10_6K_1] 11,3 23,1 — G2 [GPa] 5
V19 [—] 0,27

ay [1079K~1] ~0,6

ap [1079K 1] 30

#([0°/90°] ) 0,805

£([90°/0°]), x([0°/90°]) 0,773

Berechnung sowie Auswertung der Finite-Elemente-Berechnungen. Um explizit den dar-
gestellten Modellierungansatz fiir beliebige Uberlappungsfiigungen zu validieren, wurde
ein numerisches zweidimensionales Modell des Uberlappungsbereiches implementiert.
Die zugehorigen Schnittkrafte und -momente an den Fiigeteilquerschnitten auf Hohe der
Uberlappungsrénder werden auf Starrkérper aufgebracht, die mittels Zwangsbedingun-
gen®® mit den Fiigeteilrindern kinematisch verbunden sind. Thermische Lasten werden
als homogene Temperaturanderungen fiir die komplette Fiigung umgesetzt. Linear-
elastisches Materialverhalten ist fiir die Fligeteile und Klebschicht vorgesehen. Bei
verklebten Mehrschichtverbunden werden die Fiigeteile zunédchst geméafl des Laminatauf-
baus partitioniert und die jeweiligen Materialkennwerte der anisotropen Einzelschichten
abhangig von der Faserorientierung implementiert. Die Vernetzung des kompletten
Modells erfolgt mit zweidimensionalen, vierknotigen Kontinuumselementen basierend
auf den Bedingungen des ebenen Verzerrungszustandes®. Die durchschnittliche Element-
grofe des gleichmafBigen, rechteckigen Netzes betréagt 0,025 mm. Die implementierten
Modelle haben insgesamt zwischen 5 - 10° und 1 - 10° Freiheitsgraden und erfordern auf
einem iiblichen Arbeitsplatzrechner Rechenzeiten inklusive Auswertung zwischen 40
und 80 s.52

Im Weiteren werden fiir die einzelnen Fiigekonfigurationen die in der Mitte der Kleb-
schicht wirkenden Schub- und Schilspannungen entlang des Uberlappungsbereiches
betrachtet. Fiir die Fligekonfigurationen werden die in Tabelle 4.1 angegebenen Wer-
te der elastischen Kenngroflen der Fiigeteile und der Klebschicht verwendet. Die
Schubkorrekturfaktoren zugehorig zu den verwendeten Laminataufbauten (Kreuzver-
bund [0°/90°]s und asymmetrische Laminataufbauten [90°/0°],[0°/90°]) wurden mit der
Berechnungsmethode von Klarmann u. Schweizerhof (1993) ermittelt. Oberhalb der
jeweiligen Diagramme ist zur Ubersicht die zugehérige Struktursituation abgebildet.
Die jeweils wirkenden Randlasten am Uberlappungsbereich sind zu jeder Struktursi-
tuation in Tabelle 4.2 zu finden. Sie wurden mit einer angenommenen Gesamtliange

50Ty ABAQUS: Tie-constraint.

51Tn der ABAQUS Finite-Elemente-Bibliothek als CPE4 bezeichnet.

52Die Rechenzeiten beziehen sich wie zuvor auf die Auswertung auf einem Arbeitsplatzrechner mit
Intel® Core™ i5 Prozessor mit 4 Kernen mit jeweiliger Taktfrequenz von 3 GHz.

53CFK ist die Abkiirzung fiir Carbonfaserverstirkter Kunststoff (Engl.: Carbon-Fibre-Reinforced-
Plastics, CFRP).
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Tabelle 4.2: Schnittlasten pro Einheitstiefe und Temperaturinderung bei einer an-
genommenen Gesamtfiigungslénge von 225 mm und einer Tiefe von b = 25 mm.
Schnittkrifte N und @ in N/mm, Schnittmomente M in Nmm/mm und Temperatur-
anderung AT in K.

Abblldung Nll Qll Mll N12 Q12 M12 N21 Q21 M21 N22 QQQ M22 AT

4.3(a) 0 0 0 0 0 0 0 0 0 0 0 0 —100
4.3(b) 200 2,2 2222 0 0 0 0 0 0 200 22 -—22272 0
4.3(c) 200 3,1 3111 0 0 0 0 0 0 200 3,1 -311,1 0
4.3(d) 0 0 0 0 0 200 0 08 88,8 0 08 —888 —100
4.4(a) 0 0 0 0 0 0 2000 0 0 2000 0 0 0
4.4(b) 0 0 0 0 0 0 2000 0 0 2000 0 0 0
4.4(c) 300 0 0 0 0 0 0 0 0 300 0 0 0

der iberlappenden Fiigungen von 225 mm und eine Breite von b = 25 mm mittels
einfacher Gleichgewichtsbedingungen berechnet. Dies vernachlassigt im Falle einschnit-
tiger Uberlappungsfiigungen zwar die nichtlinearen Biegedeformationen aufierhalb des
Uberlappungsbereiches. Allerdings erlaubt diese Vorgehensweise einen direkten Vergleich
des dargestellten Modellierungsansatzes mit numerischen Referenzlosungen ohne den
Einfluss weiterer Modelle zur Abbildung des nichtlinearen mechanischen Verhaltens.
Ergebnisse des analytischen Modells und der FEA sind jeweils als durchgezogene und
gepunktete Linien dargestellt.

Abbildung 4.3(a) zeigt zunichst die Ergebnisse des analytischen Berechnungsverfahrens
im Vergleich zu denen der Finite-Elemente-Analyse fiir einen Dreischichtverbund aus
Stahl, Epoxy und Aluminium unter einer rein thermischen Last. Infolge des grofe-
ren Warmeausdehnungskoeffizienten von Aluminium ergeben sich erhéhte Schal- und
Schubspannungen an den Enden der Uberlappung. In den Abbildungen 4.3(b) und
4.3(c) sind die Ergebnisse fiir jeweils symmetrische und asymmetrische einschnittige
Uberlappungsfiigungen unter rein mechanischer Last dargestellt. Wihrend sich bei der
symmetrischen Fligung ein symmetrisches Spannungsfeld einstellt, ergeben sich bei
der asymmetrischen Fiigung am Ende der Uberlappung zugehérig zum nachgiebigeren
Fiigeteil erhohte Spannungsspitzen. Eine dhnlich asymmetrische Spannungsverteilung
ergibt sich bei einer T-Filigung unter kombinierter Biegung und thermischer Last,
vgl. Abbbildung 4.3(d). Den Einfluss verschiedener Laminataufbauten mit und ohne
Biegedehnkopplung auf die Spannungsverteilung von Verstarkungspflastern ist in den
Abbildungen 4.4(a) und 4.4(b) dargestellt. Bei der Verwendung eines symmetrischen
Lagenaufbaus ohne Biegedehnkopplung (siehe Abbildung 4.4(b)) ergeben sich wesentlich
geringere Schélspannungsspitzen gegeniiber erhohten Schubspannungen an den Randern
der Uberlappung. Da Schubbelastungen fiir Klebstoffe meist weniger versagenskritisch
sind, empfiehlt sich ein symmetrischer Lagenaufbau. Symmetrische zweischnittige Uber-
lappungsfiigungen lassen sich ebenso mittels des vorgestellten Berechnungsverfahrens
analysieren, siehe Abbildung 4.4(c). Dafiir muss eine geeignete Symmetriebedingung
implementiert werden. Im gegebenen Fall wird die Symmetrie mittels einer verschwinden-
den Schub- und Biegenachgiebigkeit sowie einer halbierten Dehnsteifigkeit des mittleren
Fiigeteils berticksichtigt.
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(c) Konfiguration: L = 25 mm, h; = 2hy =4 (d) Konfiguration: L = 25 mm, 2h; = hy = 4
mm, ¢t = 0,5 mm (CFK Layup: [0°/90°]). mm, ¢t = 0,5 mm.

Abbildung 4.3: Vergleich der Spannungsergebnisse des analytischen Berechnungs-
verfahrens mit Ergebnissen der Finite-Elemente-Referenzlésung fiir einen Trima-
terialstreifen (a), zwei einschnittige Uberlappungsfiigungen (b) und (c) sowie eine
T-Figung (d).

Sowohl fiir rein thermische oder mechanische als auch kombinierte Lastfille ergibt sich
insgesamt eine sehr gute Ubereinstimmung der Ergebnisse des analytischen Berech-
nungsverfahrens mit den Finite-Elemente-Referenzlosungen, insbesondere im mittleren
Bereich der Uberlappung. Betrachtet man eingehend die Rénder der Uberlappung,
siche den vergroflerten Ausschnitt in Abbildung 4.4(c), sind jedoch Abweichungen
erkennbar. Das analytische Modell ist nicht in der Lage die spannungsfreien Rand-
bedingungen am Ende der Uberlappung abzubilden. Hingegen werden sowohl fiir die
Schal- als auch fir die Schubspannungen endliche Spannungsspitzen vorhergesagt. Dies

81



Kapitel 4 Analyse von Klebverbindungen mit spréden Klebstoffen
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(a) Konfiguration: L = 25 mm, 4hy = ha =4 (b) Konfiguration: L = 25 mm, 4hy = hy = 4

mm, ¢t = 0,5 mm (CFK Layup: [90°/0°]). mm, ¢ = 0,5 mm (CFK Layup: [0°/90°]s).
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(¢) Konfiguration: L = 25 mm, h; = hy = 3 mm, ¢t = 0,5 mm
(CFK Layup: [0°/90°]s).

Abbildung 4.4: Vergleich der Spannungsergebnisse des analytischen Berechnungs-
verfahrens mit Ergebnissen der Finite-Elemente-Referenzlosung fiir zwei Verstar-
kungspflaster (a) und (b) sowie fiir eine zweischnittige Uberlappungsfiigung mit
vergroBertem Ausschnitt am Rand der Uberlappung.

lasst sich mit den vereinfachenden Annahmen zur Kinematik der Klebschicht erkléren
und ist ein bekanntes Defizit von weak-interface-Modellen, vgl. Kapitel 3.2.1. Aller-
dings ist — wie in den folgenden Abschnitten dargelegt — dieses Defizit von geringer
Bedeutung, wenn zur Analyse des Tragverhaltens nicht-lokale Konzepte herangezogen
werden.

4.5 Versagensbewertung mittels analytischer Losung

Im Folgenden wird auf Basis des zuvor dargestellten analytischen Modells das Tragver-
halten von Uberlappungsfiigungen mittels des gekoppelten Spannungs- und Energie-
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4.5 Versagensbewertung mittels analytischer Lésung

kriteriums analysiert. Zur Auswertung des gekoppelten Kriteriums werden neben den
Spannungen in der Klebschicht die inkrementellen Energiefreisetzungsraten moglicher
Risskonfigurationen benotigt. Des Weiteren muss zur Berechnung der Versagenslast
und der zugehorigen finiten Risslange das zugrunde liegende Optimierungsproblem
(2.86) gelost werden. Beides wird im folgenden Abschnitt adressiert und im Detail
dargestellt.

4.5.1 Berechnung der Energiefreisetzungsrate

Ausgehend von den Ergebnissen der Spannungsanalyse ergibt sich zunéchst die sinnvolle
Einschrinkung moglicher Risskonfigurationen auf Risse ausgehend von den Uberlap-
pungsenden. Geméfl Gleichung (2.82) lassen sich die zugehérigen inkrementellen Ener-
giefreisetzungsraten mittels Integration der differentiellen Energiefreisetzungsraten iiber
die Rissldngen berechnen. Differentielle Energiefreisetzungsraten von Rissen in Uber-
lappungsfiigungen wurden bereits im Rahmen von weak-interface-Modellen analysiert,
vgl. Kapitel 3.3. Sowohl die Auswertung des J-Integrals (Fraisse u. Schmit, 1993, Hu,
1995, Lenci, 2001) als auch des RissschlieBintegrals (Carpinteri et al., 2009) und die
Berechnung tiber Nachgiebigkeiten (Krenk, 1992) fiithren fiir die differentielle Energie-
freisetzungsrate eines Risses der Lange a ausgehend von den Uberlappungsrindern auf
den Ausdruck
1t 1t

L
Gla) = W (%5 F ) = g o + 5 g e (4.44)

wobei die Bezeichnungen o, und 7.y aus Griinden der Ubersichtlichkeit hier und in
den folgenden Kapiteln fiir die Schéal- und Schubspannungen in der Klebschicht an der
unmittelbaren Rissspitze verwendet werden. W stellt dabei die Formanderungsenergie-
dichte dar. In diesem Kontext kann die Initiierung eines finiten Risses als Verkiirzung
des Uberlappungsbereiches interpretiert werden.>® Die Energiefreisetzungsrate (4.44)
lasst sich im Rahmen der dargestellten Modellierung in zwei Anteile aufspalten, die sich
den Rissoffnungsmodi I und I zuordnen lassen:
1t 1t

g = SFE® Ufnax und Gy = 5%731“.
Die zugehorigen inkrementellen Energiefreisetzungsraten erhilt man nach Gleichung (2.82)
mittels Integration iiber die Rissldnge. Da Risswachstum unmittelbar mit einer Ver-

(4.45)

kiirzung der Uberlappungslinge zusammenhéngt (da = —dL), ergeben sich fiir die
inkrementellen Energiefreisetzungsraten die Ausdriicke
- 1 /L 1t ~ N2 -
- X a max L dLa 4.46
9= A /L—AaQE(a) (o D)) (4.46)
= 1 /L 1 ¢ ~\2 =~
= — ——— (Tmax (L)) dL. 4.47
91 = 35 ), a2 (oms(D) (447)

Die Auswertung der Integrale (4.46) und (4.47) muss aufgrund der Abhéngigkeit der
Schél- und Schubspannungen von der Uberlappungslinge L numerisch erfolgen.

5 Da in weak-interface-Modellen finite Spannungswerte am Rande der Uberlappung auftreten, ist
im Widerspruch zur Theorie nach Gleichung (4.44) die Energiefreisetzungsrate verschwindender
Rissldngen ungleich Null. Dies ist eine bekannte Eigenschaft solcher Modelle und wurde eingehend
in Weifigraeber et al. (2014) diskutiert.
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4.5.2 Umsetzung des gekoppelten Kriteriums

Liegen sowohl die Spannungen als auch die Energiefreisetzungsraten moglicher Riss-
konfigurationen vor, muss zur Auswertung des gekoppelten Spannungs- und Ener-
giekriteriums das in Kapitel 2.6 eingefithrte Optimierungsproblem (2.86) gelost wer-
den.

Zunachst ist zur Formulierung des Optimierungsproblems ein geeignetes Spannungs- so-
wie Energiekriterium zu wéhlen. Nach Kapitel 2.4 erscheint die Verwendung der Normal-
spannungshypothese (2.63) zur Beschreibung sproden Versagens als zweckméBig. Im Fal-
le des eingefithrten analytischen Modells lasst sie sich schreiben als

() (@) 2
_ Tz Ozz (a))2
onsH = >+ ( : ) +(7?) > o (4.48)
unter der Voraussetzung, dass onsy > 0 Alternativ werden in vielen Féllen (Mantic, 2009,
Garcia u. Leguillon, 2012, Tran et al., 2012) Interaktionsgesetze der Form

(a)\ " (a)\ "
<%> i (Tu> > 1, (4.49)
O-C TC

zur Beschreibung sproden Versagens von Grenzschichten verwendet. Die Wahl n = 1
fithrt dabei auf eine Darstellung der COuLOMB-MOHR Hypothese (CMH), wahrend
das Kriterium fiir den Fall n = 2 ein elliptisches Spannungskriterium (EIS) darstellt. In
Anlehnung an Gleichung (3.1) ldsst sich ein ahnliches Interaktionsgesetz fiir die inkre-
mentellen Energiefreisetzungsraten formulieren. Dabei wird aus Vereinfachungsgriinden
in vielen Untersuchungen zu Grenzschichtversagen ein lineares Interaktiongesetz (LIG)
der Form

G Gu

G1e " Gre =1 (4.50)
verwendet. Alternativ lasst sich auch ein klassisches GRIFFITHsches Bruchkriterium
(GB) fur die inkrementelle Energiefreisetzungsrate implementieren, vgl. Gleichung (2.83).
Ein weiterer gingiger Ansatz zur Analyse von Grenzschichtversagen lasst sich mittels
einer vom Mixed-Mode-Winkel ¢ abhédngigen Bruchzéhigkeit G.(1) herleiten. Als Ap-
proximationsansatz zur Interaktion der verschiedenen Modi dient das von Hutchinson
u. Suo (1991) vorgeschlagene phénomenologische Gesetz

Ge(v) = Gre (1 + tan?((1 — A)p)) (4.51)
mit
2 -1 g]Ic
Azl—;tan < G —1). (4.52)

Ein zugehoriges Energiekriterium fiir inkrementelle Energiefreisetzungsraten, im Folgen-
den abgekiirzt mit dem Index (IHS), lasst sich in der folgenden Form angeben
_ Aa

- - 1
G§G=0+0Gg > Aa o Ge(¥)da. (4.53)
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Aufgrund des zugrunde liegenden weak-interface-Modells zur Berechnung der Span-
nungen und Energiefreisetzungsraten ergibt sich fiir das zu losende Optimierungspro-
blem (2.86) unabhéngig von der Wahl der dargestellten Kriterien ein Sonderfall. Da die
Spannungen ausgehend vom Rand der Uberlappung von endlichen Spannungsspitzen
monoton fallen, stellt das Spannungskriterium eine obere Schranke fiir die Rissldnge dar.
Die inkrementelle Energiefreisetzungsrate steigt hingegen monoton mit groffer werdender
Rissldnge, sodass das Energiekriterium eine untere Schranke fiir die finite Risslange
bildet. Die gesuchte Rissinitiierungslast ist genau dann gefunden, wenn beide Schranken
iibereinstimmen. Nach Kapitel 2.6 reduzieren sich daher die Ungleichungen zu Glei-
chungen und das Optimierungsproblem vereinfacht sich.

Die betrachteten tiberlappenden Klebfiigungen, mit Ausnahme axial belasteter ein-
schnittiger Uberlappungsfiigungen, stellen dariiber hinaus lineare Probleme dar. Da,
wie bereits in Kapitel 4.4, die Belastung des Uberlappungsbereiches iiber einfache
Gleichgewichtsbedingungen ermittelt werden, hangen die Klebschichtspannungen line-
ar und die Energiefreisetzungsraten quadratisch von der dufleren Last ab. In diesem
Fall lasst sich gemafl Gleichung (2.87) eine implizite Gleichung fir die finite Riss-
lainge Aa herleiten. Zur Losung dieser Gleichung geniigt eine einfache Nullstellensu-
che. Die ermittelte finite Risslange wird in eines der beiden Teilkriterien eingesetzt
und mittels einer weiteren Nullstellensuche die zugehorigen Rissinitiierungslast Ff
bestimmt.

Bei einschnittigen Uberlappungsfiigungen unter axialer Zugbelastung treten aufgrund
der Exzentrizitat der angreifenden Lasten grofie Biegedeformationen der dufleren Fii-
geteile auf. Berticksichtigt man diese bei der Berechnung der angreifenden Kréfte und
Momente des Uberlappungsbereiches, erhilt man einen nichtlinearen Zusammenhang
zwischen auflerer Belastung und den Klebschichtspannungen sowie den Energiefrei-
setzungsraten. Eine entsprechende analytische Losung der am Uberlappungsbereich
wirkenden Randlasten fiir einschnittige Uberlappungsfiigungen ungleicher Mehrschicht-
verbunde wurde von Talmon I’Armée et al. (2016) vorgeschlagen und wird im Folgenden
verwendet. Allerdings ist es moglich auch in diesem Fall das Optimierungsproblem
effizient mittels eines iterativen Algorithmus zu lésen. Ein zugehoériger Ablaufplan
des Algorithmus findet sich in Abbildung 4.5. Zunéchst wird ein Startwert F{ fiir den
Belastungsparameter F' ermittelt. Dabei wird F{y gerade so gewahlt, dass das Spannungs-
kriterium am Rand der Uberlappung erfiillt ist (Aay = 0). Ist das Energiekriterium
fur Fy, Aag bereits erfillt, ist die Versagenslast F; = Fj ermittelt. Andernfalls startet
ein iteratives Schema. Zunachst erfahrt der Belastungsparameter F' ein Update der
Form

2 G, O\ P Ge(t)d
E+1:\/gFia Fi+1:\l<gllc+gi> Fi, bzw. Fiy = OA;g)aFi,

(4.54)

abhéngig von der Wahl des Energiekriteriums. Die energetischen Groflen werden dabei
mit den jeweiligen Iterationswerten Fj, Aa; ausgewertet. Das Update (4.54) basiert
auf der quadratischen Abhédngigkeit der Energiefreisetzungsrate von der Last im Falle
eines linearen Modells. Anschliefend wird mittels des mit der Last Fj,; ausgewer-
teten Spannungskriteriums die zugehorige finite Risslange Aa;y; bestimmt. Ist die
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Initialisierung
Setze 1 = 0, Aag =0
Berechne Fp, sodass Spannungskriterium fiir Aag = 0 erfillt.

!

Energiekriterium
fur F;, Aa; erfullt?

Update Lastparameter
Berechne F;1 gemdfl Gl. (4.54)

!

— i1 Update Risslinge
=t Ermittle Aa;41 mittels Spannungskriterium fiir F; 41

!

Konvergenzgiite
gemaf Gl. (4.55) erreicht?

Rissldnge Aayr Fr=Fy

{ Versagenslast Fy }
Aas = Aag

Abbildung 4.5: Ablaufplan des iterativen Algorithmus zur Losung des Optimierungs-
problems (2.86).

Konvergenzbedingung

Fn = Fl (4.55)

Fipa
mit einem Toleranzwert e erfiillt, ist die Rissinitiierungslast F; = F; .1 mit zugehoriger
Rissldnge Aag = a;y1 gefunden. In den untersuchten Fillen hat sich ein Toleranzwert
von € = 107* als ausreichend erwiesen. Die Effizienz des iterativen Losers wird in Abbil-
dung 4.6 beispielhaft an einer einschnittigen Stahl-Epoxy-CFK-Filigung gezeigt. Bereits
nach vier Iterationsschritten und einer Rechenzeit unter 1,5% s ist die Konvergenz der
Ergebnisse erreicht. Dabei ist zu beachten, dass die betrachtete Uberlappungsfiigung
mit ungleichen Fiigeteilen, bei denen ein Fiigeteil ein Mehrschichtverbund mit Bie-
gedehnkopplung darstellt, mit zu den komplexesten Fiigekonfigurationen gehort. Fiir
symmetrische Filigungen mit isotropen Fiigeteilen reduziert sich die Rechenzeit weiter.
Des Weiteren ist bei der Auswertung mehrerer Fligekonfigurationen fiir das in MATLAB
implementierte Programm eine Parallelisierung moglich, die nochmals die Rechenzeiten
im Durchschnitt auf unter 1 s reduziert.

5°Die Angabe von Rechenzeiten bezieht sich wiederum auf die Auswertung auf einem Arbeitsplatz-
rechner mit einem Intel® Core™ i5 Prozessor mit 4 Kernen und jeweiliger Taktfrequenz von 3
GHz.
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Abbildung 4.6: Konvergenz des iterativen Losungsalgorithmus fiir eine Stahl-Epoxy-
CFK-Fiigung (CFK-Layup: [0°/90°]) der Dimensionen L = 25 mm, h; = 2hy = 2
mm, t = 0,2 mm, b = 25 mm. Die zugehorigen Randlasten wurden mittels der
Rechenmethode von Talmon I’Armée et al. (2016) ermittelt. Als Versagenskriterien
wurden die Normalspannungshypothese (4.48) und ein lineares Interaktionsgesetz der
Energiefreisetzungsraten (4.50) mit den Versagensparametern des Klebstoffes . = 40
MPa, 2G;. = Gp. = 0,6 N/mm verwendet.

4.6 Versagensbewertung mittels numerischem Modell

Als Referenzlosungen dienen bei der Betrachtung des Klebschichtversagens Finite-
Elemente-Analysen mit der in ABAQUS 6.14-1 implementierten Kohésivzonenmodel-
lierung. Solche numerischen Umsetzungen von Kohésivzonenmodellen werden oftmals
zur Analyse des Tragverhaltens von Klebfiigungen verwendet und haben sich fir viele
Fiigekonfigurationen bewahrt, vgl. Kapitel 3.3.

Die Referenzmodelle der einzelnen Fiigekonfigurationen sind wiederum iiber die in
ABAQUS 6.14-1 bereitgestellte Python-Schnittstelle parametrisch implementiert. Zwei-
dimensionale Modelle der jeweiligen Fiigungen mit zugehorigen Randbedingungen
sind vorgesehen. Es wird linear-elastisches Materialverhalten fiir die Fiigeteile und die
Klebschicht angenommen. Die Belastung erfolgt aufgrund eines besseren Stabilitdtsver-
haltens der Rechnungen verschiebungsgesteuert.?® Dariiber hinaus werden geometrisch
nichtlineare Effekte wie sie beispielsweise bei axial belasteten einschnittigen Uberlap-
pungsfiigungen auftreten, vgl. Kapitel 3, durch eine iterative Losung mit jeweiliger
Neuberechnung der Steifigkeiten beriicksichtigt.?” Die Belastung wird in einzelnen Teil-
inkrementen aufgebracht, in denen iterativ das Erfiillen der Gleichgewichtsbedingungen
angestrebt wird. Hierbei ist anzumerken, dass weiterhin mit linearisierten Verzerrungen
gerechnet wird, sodass mit dem Vorgehen eine geometrische und keine materielle Nicht-
linearitat abgebildet wird. Die Diskretisierung der einzelnen Finite-Elemente-Modelle
ist automatisch mit den in ABAQUS bereitgestellten Werkzeugen mit kleiner werdenden

56Dies ist insbesondere bei instabilem Risswachstum von besonderer Bedeutung, da in diesem Fall der
Riss ohne weitere Belastungssteigerung dynamisch fortschreitet.
57In ABAQUS wird dieses Vorgehen durch die Option NLGEOM aktiviert.
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| COH2D4
| CPE4

Abbildung 4.7: Beispielhafte Darstellung eines Ausschnittes des Rechennetzes fiir eine
einschnittige Uberlappungsfiigung mit den Dimensionen L = 25 mm, h; = hy = 2 mm,
t = 0.2 mm. Zusitzlich ist eine Vergréfierung des Netzes am Ende der Uberlappung
mit den zugehorigen Elementtypen abgebildet.

Elementen in Richtung des Uberlappungsendes erstellt. Uber die Klebschichtdicke sind
in vertikaler Richtung mindestens sechs Elemente und iiber die Fiigeteildicke mindestens
zehn Elemente vorgesehen. Fiir die Vernetzung werden vierknotige Kontinuumselemente
unter Bedingungen des ebenen Verzerrungszustandes sowie vierknotige Kohésivzonen-
elemente verwendet.’® Dabei ist die Anzahl der Elemente gerade so gewahlt, dass
die Ergebnisse der zu bestimmenden Versagenslasten unabhangig von der Vernetzung
ist. Eine beispielhafte Umsetzung der Vernetzung ist in Abbildung 4.7 dargestellt.

Fir die Kohésivzonenmodellierung wird ein lokaler Ansatz verfolgt. Kohésivzonen-
elemente mit verschwindend kleiner Dicke werden entlang der potentiellen Risspfade
platziert. Im Falle einschnittiger Uberlappungsfiigungen sind dies die Grenzschichten
zwischen Fiigeteil und Klebschicht. Ein bilineares Spannungs-Separationsgesetz ver-
kniipft die durch den Riss verursachten Verschiebungsspriinge der gegeniiberliegenden
Rissflanken mit den daraus resultierenden Spannungen. Zunachst beschreibt das Gesetz
linear-elastisches Materialverhalten bis ein in ABAQUS vorgesehenes Schadensinitiie-
rungskriterium erreicht ist. Da Uberlappungsfiigungen allgemein unter Mixed-Mode-
Beanspruchungen versagen, wird fiir die folgenden Berechnungen das Schadensinitiie-

rungskriterium
2 2
<<0>> + (T> ~1 (4.56)
Oc Te

vorgesehen, wobei o und 7 die Normal- und Schubspannungen innerhalb der Grenzschicht
bezeichnen. Die Klammer (-) wird auch als Macaulay- oder Foppl-Klammer bezeichnet
und garantiert, dass Druckspannungen nicht zu einer Schadensinitiierung fithren.*® Die
initiale Steifigkeit im elastischen Bereich wird dabei auf den von Gongalves et al. (2000)
vorgeschlagenen Wert von 10° N/mm? gesetzt, sodass die globale Steifigkeit der Struktur
von den Kohésivzonenelementen unbeeinflusst bleibt. Ist das Schadensinitiierungskriteri-
um (4.56) erreicht, erfolgt eine lineare Degradation der Steifigkeit geméf eines skalaren

58In der ABAQUS-Elementbibliothek sind diese Elementtypen jeweils mit den Namen CPE4 und
COH2D4 hinterlegt.
59Es gilt: g(x) = (z) mit g(z) = z fiir z > 0 und g(x) = 0 fiir z < 0.
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Abbildung 4.8: Last-Verschiebungsdiagramme der Parameterstudien zur Identifizie-
rung der geeigneten Kohasivzonenelementlange [ und des viskosen Parameters x zur
Konvergenzverbesserung fiir eine einschnittige Uberlappungsfiigung. Dimensionen:
L =25 mm, hy = hg =2 mm, t = 0,2 mm, b = 25 mm. Verwendete Versagenspara-
meter des Klebstoffes: 0. = 40 MPa, 7. = 30 MPa, 2G;. = Gp. = 0,6 N/mm.

Schédigungsparameters D. Das komplette Losen der initial aufeinander liegenden Knoten
erfolgt, sobald das lineare Interaktionsgesetz

G Gn
L -1 4.57
gIc * g]lc ( )

erfiillt ist. Dabei bezeichnen Gy und Gy jeweils die Energiefreisetzungsraten fiir reine Riss-
6ffnungsmodi [ und I zugehorig zu den Grenzschichtspannungen und -separationen.

Fiir jede Fiigekonfiguration werden dabei die charakteristische Kohésivzonenelementlan-
ge | sowie der viskose Regularisierungsparameter y zur Verbesserung der Konvergenz
mittels Parameterstudien identifiziert. Die Bestimmung einer maximalen Kohasivzo-
nenelementlange bzw. minimalen Anzahl von Kohésivzonenelementen innerhalb der
Kohésivzone ist notwendig, damit die Spannungen in dem relevanten Bereich der
Grenzschicht korrekt abgebildet werden kénnen. Wird hingegen tiber den Regularisie-
rungsparameter zu viel Viskositat in das Materialverhalten der Kohésivzonenelemente
eingebracht, fithrt dies zu einer kiinstlichen Erhéhung der Bruchzahigkeit. Allerdings
fithren eine beliebig kleine Kohésivzonenelementldnge und ein beliebig kleiner Regula-
risierungsparameter zu einem enormen Rechenaufwand. Im letzteren Fall kann sogar
ein Abbruch der Rechnung auftreten, da keine Konvergenz beim Erfiillen der Gleich-
gewichtsbedingungen erreicht wird. Da eine ungiinstig grole Wahl beider Parameter
eine Uberschitzung der Versagenslast zur Folge hat, werden Rechnungen mit kleiner
werdenden Parametern durchgefiihrt bis Konvergenz beztiglich der Versagenslast erreicht
wird. Exemplarisch sind entsprechende Parameterstudien fiir eine einschnittige Stahl-
Epoxy-Stahl-Uberlappungsfiigung in Abbildung 4.8 illustriert. In diesem Beispiel haben
sich eine Kohésivzonenelementlinge von 0,075 mm und ein Regularisierungsparameter
von x = 1079 als zweckméiBig erwiesen. Eine weitere Reduzierung der Parameter ergibt
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Anderungen der errechneten Versagenslasten unter 1%. Hierbei ist zu erwihnen, dass
die Finite-Elemente-Analysen mit Kohésivzonenmodellierung bei den im Folgenden
betrachteten Uberlappungsfiigungen Rechenzeiten von durschnittlich einer Stunde be-
no6tigen.®® Dariiber hinaus sind fiir jede Konfiguration entsprechende Parameterstudien
durchzufiihren.

4.7 Ergebnisse

Im Folgenden wird der Einfluss verschiedener Versagenskriterien im Rahmen des ge-
koppelten Spannungs- und Energiekriteriums untersucht. Dariiber hinaus erfolgt fir
verschiedene Uberlappungskonfigurationen ein Vergleich der Ergebnisse des analytischen
Modells mit numerischen Referenzldsungen sowie experimentellen Befunden aus der
Literatur.

4.7.1 Einfluss der einzelnen Versagenskriterien

Zunéchst wird am Beispiel einer einschnittigen Stahl-Epoxy-Stahl-Uberlappungsfiigung
der Einfluss verschiedener Spannungs- und Energiekriterien auf die Versagenslasten
und zugehorigen Rissldngen analysiert. Abbildung 4.9 zeigt die Ergebnisse eine Studie
beziiglich des Klebschichtdickeneffekts. Ein Vergleich der Ergebnisse unter Verwendung
verschiedener Spannungskriterien und des linearen Interaktionsgesetzes (4.50) (siehe
Abbildung 4.9(a)) zeigt, dass die errechnete Versagenslast nahezu unbeeinflusst von
der Wahl des Spannungskriteriums bleibt. Die berechneten finiten Risslangen hingegen
zeigen insbesondere im Bereich diinner Klebschichtdicken (¢ < 0,5 mm) aufgrund der
vergleichsweise hohen Spannungslokalisationen am Rand der Uberlappung eine starke
Abhéangigkeit des verwendeten Spannungskriteriums. Abbildung 4.9(b) illustriert die
Auswirkungen verschiedener Energiekriterien unter Verwendung der Normalspannungs-
hypothese (4.48) auf die berechnete Versagenslasten und finiten Rissldngen. Hierbei
ist Gegensétzliches zu beobachten. Die Wahl des Energiekriteriums hat sichtbare Aus-
wirkungen auf die Versagenslasten und wenig Einfluss auf die berechneten Risslangen.
Dabei ergeben sich bei allen drei Energiekriterien qualitativ gleichwertige Verlaufe, die
sich lediglich in ihrem Versagenslastniveau unterscheiden. Da der Mixed-Mode-Winkel
¥ iber die Klebschichtdicke nahezu unverédndert bleibt, hédngt dies mafigeblich mit
den unterschiedlichen Interaktionsanséitzen der Energiekriterien fiir eine Mixed-Mode-
Beanspruchung zusammen. Aus Griinden der Vergleichbarkeit mit den numerischen
Referenzlosungen werden fiir die folgenden Berechnungen das elliptische Spannungs-
kriterium (4.49) und das lineare Interaktionsgesetz der Energiefreisetzungsraten (4.50)
verwendet.

50 Analog zu Kapitel 4.5 beziehen sich die Angaben auf die Auswertung auf einem Arbeitsplatzrechner
mit einem Intel® Core™ i5 Prozessor mit 4 Kernen mit jeweiliger Taktfrequenz von 3 GHz.
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Abbildung 4.9: Einfluss verschiedener Versagenskriterien im Rahmen des gekoppel-
ten Kriteriums auf die Versagenslasten und finiten Rissldngen am Beispiel einer
einschnittigen Stahl-Epoxy-Stahl-Uberlappungsfiigung. Dimensionen: L = 25 mm,
hi = hy = 2mm, b = 25 mm. Verwendete Versagensparameter des Klebstoffes: o, = 40
MPa, 7. = 30 MPa, 2G;. = G = 0,8 N/mm. (CMH: CouLoMB-MOHR Hypothese,
EIS: Elliptisches Spannungskriterium, NSH: Normalspannungshypothese, LIG: Linea-
res Interaktionsgesetz, GB: GRIFFITHsches Bruchkriterium, ITHS: Interaktionsgesetz
nach Hutchinson u. Suo (1991))

4.7.2 Vergleich analytischer, numerischer und experimenteller Daten

Im folgenden Abschnitt werden die durch die analytische Umsetzung des gekoppelten
Kriteriums gewonnenen Ergebnisse mit numerischen Referenzlosungen sowie experimen-
tellen Daten aus der Literatur verglichen.

Fir den Vergleich mit experimentellen Daten werden sechs Studien zum Einfluss geome-
trischer Parameter auf die Versagenslasten von einschnittigen Uberlappungsfiigungen,
Schélfiigungen sowie zweischnittigen Uberlappungsfiigungen herangezogen. Dabei wer-
den ausschliellich Experimente mit sproden Klebstoffen sowie hochfesten Fligeteilen
beriicksichtigt. Zunéchst wird eine Studie zum Klebschichtdickeneffekt einschnittiger
Uberlappungsfiigungen von da Silva et al. (2006a) betrachtet. Dabei werden Stahl-
fligeteile mittels zweier Epoxidharzklebstoffe, Araldite AV138 mit Harter HV998 der
Firma Huntsman und Hysol EA 9321 der Firma Henkel, verklebt. Beides sind Zweikom-
ponentensysteme aus Harz und Harter, die bei Raumtemperatur ausharten. Dartiber
hinaus wird die Studie zum Einfluss der Uberlappungslinge auf die Versagenslasten
von einschnittigen Uberlappungsfiigungen von da Silva et al. (2004) zum Vergleich
herangezogen. Dabei werden Stahlfiigeteile mit dem heiflhértenden Einkomponenten-
klebstoff Redux 326 der Firma Hexcel Corporation verklebt. Es wird zusatzlich die
Studie von Campilho et al. (2013b) iiber einschnittige Uberlappungsfiigungen mit uni-
direktional faserverstirkten Kunststofffiigeteilen mit dem Layup [0°];6 betrachtet. Die
verwendeten Materialparameter einer Einzelschicht sind in Tabelle 4.3 zu finden. Diese
sind ebenfalls mit dem Klebstoff Araldite AV138/HV998 verklebt. Des Weiteren wird
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Tabelle 4.3: Elastische KenngroBen einer unidirektionalen CFK-Schicht SEAL® Te-
xipreg HS 160 RM (Campilho et al., 2013b). Die 1-Richtung stellt dabei die Faser-
richtung dar. Der Schubkorrekturfaktor wurde mit der Methode von Klarmann u.
Schweizerhof (1993) berechnet.

E1 [GPa] E2 [GP&] G12 [GPa] V12 [—] K([OO])
109 8,819 4,315 0,342 0,7

eine Studie von Goglio et al. (2008) herangezogen, in der sowohl eine grole Anzahl
verschiedener einschnittiger Uberlappungsfiigungen sowie Schélfiigungen von Stahlfiige-
teilen untersucht werden, die mit dem Acrylatklebstoff Loctite 330 der Firma Henkel
verklebt sind. Dariiber hinaus wird eine Studie von Mendoza-Navarro et al. (2013)
betrachtet, die zweischnittige Uberlappungsfiigungen unter Biegung analysiert. Die
Stahlfiigeteile werden mittels eines selbst hergestellten, bei Raumtemperatur aushérten-
dem Polyesterharzes verklebt. Schliefllich wird eine Studie von Carneiro et al. (2017)
analysiert, in der der Einfluss der Fiigeteildicke auf die Versagenslast von Schélfiigungen
untersucht wird. Aluminiumbleche sind dafiir mit dem Klebstoff AV138/HV998 gefiigt.
Details der Versuchsaufbauten sowie -bedingungen sind den jeweiligen Publikationen
zu entnehmen.

Die mechanischen Eigenschaften sowie die benotigten Parameter der einzelnen Klebstoffe
fiir das analytische und numerische Versagensmodell, d.h. Festigkeiten und Bruchzéahig-
keiten, sind weitestgehend der Literatur entnommen. Da fiir die betrachteten Klebstoffe
wenige bis keine Daten zur Bruchzahigkeit in Modus II gefunden werden konnten, wird
im Folgenden als Approximation das Doppelte der Bruchzéhigkeit in Modus I angenom-
men (Gp. = 2G.). Dies stellt fir die meisten sproden Strukturklebstoffe eine hinreichend
gute Approximation dar (da Silva et al., 2006a, Lee et al., 2010). Allein fiir den Acrylat-
klebstoff Loctite 330 konnten keine einheitlichen Werte der Versagensparameter in
der Literatur gefunden werden. Um dennoch die Versuchsergebnisse addquat mit den
implementierten Versagensmodellen abbilden zu kénnen, wurde eine Kalibrierung der
Zugfestigkeit sowie der Bruchzahigkeit in Modus I mittels des analytischen Modells
an den experimentellen Ergebnissen von Goglio et al. (2008) fir zehn Konfigurationen
einschnittiger Uberlappungsfiigungen durchgefiihrt. Hierbei wurde fiir einen grofien
Bereich von Versagensparameterpaaren (o, Gr.) Versagenslastvorhersagen mittels des
vorgestellten analytischen Modells unter Verwendung der Normalspannungshypothese
berechnet, um die Parameter fiir eine bestmogliche Vorhersage zu bestimmen. Dies
wurde durch eine Minimierung der relativen Abweichung

1 Jo /i _Fi 2
Appy = \llo Z ( f,Exp f,FBM) (4.58)

3
i=1 Ff,Exp

erreicht, wobei FEEXP und Fipp,; die jeweiligen experimentell ermittelten und vorher-
gesagten Versagenslasten der zehn Konfigurationen darstellen. Die Abkiirzung FBM
(Finite BruchMechanik) bezeichnet hier und im Folgenden die durch die analytische
Umsetzung des gekoppelten Kriteriums ermittelten Grofien. Die durch die Minimierung
von Gleichung (4.58) ermittelten Parameter (o, = 35 MPa, Gi. = 0,12 N/mm) fithren
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Abbildung 4.10: Vergleich der vorhergesagten mit den von Goglio et al. (2008) expe-
rimentell ermittelten Versagenslasten mittels der durch die Kalibrierung bestimmten
Versagensparametern fiir einschnittige Uberlappungsfiigungen (b = 20 mm).

auf eine relative Abweichung von Agpgy = 0,07 und werden im Folgenden fiir alle
Berechnungen mit dem Klebstoff Loctite 330 verwendet.%! Als Indikator fiir die Qualitit
der ermittelten Versagensparameter dient die relative Abweichung der experimentell
ermittelten Daten, die sich zu

AF,
Agxp = J P Z ( fExp) =0,12 (4.59)

Ff,EXp

ergibt, wobei AF{;EXP die jeweilige Streuung der Versuchsergebnisse bezeichnet. Die
zugehorigen Versagenslastvorhersagen und ein Vergleich mit experimentellen Daten
sind in Abbildung 4.10 illustriert. Eine Abschitzung fiir die Schubfestigkeit ergibt sich
mittels des VON MISES-Kriteriums ausgewertet fiir einen reinen Schubspannungszustand
7. = 1/3/30. ~ 20,2 MPa. Die verwendeten Materialparameter der Klebstoffe sind in
Tabelle 4.4 zusammengefasst dargestellt.

Tabelle 4.4: Materialkenngréfien der verwendeten Klebstoffe.
AV138/HV998 Hysol EA Redux 326 Loctite 330  Polyesterharz

9321

E®) [GPa] 4,89 3,87 4,44 0,88 3,13
v@ [ 0,35 0,36 0,35 0,15 0,35
o. [MPa] 39,45 46,0 50,9 35,0 29,9
7. [MPa] 30,2 33,0 36,6 20,2 13,0
Gre [N/mm] 0,3 0,45 0,3 0,12 0,052
Gre [N/mm] 0,6 0,9 0,6 0,24 0,104
Quellen da Silva et al. da Silva et al. da Silva et al.  Goglio et al. Mendoza-

(20062) (20064) (2009b) (2008) Navarro et al.

(2013)

61Die ermittelte Bruchzihigkeit in Modus I liegt zwischen den in der Literatur gefunden Werten
Gic = 0,09 N/mm (Pirondi u. Nicoletto, 2002) und Gi. = 0,55 N/mm (Pirondi u. Nicoletto, 2000).
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(c) Untersuchung des Einflusses der Uberlap- (d) Untersuchung des Einflusses der Uberlap-
pung (da Silva et al., 2004). Dimensionen: pung (Campilho et al., 2013b). Dimensionen:
t = 0,12 mm, hy = hy = 1,6 mm, b = 25 ¢t=0,2mm, h; = hy =2,4 mm, b = 15 mm.
mm.

Abbildung 4.11: Vergleich der analytischen Versagenslastvorhersagen mittels finiter
Bruchmechanik (FBM) mit numerisch umgesetzen Kohéasivzonenmodell-Rechnungen
(KZM) und experimentell ermittelten Versagenslasten.

Der Vergleich der Ergebnisse mit experimentellen Befunden fiir unter Zug belastete
einschnittige Uberlappungsfiigungen ist in Abbildung 4.11 zu sehen. Es ergeben sich
gute Ubereinstimmungen mit den Experimenten und in allen Fillen eine konservative
Abschétzung gegeniiber den Ergebnissen der numerischen Referenzlosung. In den meis-
ten Fallen liegen die Vorhersagen innerhalb der Streuung der Experimente. Es ergibt
sich lediglich eine maximale Abweichung von (-24%) fiir eine Klebschichtdicke von
t = 0,5 mm fiir die Stahl-AV138/HV998-Stahl-Fiigung dargestellt in Abbildung 4.11(a).
Sowohl der Klebschichtdickeneffekt, vgl. Diskussion in Kapitel 3.1.2, als auch der
Einfluss der Uberlappungslinge auf die Versagenslast werden von beiden Versagensmo-
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(a) Untersuchung der Fiigeteildicken (Go-
glio et al., 2008). Dimensionen: L = 150
mm, ¢t = 0,1 mm, b = 20 mm.

(b) Untersuchung der oberen Fiigeteildicke
(Carneiro et al., 2017). Dimensionen: L = 25
mm, ¢t = 0,2 mm, he = 3 mm, b = 25 mm.

Abbildung 4.12: Vergleich der analytischen Versagenslastvorhersagen mittels finiter
Bruchmechanik (FBM) mit numerisch umgesetzen Kohésivzonenmodell-Rechnungen
(KZM) und experimentell ermittelten Versagenslasten fiir Abschalfiigungen.

dellen korrekt abgebildet. Ersteres lasst sich insbesondere durch die Berticksichtigung
der Spannungen als auch der Energiebilanz in den Versagensmodellen erklaren. Trotz
sinkender Spannungsniveaus am Ende der Uberlappung steigt mit steigender Kleb-
schichtdicke die gespeicherte Forménderungsenergie, die bei Rissinitiierung freigesetzt
wird. Dartiber hinaus ist es bemerkenswert, dass das vorgestellte analytische Modell
gut tibereinstimmende Versagenslastvorhersagen fiir Mehrschichtverbundfiigungen, vgl.
Abbildung 4.11(d), liefert. Dies ist mit den bisherigen Umsetzungen des gekoppelten
Kriteriums fiir einschnittige Uberlappungsfiigungen (Weiigraeber u. Becker, 2011a,b,
2013) nicht moglich.

In Abbildung 4.12 und 4.13 sind die Vergleiche der Ergebnisse mit experimentellen
Befunden fiir zwei Abschélfiigungen sowie eine zweischnittige Uberlappungsfiigung unter
Biegung dargestellt. Fir die Abschélfiigung in Abbildung 4.12(a) ergibt sich eine sehr
gute Ubereinstimmung verglichen mit den durch das analytische Modell ermittelten
Versagenslastvorhersagen und experimentellen Daten. Hierbei ist erwahnenswert, dass
die Versagensparameter des Klebstoffes Loctite 330 zwar an Experimenten kalibriert
wurden. Allerdings handelte es sich dabei ausschliefilich um unter Zug belastete einschnit-
tige Uberlappungsfiigungen. Abbildung 4.12(a) zeigt, dass hier eine Ubertragung der
Qualitat der Versagenslastvorhersagen auf eine andere Struktursituation moglich ist. Die
numerische Referenzlosung unter Verwendung der kalibrierten Versagensparameter iiber-
schétzt hingegen die experimentell ermittelten Versagenslasten. Fiir die Abschélfiigung
aus Aluminiumblechen zeigt sich in Abbildung 4.12(b) eine sehr gute Ubereinstimmung
der Ergebnisse des analytischen Modells mit denen des numerischen Modells sowie den
Experimenten. Sowohl die Versagenslastvorhersagen des numerischen Modells als auch
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Abbildung 4.13: Vergleich der Versagenslastvorhersagen mit experimentell ermittelten
Versagenslasten zur Untersuchung des Einflusses der Uberlappung (Mendoza-Navarro
et al., 2013). Dimensionen: t = 0,5 mm, h; = hy = 3 mm, b = 12,5 mm.

des analytischen Modells liegen innerhalb der experimentellen Streuung. Abbildung 4.13
zeigt, dass ebenfalls eine gute Ubereinstimmung der Versagenslastvorhersagen mit den
experimentellen Befunden fiir zweischnittige Uberlappungsfiigungen unter Biegung vor-
liegt. Die maximale Abweichung zwischen Versagenslastvorhersagen mittels FBM und
experimentellen Befunden betragt -17%. Im Vergleich zu den Ergebnissen der numeri-
schen Referenzrechnungen ergeben sich mittels des analytischen Berechnungsverfahrens
konservative Versagenslastvorhersagen.

Zusammenfassend lasst sich sagen, dass die vorgestellte analytische Umsetzung des gekop-
pelten Spannungs- und Energiekriteriums Versagenslastvorhersagen mit einer guten bis
sehr guten Ubereinstimmung zu experimentellen Befunden erméglicht. Im Vergleich zu
numerischen Referenzlosungen mit Kohésivzonenmodellierung zeigen sich stets konserva-
tive Vorhersagen und eine &hnlich gute Qualitat der Ergebnisse. Dabei ist erwahnenswert,
dass die jeweilige Rissinitiierung unter verschiedenen Mixed-Mode-Beanspruchungen
stattfindet. Sowohl der Einfluss der Klebschichtdicke als auch der Uberlappungslinge
und Fiigeteildicken wird fiir verschiedene Fiigekonfigurationen korrekt wiedergegeben.
Hierbei hat insbesondere die korrekte Vorhersage des Klebschichtdickeneffekts bei ein-
schnittigen Uberlappungsfiigungen eine besondere Bedeutung, da die meisten klassischen
Versagensmodelle dies nicht ermoglichen, vgl. Kapitel 3.3.

4.8 Einfluss der Sprodigkeit auf die Versagensbewertung

Im folgenden Kapitel wird ein Ansatz zur Bewertung der Bedingung ,hinreichen-
der Sprodigkeit” fiir das vorgestellte analytische Versagensmodell vorgestellt. Dabei
ist zu erwdhnen, dass Sprodigkeit dabei nicht als Materialeigenschaft sondern als
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4.8 FEinfluss der Sprodigkeit auf die Versagensbewertung

Struktureigenschaft anzusehen ist. Dies lésst sich bei den Versagensvorgéngen unter-
schiedlichster Struktursituationen mit Hinblick auf die Grole der jeweiligen Strukturen
erkennen (Bazant u. Planas, 1997). Zur Beschreibung solcher Grofleneffekte werden
dimensionslose Kennzahlen, sogenannte Sprodigkeitszahlen bzw. -ziffern, eingefiihrt,
die neben Versagensparametern auch eine charakteristische Strukturgréfie berticksich-
tigen. Bei Klebverbindungen stellt die Klebschichtdicke (Gleich et al., 2001, Cornetti
et al., 2012) die charakteristische Strukturgréfie dar. Weifigraeber u. Becker (2013)
schlugen im Rahmen einer Modellierung des gekoppelten Kriteriums eine Formulie-
rung einer Sprodigkeitsziffer fiir Klebverbindungen unter Mixed-Mode-Beanspruchung
vor,

2
UNSH@
G o2’

(4.60)

wobei G gerade die in Gleichung (4.44) eingefiihrte differentielle Energiefreisetzungsrate
einer weak-interface-Losung, die explizit von der Klebschichtdicke ¢ abhéngt und onsy
die Hauptnormalspannung am Rand der Klebschicht darstellt. Das Spannungskriterium
wird gerade so in das Verhaltnis zu einem Energiekriterium gesetzt, dass sich bei gleich-
zeitigem Erfiillen beider Teilkriterien der Wert p = 1 ergibt.%? Diese Formulierung ist
dadurch motiviert, dass der Wert p = 1 einer Initiierung eines Risses mit infinitesimaler
Léange, was ideal sprodem Verhalten entspricht, zugeordnet werden kann. Analog lasst
sich abhangig von der jeweiligen Wahl des Spannungs- und Energiekriteriums eine Spro-
digkeitszahl fiir das vorgestellte analytische Modell herleiten. Fiir die in Kapitel 4.7.2
verwendeten Kriterien ergibt sich beispielsweise

(4.61)

sodass sich wiederum bei gleichzeitigem Erfiillen des Spannungs- und Energieteilkriteri-
ums p = 1 ergibt. Der Fall © — oo hingegen charakterisiert ideal-plastisches Verhalten.
Eine solche Sprodigkeitszahl, die von der Wahl der Kriterien abhéngt, ist zwar keine
Sprodigkeitsziffer im klassischen Sinne wie in Bazant u. Planas (1997) beschrieben.
Allerdings ermoglicht die Formulierung (4.61) Grenzen des Modells explizit zu bezif-
fern.

Exemplarisch wird der Einfluss der Sprodigkeit auf die Versagenslastvorhersagen von
einschnittigen Uberlappungsfiigungen anhand der Studie zum Klebschichtdickeneffekt
von Castagnetti et al. (2011) aufgezeigt. Dabei wurde neben dem bereits eingefiihr-
ten Klebstoff Loctite 330, der heihartende Einkomponentenkleber Hysol EA 9514
der Firma Henkel mit den in Tabelle 4.5 dargestellen Materialkenngrofien verwendet.
Abbildung 4.14 zeigt die Ergebnisse der Versagenslastvorhersagen im Vergleich zu
experimentellen Befunden und den Verlauf der Sprédigkeitsziffer (4.61) iiber die Kleb-
schichtdicke. Dabei zeigt fiir beide Testreihen die Sprodigkeitsziffer ein hyperbelartiges
Verhalten tiber die Klebschichtdicke. In Abbildung 4.14(a) erkennt man zunéchst, dass

62Eingehende Untersuchungen zur Abhéingigkeit der Zugfestigkeit und Bruchzihigkeit auf die Sprodig-
keit findet man bei Weifigraeber et al. (2014).
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Tabelle 4.5: Materialkenngrofien des Klebstoffes Hysol EA 9514 (Pirondi u. Moroni,
2009, Castagnetti et al., 2011).

E® [GPa] v® [] o. [MPa] T [MPa] Gic [N/mm] Gre [N/mm]
1,78 0,33 49,0 28,3 0,92 1,84
F Stahl Hysol EA 9514 F Stahl Loctite 330
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Abbildung 4.14: Vergleich der vorhergesagten Versagenslasten (FBM) mit experimen-
tellen Befunden von Castagnetti et al. (2011) und Untersuchung des Einflusses der
Sprodigkeit an Fiigungen der Dimensionen: L = 12,7 mm, h; = hy = 1,6 mm, b = 25
mm.

fiir hinreichend grofie Klebschichtdicken eine gute Ubereinstimmung zwischen vorherge-
sagten und experimentell ermittelten Versagenslasten vorliegt. Allerdings tiberschétzt
das vorgestellte analytische Modell die Versagenlasten fiir kleine Klebschichtdicken. Es
ergibt sich ein Fehler von +18% fiir ¢t = 0,05 mm bei einer Sprodigkeitszahl von p = 38.
Fir die in Kapitel 4.7.2 untersuchten Klebverbindungen ergaben sich hingegen gute bis
sehr gute Ubereinstimmungen mit experimentellen Befunden mit konservativen Abwei-
chungen bei Sprodigkeitsziffern g < 13. Daraus lésst sich schlieflen, dass die Auswertung
der Sprodigkeitsziffer als Indiz fir hinreichende Sprodigkeit und damit fiir die Qualitat
der Versagenslastvorhersage verwendet werden kann.

Abbildung 4.14(b) illustriert hingegen den Grenzfall von Sprodigkeitsziffern kleiner
eins. Fiir kleine Klebschichtdicken liegt zunachst hinreichend sprodes Verhalten vor,
sodass das vorgestellte Modell eine konservative Versagenslastvorhersage ermoglicht.
Ab einer Klebschichtdicke von t = 0,34 mm sinkt jedoch die Sprodigkeitszahl auf
unter eins, sodass das Energiekriterium immer erfiillt ist und nur das Spannungskri-
terium ausschlaggebend fiir die Versagensbewertung ist. In diesem Fall tritt das in
Kapitel 3.3 beschriebene Verhalten der Versagenslastvorhersagen mittels reiner Span-
nungskriterien auf. Es werden steigende Versagenslasten mit steigender Klebschichtdicke
vorhergesagt.

Zusammengefasst ermoglicht die Betrachtung einer Sprodigkeitszahl der Form (4.61) die
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Einordnung in sprodes bzw. duktiles Versagensgeschehen und damit auch die a-priori-
Abschatzung der Qualitat der Versagensbewertung. Bei besonders hohen Sprodigkeits-
zahlen liegt ein duktiles Verhalten der Klebschicht vor und die Versagenslasten werden
iiberschétzt. Bei kleinen Sprodigkeitszahlen hingegen liegt sprodes Verhalten vor und
das analytische Modell liefert adaquate Versagenslastvorhersagen mit konservativen
Abschéatzungen. Je nach Formulierung der Sprodigkeitsziffer muss die obere Grengze fiir
hinreichend sprodes Materialverhalten jedoch neu ermittelt werden. Sinkt die Sprodig-
keitszahl unter eins, entspricht das vorgestellte Modell gerade der Anwendung eines
klassischen Spannungskriteriums der Form (2.61).

4.9 Grenzen des Modells

Infolge der Modellierung und den zugrunde liegenden Idealisierungen ergeben sich
neben der Forderung hinreichender Sprodigkeit weitere Grenzen des vorgestellten Mo-
dells.

Die Fiigeteile werden in der Modellierung mittels linear Elastizitatstheorie beschrieben.
Dies setzt voraus, dass die Fiigeteile unter Belastung kein nichtlineares Materialverhalten
aufweisen. Ferner wird das Versagen der Fiigeteile nicht berticksichtigt, sodass vorrangig
Fiigungen hochfester Fiigeteile mit der vorgestellten Modellierung beschrieben werden
konnen. Die Schubdeformationstheorie 1. Ordnung zur Modellierung der Fiigeteile erlegt
mit ihren Idealisierungen, vgl. Kapitel 2.2.2, weitere Anforderungen an die Geometrie
auf. Ahnlich zur Balkentheorie muss eine gewisse Schlankheit der Fiigeteile L/h als
untere Grenze vorliegen, damit eine Anwendung der Theorie moglich ist. Nach Gross
et al. (2007a) bzw. Altenbach et al. (1996) wird in der EULER-BERNOULLI Balkentheorie
eine Schlankheit von L/h > 5 bzw. L/h > 10 gefordert. Da Verbundwerkstoffe im
allgemeinen schubweicher sind als traditionelle Werkstoffe haben Querschubdeformatio-
nen fir Laminate nicht nur fir kurze, gedrungene Balken einen mafigeblichen Einfluss
auf das Verformungsverhalten. Bei der Anwendung der klassischen Laminattheorie
findet man in der Literatur als Empfehlung L/h > 25 (Altenbach et al., 1996). Fiir
die Schubdeformationstheorie 1. Ordnung ergibt sich in den gezeigten Beispielen in
Altenbach et al. (1996) eine Mindestschlankheit von L/h > 10. Bei der vorgestellten
Modellierung ergibt sich allerdings bei ndherer Betrachtung der Ergebnisse in Abbil-
dung 4.11(d), dass sich fir die dargestellte Konfiguration ebenfalls hinreichend gute
Ergebnisse fir L/h > 4,2 ergeben. Dariiber hinaus ergeben sich Einschrankungen beziig-
lich des Laminataufbaus aufgrund der ebenen Modellierung. Infolge der in Kapitel 4.2
vorgestellten Annahmen und zugehérigen Gleichungen ist ersichtlich, dass nur ausge-
glichene Laminate (Ajg = Ags = 0) frei von Drillkopplung (D1 = D9g = 0) und ohne
Biege-Dehn-Kopplungen der Form Bjg, Bog analysiert werden kénnen. Dazu gehoren
insbesondere Kreuzverbunde mit symmetrischen und asymmetrischen Lagenaufbauten,
die aus 0°- und 90°-Laminateinzelschichten aufgebaut sind.

Weitere Einschrankungen ergeben sich aus den vereinfachten kinematischen Annahmen
fiir die Klebschicht. Der weak-interface-Ansatz basiert auf asymptotischen Metho-
den beziiglich der Klebschichtdicke, sodass eine hinreichend diinne und nachgiebige
Klebschicht zur Anwendung des Ansatzes vorliegen muss, vgl. Kapitel 3.2.1. Fir die

99



Kapitel 4 Analyse von Klebverbindungen mit spréden Klebstoffen

betrachteten Strukturklebungen mit Klebschichtdicken bis zu 1 mm ist dies ohne weitere
Einschrankungen erfiillt. Dickschichtklebungen mit Klebschichtdicken ¢ > 10 mm, wie
sie typtischerweise bei Dichtstoffen ausgefiihrt werden, lassen sich mit dem vorgestellten
Ansatz nicht berechnen.

4.10 Anmerkungen und Ausblick

Die vorliegende Arbeit beschaftigt sich ausschlieSlich mit Klebschichtversagen von
Strukturklebungen. Die Modellierung léasst sich jedoch leicht erweitern, sodass auch
Fiigeteilversagen betrachtet werden kann. Dabei miissen abhéngig von der Art der
Fiigeteile (Mehrschichtverbund bzw. isotroper sproder oder duktiler Werkstoff) verschie-
dene Versagensmodi berticksichtigt werden. Einfache Gleichungen zur Bestimmung von
Versagenslasten infolge duktilen Fiigeteilversagens sind beispielsweise bei Karachalios
et al. (2013a) aufgefithrt. Sie basieren auf der Annahme, dass die Fiigung bei Flief3-
beginn bzw. bei kompletter Plastifizierung des Fiigeteils versagt. Schliellich miissen
alle Versagenslasten zu den moglich auftretenden Versagensmodi berechnet werden. Die
Versagenslast der Fiigung ergibt sich dann als minimale Versagenslast der berechneten
Werte.

Aufgrund der analytischen Natur der vorliegenden Modellierung eignet sich der An-
satz insbesondere zur Anwendung in Strukturoptimierungen. Dabei kénnen sowohl
Optimierungsprobleme hinsichtlich der einzelnen Werkstoffe, der Geometrieparameter
als auch der Figungskonfiguration formuliert werden. Typische Zielfunktionen der
Optimierungsprobleme in Vorentwurfsprozessen stellen dabei Gewicht, Kosten oder
Traglast der betrachteten Fiigungen dar.
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Kapitel 5
Analyse von Gradientenklebverbindungen

s[...] alle exakte Wissenschaft wird vom Gedanken der Anndherung beherrscht.“
Bertrand Russel, britischer Philosoph, Mathematiker und Logiker.

Das folgende Kapitel stellt eine general sandwich-type-Modellierung im ebenen Ver-
zerrungszustand zur Spannungsanalyse von tberlappenden Gradientenklebverbindungen
mit Mehrschichtverbundfiigeteilen vor. Dabei bilden die in Kapitel 4.2 vorgestellten
Annahmen die Basis der Modellierung. Die ortsabhdngige Variation der mechanischen
FEigenschaften des Klebstoffes wird mittels eines Elastizitdtsmodulverlaufs in Abhdngig-
keit der horizontalen Koordinate x modelliert. Die entstehenden Differentialgleichungen
mit variablen Koeffizienten werden mit Hilfe eines Potenzreihenansatzes effizient geldst.
Ergebnisse der vorgestellten Modellierung zur Spannungsanalyse werden mit detaillierten
Finite- Elemente-Analysen validiert und diskutiert. Weitergehende Studien hinsichtlich
des Gradierungsprofils zeigen die Moglichkeiten und Vorteile von Gradientenklebstoffen
gegentiber homogenen Klebstoffen auf. Schliefilich werden, basierend auf den Resultaten,
Empfehlungen fiir die Anwendung von Gradientenklebstoffen erarbeitet. Die vorgestellte
Modellierung mit den dargestellten Ergebnissen wurde in international bequtachteten
Fachzeitschriften publiziert (Stein et al., 2016¢, 2017b,c).

5.1 Einfiihrung

Mit dem Aufkommen neuer Produktionstechnologien haben sich zur konstruktiven
Verbesserung des Traglastverhaltens von Klebfiigungen Gradientenklebstoffe bewéhrt,
vgl. Kapitel 3.1.3. Allerdings existieren bis heute nur wenige analytische Ansétze zur
Spannungsanalyse solcher Gradientenklebverbindungen. Die Ergebnisse des vorheri-
gen Kapitels zeigen, dass ein general sandwich-type-Modellierungsansatz die Analyse
einer Vielzahl von iiberlappenden Fiigekonfigurationen mit hinreichend guten Ergeb-
nissen ermoglicht. Daher wird im Folgenden ein solches Modell fiir beliebige iiber-
lappende Gradientenklebverbindungen basierend auf den in Kapitel 4.2 dargestellten
Annahmen vorgestellt. Das Modell stellt damit eine direkte Verallgemeinerung der
shear-lag-Modelle von Carbas et al. (2014a) und Stein et al. (2017b) sowie des auf
Goland u. Reissner (1944) basierten Modells von Stein et al. (2016a) fiir Gradientenkleb-
verbindungen hinsichtlich Fiigungskonfigurationen und Mehrschichtverbundfiigeteilen
dar.
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5.2 Modellierung des Gradientenklebstoffes

Zunéchst wird ein Modellierungsansatz der Klebfiigungen analog zu Kapitel 4.2 vor-
gesehen. Geméafl Abbildung 4.1 wird lediglich der Uberlappungsbereich der Fiigung
mit beliebigen Schnittlasten an den Fiigeteilenden fiir die Analyse beriicksichtigt. Die
Fiigeteile werden mittels Schubdeformationstheorie 1. Ordnung und die Klebschicht
mittels eines weak-interface-Ansatzes modelliert. Die Gleichungen (4.1)—(4.12) bilden
weiterhin die Grundgleichungen des Modells. Allerdings werden im Konstitutivgesetz
des Klebstoffes (4.12) keine konstanten sondern mit der horizontalen Koordinate x
variierende Steifigkeiten beriicksichtigt:

E(a)(ff) (a) (a) _ V(a)E(a)(9U) (a)

E(@)
c ) () (a)

(a) _ -
o zz Tz 2(1 + V(a)),YZBZ :

— 5.1
2z 1— V(a)Q 2z vy 1— V(a)Q ( )
Die Querkontraktionszahl v® wird dabei als erste Naherung iiber die Uberlappung als
konstant angenommen. Infolge der beliebigen Variation der Steifigkeiten des Klebstoffes
entlang der Uberlappung ergibt sich ein im Vergleich zum System (4.25) komplexeres
zu losendes Differentialgleichungssystem.

5.3 Differentialgleichungssystem

Fiir die meisten analytischen Spannungslosungen fiir Klebverbindungen wird ein Differen-
tialgleichungssystem in Abhangigkeit der Klebschichtspannungen mittels Differentiation
und FEinsetzen der Grundgleichungen hergeleitet, vgl. Kapitel 3. Dabei haben die Ablei-
tungsordnungen und die Form der auftretenden Gréfen erheblichen Einfluss darauf, ob
ein Differentialgleichungssystem angegeben werden kann, das nur von den Spannungen
abhéngt. Da im Rahmen der vorgestellten Modellierung die Steifigkeiten ebenfalls von
der horizontalen Koordinate x abhéngen und bei der Differentiation der Spannungen
mittels Kettenregel beriicksichtigt werden miissen, ist dies fiir Gradientenklebverbindun-
gen nicht moéglich. Allerdings hat sich in bereits verdffentlichen Arbeiten (Carbas et al.,
2014a, Stein et al., 2016a) gezeigt, dass es fir Gradientenklebverbindungen méglich ist
ein Differentialgleichungssystem herzuleiten, das nur von den Klebschichtverzerrungen
abhangt. Im Folgenden wird analog vorgegangen und das resultierende Differentialglei-
chungssystem mittels eines Potenzreihenansatzes gelost.

5.3.1 Herleitung und Potenzreihenldsungsansatz

Analog zu Kapitel 4.3.1, startet die Herleitung mit der ersten Ableitung der Schubver-
zerrung der Klebschicht nach x, vgl. Gleichung (4.17). Differenziert man zwei weitere
Male nach z und setzt die Gleichgewichtsbedingungen (4.1)—(4.3) ein, lassen sich wie-
derum alle Schnittkréfte eliminieren. Berticksichtigt man bei der Differentiation der
Spannungen die Kettenregel aufgrund der Abhéngigkeit des Elastizitdtsmodul des
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5.3 Differentialgleichungssystem

Klebstoffes von der horizontalen Koordinate z, ergibt sich durch Einsetzen des Kon-
stitutivgesetzes der Klebschicht (5.1) eine Differentialgleichung in Abhéngigkeit der
Verzerrungen

z

W G (B + EO0) + BV

5.2
_ C3 (E(a)/lggaz) + 2E(a)l€gz)/ + E(a)ggi«)”) —0, ( )
mit
2
G = N und Co3 = (5.3)

E® E® (1 — p@) %

Auf gleiche Art und Weise erhélt man mittels Differentiation von Gleichung (4.21) nach
x eine zweite Differentialgleichung ohne SchnittgroBen. Setzt man das Konstitutivgesetz
der Klebschicht (5.1) in diese Gleichung ein und berticksichtigt beim Differenzieren die
Kettenregel, erhélt man eine Differentialgleichung, die nur von den Verzerrungen der
Klebschicht abhangt:

g(a)//// . C4 <E(a)€ge;)// + 2E(a)/8£az)l + E(a)llggz))

- 5.4
+ GEW — G (B + E) =0, o

mit

_774,5 _1_V(a) 55

<4,5 - F() und CG - 9 (a) 6 ( : )

Die beiden Differentialgleichungen (5.2) und (5.4) bilden ein homogenes, gewohnliches
Differentialgleichungssystem siebter Ordnung mit variablen Koeffizienten. Im speziellen
Falle eines konstanten Elastizitdtsmoduls vereinfacht sich das System von Differential-
gleichungen. Multipliziert man Gleichung (5.2) mit dem Schubmodul des Klebstoffes

G® und Gleichung (5.4) mit dem Elastizitdtsmoduls fiir den EVZ E® /(1 — y(a)Q)
ergeben sich die homogenen, gewohnlichen Differentialgleichungen mit konstanten Koef-
fizienten fiir homogene sprode Klebstoffe (4.18) und (4.22). Im allgemeinen Fall eines
iiber die Uberlappungslinge variablen Elastizitdtsmoduls ergeben sich jedoch geméf
der Gleichungen (5.2) und (5.4) zusitzliche Ableitungen infolge der Kettenregel bei der
Differentiation der Spannungen.

Im Allgemeinen existieren nur in speziellen Fallen geschlossen-analytische Losungen
fir gewohnliche Differentialgleichungssysteme mit variablen Koeffizienten. Allerdings
lassen sich mittels eines Potenzreihenansatzes analytische Losungsausdriicke herleiten.
Nach Theorem 37.51 in Tenenbaum u. Pollard (2012) lassen sich eindeutige Losungen
7® und €@ der Gleichungen (5.2) und (5.4) angeben, sofern die Koeffizienten, d.h. die
Gradierungsverlaufe des Elastizitdtsmoduls und deren Ableitungen, an der Stelle x = 0
analytisch sind. Als analytisch bezeichnet man dabei Funktionen, die sich lokal an der
Entwicklungsstelle durch eine konvergente Potenzreihe darstellen lassen. Folglich miissen
die Gradierungsverldufe des Elastizitdtsmoduls und deren Ableitungen als Taylorreihen
an der Entwicklungsstelle x = 0 darstellbar sein und in der Umgebung um x = 0 gegen
die Gradierungsverldufe und deren Ableitungen konvergieren. In diesem Falle existieren
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eindeutige Losungen 7;? und Eg , die ebenfalls analytisch um den Entwicklungspunkt
z = 0 sind. Um die Voraussetzungen fiir eindeutige Losungen v(*) und £®) zu garantieren,
werden zunéchst die folgenden Potenzreihenanséitze fiir die Verzerrungen und den

variierenden Elastizitatsmodul angesetzt

%,Z Z a,T", 5ZZ Z b,x" E(a) Z cpx”, (5.6)

wobei a,, b, und ¢, die Koeffizienten der jeweiligen Terme der Ordnung n darstellen.
Die zugehorigen k-ten Ableitungen nach der horizontalen Koordinate x ergeben sich
darausfolgend zu

o) (F) X (n+k)! " o) (k) = (n+k)! "
/YCEZZ) (.ZU) = Z (n'an-i-kx ) ggz) ([L’) = Z n')bn-‘rk‘r )
- ( >' = (n+k)! o (5.7
o) (K n ! "
E( ) ( ) - Z nl Cnt+kT .
n=0 :

Im Folgenden werden die Ansétze (5.6) und (5.7) in die gekoppelten Differentialglei-
chungen (5.2) und (5.4) eingesetzt. Verwendet man das CAUCHY-Produkt fiir die
Multiplikation von Potenzreihen

(i an$”> <i} bz-x’) = i:éo (}no aibn_i> ", (5.8)

ergeben sich die beiden Gleichungen

% !
> (Ut P ot G-t ) a7 =0 (5:9)

n=0

é((n+4

mit den Hilfsgrofien

)!bn+4 — Cafn + Gs€n — Cﬁdn) 2" =0. (5.10)

n

dn = Z ((k + 1)Crp1Gp_i + cr(n — k + 1)an_k+1)7
k=0
= Crbus,
k=0
(5.11)

- n—k+2)!
fo=2> (Ck<(n_k)'>bnk+2 +2ck 1 (n—k+1)(k+ 1)by_gs1

k=0
k+ 2)!
+ (k')ck+2bn—k) :

Ein Koeffizientenvergleich der beiden Gleichungen (5.9) und (5.10) mit der rechten Seite
liefert ein System von Gleichungen fiir die Unbekannten a,, und b,. Nach einfachen
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Umformungen lassen sich die unbekannten Koeffizienten a,, und b,, iiber Rekursionsglei-
chungen wie folgt angeben

Gp+3 :(nj_'3)| (Cldn - CZen + C3fn) 5 (512)
|
bya ZM (C4fn — (sen + (ﬁdn) . (5.13)

Die verbleibenden Koeffizienten ag, a1 und as sowie by, b1, by und bs sind freie Konstanten,
die iiber entsprechende Randbedingungen bestimmt werden miissen. In dieser Form
stellt der Potenzreihenansatz (5.6) mit den Rekursionsformeln (5.12) und (5.13) die
analytische Losung der Differentialgleichungen (5.2) und (5.4) dar. Da fir die numeri-
sche Umsetzung eine unendliche Potenzreihe nicht umsetzbar ist, muss eine geeignete
Approximationsordnung n., = m fiir den Potenzreihenansatz der Klebschichtver-
zerrungen (5.6) gewdhlt werden. Nach geeigneter Wahl konnen die freien Konstanten
bestimmt und die Rekursionsformeln (5.12) und (5.13) bis zur gewtinschten Ordnung
der Approximation ausgewertet werden. Losungen 4% sowie () erhélt man schlie-

lich durch Einsetzen der berechneten Koeffizienten in die Potenzreihenanséitze (5.6).

Die Klebschichtspannungen ergeben sich durch Auswerten des Konstitutivgesetzes der
Klebschicht (5.1).

5.3.2 Randbedingungen

Die Randbedingungen zur Bestimmung der sieben freien Konstanten ag, aq, ay sowie
bo, b1, bs und bs ergeben sich analog zu Kapitel 4.3.2. Zunéchst wird mittels der Rand-
bedingung das horizontale Kraftegleichgewicht bei einem horizontalen Schnitt des
Uberlappungsbereiches entlang der Uberlappung gefordert

L/2
o G@ydy = N1 - N12, (5.14)

Sechs weitere Randbedingungen ergeben sich aus den Gleichungen der Herleitung
ausgewertet an den Rindern der Uberlappung. Mit den eingefithrten Hilfsgrofien H;;
ergeben sich zunéchst die Randbedingungen

1
(’ya(ci)/ - C3€,E;az‘)> L = G (H22 + H12) 5 (515)
3
a a 1
('Ya(cz)/ - C3€gz)) ‘L = a@ (H + Hip). (5.16)

2

Auf identische Weise wie bei den Randbedingungen (4.41) folgen mit den Hilfsgrofien
J;; die beiden Bedingungen

1 — @2
= (e — ), (5.17)

(5,(;)” - C45$)) F(a)

ol
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1— @7
(52)” - C45£8;)) ’ LT T R@ (Jui1 — Ja1). (5.18)
-3

Schliefllich ergibt sich analog zu den Randbedingungen (4.43)

( ) (a) A(l) 12 Ag?l) 22
a)n a a _
( C 5 CGP}/xz) % - t (1) Q (2) Q 9 (519)
A(l) A(2)
(aym _ (a) _ 11 11 ~21
(9" — e — 7@) i ( At - ok (5.20)

Zur Bestimmung der sieben freien Konstanten liegt damit ein lineares Gleichungssystem
Vor.

5.4 Ergebnisse

Im folgenden Kapitel werden die Konvergenz der Ergebnisse des vorgestellten Berech-
nungsverfahrens hinsichtlich der Approximationsordnung der Reihendarstellungen (5.6)
untersucht und die resultierenden Spannungsfelder verschiedenster Uberlappungskonfigu-
rationen mit Finite-Elemente-Referenzlosungen verglichen.

Das dargestellte Berechnungsverfahren wurde in dem Programmpaket MATLAB umge-
setzt. Zur Ermittlung der Spannungsfelder miissen sowohl die Rekursionsformeln bis
zum gewiinschten Grad der Approximation als auch das Gleichungssystem zugehorig zu
den Randbedingungen gelost werden. Dabei hat sich eine iterative Implementierung
der Rekursionsformeln als effizienter im Vergleich zu einer rekursiven Umsetzung her-
ausgestellt. Infolge der analytischen Natur der zugrunde liegenden Gleichungen und
der effizienten Implementierung ergeben sich bei einer Ordnung der Approximation von
m = 30 fiir die Klebschichtverzerrungen Rechenzeiten von durchschnittlich 25 ms.%® Eine
entsprechende Implementierung, die sowohl mit dem Programmpaket MATLAB als auch
GNU OctAVE kompatibel ist, wurde als ergidnzendes Material zur Veroffentlichung
Stein et al. (2016¢) online bereitgestellt.

Als Voraussetzung fiir die Anwendbarkeit des vorgestellten Verfahrens miissen nach
Kapitel 5.3.1 die Gradierungsverldufe um den Entwicklungspunkt x = 0 analytisch
sein. Daher werden im Folgenden alle betrachteten Gradierungsprofile entlang der
Uberlappung als Potenzreihen dargestellt, sodass obige Bedingung automatisch erfiillt
ist und die zugehorigen Koeffizienten ¢, des Ansatzes (5.6) direkt aus den Gleichungen
ablesbar sind. Es werden sowohl symmetrische als auch asymmetrische Gradierungspro-
file beziiglich der Uberlappungsmitte betrachtet, vgl. Abbildung 5.1. Bei der Auswahl
der symmetrischen Gradierungsprofile ist die Grundidee von Gradientenklebverbin-
dungen beriicksichtigt, d.h. ein nachgiebiger Klebstoff wurde am Uberlappungsende
und ein steifer Klebstoff in der Mitte der Uberlappung vorgesehen. Zunéichst sind
geméB Abbildung 5.1(a) ein parabolischer, ein biquadratischer und ein kosinusférmiger

63Die Angaben beziehen sich wiederum auf die Auswertung auf einem Arbeitsplatzrechner mit einem
Intel® Core™ i5 Prozessor mit 4 Kernen mit jeweiliger Taktfrequenz von 3 GHz.
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(a) Symmetrische Verldufe. (b) Asymmetrische Verlaufe.

Abbildung 5.1: Symmetrische (a) und asymmetrische (b) Gradierungsverldufe im
Verhéltnis E®) = E)Er(fl)][1 entlang der Uberlappung. Gezeigt ist der entdimensio-

max

nalisierte Elastizitatsmodul E® /E® beziiglich der mit der Uberlappungslinge

max

entdimensionalisierten horizontalen Koordinate x/L.

Ansatz fiir den Elastizitdtsmodulverlauf vorgesehen. Sie lassen sich jeweils angeben
als

E@ _ p®
Ep()z)r(x) = Er(rifz,x - 4HLRXTTHIH$Q’ (521)
. E@ _ p®
Egio(x) = B, — 16— _—min R (5.22)
2n
(a) __ E(a_) 5 —1" (2
(a) _ a Emax min ( ) ™
Ekos(x) - Er(nzz,x + 2 T;[ (271)' fx ) (523>

wobei fiir den kosinusformigen Ansatz die Reihendarstellung des Kosinus auf den entspre-
chenden Definitions- und Wertebereich projiziert wurde. £&) und Er(fl)n bezeichnen dabei
die maximalen und minimalen Werte, die der Elastizititsmodul entlang der Uberlappung
annimmt. Als asymmetrische Verldufe werden geméfl Abbildung 5.1(b) ein linearer, zwei

parabolische und ein sinusférmiger Ansatz betrachtet:

. E® — g L
B w) = B+ = (5 - ), (5.24)
. 0BG —Bmn LY
E;Ea)rl(‘r> = Elgnezx - 12 (:1: - 2> 5 (525)
. o B — B L\?
Epota (1) = By,  — = (a: - 2) , (5.26)
2n+1
E(a) + E(a-) E(a) - E(a~) 5 (_1)71 T
E(a) — max min max min - 527

wobei wiederum fiir den sinusférmigen Ansatz die entsprechende Reihendarstellung
verwendet wurde. Die in Abbildung 5.1(b) dargestellten Verldufe lassen sich beziiglich
der y-Achse durch Vertauschen des minimalen und maximalen Elastizitdtsmoduls
spiegeln.
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Abbildung 5.2: Konvergenzuntersuchung fiir eine einschnittige Uberlappungsgradien-
tenklebverbindung mit parabolischem Gradierungsprofil Elgg} entlang der Uberlappung.

Konfiguration: L = 25 mm, h; = hy = 2 mm, t = 0,5 mm, EI(&)LX = 2,7 GPa und
E®™ = 0,28 GPa.

5.4.1 Konvergenz der Ergebnisse

In diesem Abschnitt wird der Einfluss der Approximationsordnung m des Potenzreihenan-
satzes (5.6) fiir die Klebschichtverzerrungen auf die Ergebnisse untersucht.

Dazu wird eine symmetrische einschnittige Uberlappungsfiigung mit Stahlfiigeteilen
analysiert, vgl. Abbildung 5.2. Die Materialdaten der Fiigeteile und des betrachteten
Epoxidharzes sind Tabelle 4.1 zu entnehmen. Entlang der Uberlappung ist ein Gra-
dientenklebstoff vorgesehen. Die Belastung des Uberlappungsbereiches ist identisch
zur illustrierten Fugekonfiguration in Abbildung 4.3(b) und Tabelle 4.2 zu entneh-
men. Fiir symmetrische Konfigurationen mit Fiigeteilen ohne Biege-Dehn-Kopplung gilt
(2 = (3 = (¢ = 0 und die Rekursionsformeln (5.12) und (5.13) liegen entkoppelt vor.
In diesem Fall lasst sich der Einfluss der Approximationsordnung auf die berechneten
Schub- und Schalspannungen gesondert untersuchen.

Abbildung 5.2(a) zeigt das Schubspannungsfeld in der Klebschicht fiir verschiedene
Approximationsordnungen m. Wéhrend fiir m = 8 der qualitative Verlauf der Schub-
spannungen signifikant von den restlichen Ergebnisse abweicht, liegen fiir m = 10
bereits nahezu konvergente Ergebnisse vor. Eine Erhohung auf m = 20 liefert ledig-
lich minimale Abweichungen. Die Ergebnisse fiir m = 30 zeigen schlief8lich, dass der
Schubspannungsverlauf fiir m = 20 bereits die voll auskonvergierte Losung darstellt. Die
Konvergenzuntersuchung fiir die Schélspannungen ist in Abbildung 5.2(b) illustriert. Fiir
m = 8 und m = 10 ergeben sich abweichende Spannungsverlaufe. Erst ab einer Approxi-
mationsordnung von m > 30 liegt eine auskonvergierte Losung vor. Bei der Betrachtung
des Uberlappungsrandes ergibt sich fiir beide Spannungskomponenten ein dhnliches Bild.
Die maximalen Spannungen liegen im Gegensatz zu Fiigungen mit homogenen Kleb-
stoffen nicht direkt am Rand der Uberlappung sondern in einem gewissen Abstand vom
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Tabelle 5.1: Schnittlasten pro Einheitstiefe und Temperaturanderung bei einer an-
genommenen Gesamtfliigungslénge von 225 mm und einer Tiefe von b = 25 mm.
Schnittkrifte N und @ in N/mm, Schnittmomente M in Nmm/mm und Temperatur-
anderung AT in K.

Abblldung Nll Qll Mll N12 Q12 M12 N21 Q21 M21 N22 Q22 M22 AT

5.3(a) 200 2 20 0 0 0 0 0 0 200 2 —200 0
5.3(b) 0 0 0o 0 0 0 2000 O 0 2000 O 0 100
5.3(c) 0 0 0 0 0 200 0 08 888 0 08 -888 0
5.3(d) 300 0 0 0 0 0 0 0 0 300 0 0 —100

Uberlappungsende entfernt. Dariiber hinaus sind die maximal auftretenden Spannungs-
werte signifikant geringer gegentiber Klebverbindungen mit homogenen Klebstoffen, vgl.
Abbildung 4.3(b). Dies stellt ein typisches Ergebnis fiir Gradientenklebverbindungen
dar und wird im folgenden Abschnitt eingehend diskutiert.

Die Ergebnisse zeigen ein eindeutiges Konvergenzverhalten derart, dass mit steigen-
der Approximationsordnung eine immer geringere Abweichung der Ergebnisse erreicht
wird. Fir die hier und im Folgenden betrachteten Filigekonfigurationen hat sich eine
Approximationsordnung von m = 30 fiir die Potenzreihenansétze der Klebschichtverzer-
rungen (5.6) schlieBlich als ausreichend erwiesen.

5.4.2 Vergleich mit Finite-Elemente-Analysen

Im Folgenden werden die Ergebnisse des vorgestellten Berechnungsverfahrens fiir exem-
plarische Fiigekonfigurationen mit Ergebnissen von Finite-Elemente-Analysen vergli-
chen. Dazu wird das in Kapitel 4.4 eingefiihrte Finite-Elemente-Modell erweitert. Die
variierenden Materialeigenschaften des Gradientenklebstoffs sind mittels der Subrouti-
neschnittstelle von ABAQUS umgesetzt. Dabei wurde die Subroutine USDFLD (Engl.:
User subroutine to define field variables at a material point) verwendet, die an den
Integrationspunkten jeden Elements die Definition von Materialeigenschaften in Abhan-
gigkeit der Feldvariablen erméglicht.%* Fiir die folgenden Finite-Elemente-Rechnungen
werden die Elastizitdtsmodulverlaufe als Funktion der horizontalen Koordinate gemafl
den Gleichungen (5.21)—(5.27) implementiert.

Analog zu Kapitel 4.4 werden im Folgenden oberhalb der jeweiligen Diagramme die zu-
gehérige Struktursituation zur Ubersicht illustriert. Die jeweils zugehérigen Randlasten
sind in Tabelle 5.1 angegeben. Sie sind mittels einfacher Gleichgewichtsbedingungen be-
rechnet. Die Materialdaten der Fiigeteile und des betrachteten Klebstoffes sind wiederum
Tabelle 4.1 zu entnehmen. Weiterhin wird ein Gradientenklebstoff mit den Grenzwerten
des Elastizitatsmoduls von E® = 2.7 GPa und E® — 0,28 GPa betrachtet. Zum

max min

direkten Vergleich wird neben den Spannungsverldufen der jeweiligen Fiigungen mit

64Diese Methode ist nur fiir lineare FEA geeignet. Fiir geometrisch nichtlineare Rechnungen werden
alternative Methoden benétigt, da die Subroutine USDFLD die Koordinaten der Referenzkonfigu-
ration verwendet. Eine ausfithrliche Diskussion findet sich bei Martinez-Paieda u. Gallego (2015),
Stein et al. (2017b).
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Gradientenklebstoff auch das resultierende Spannungsfeld einer FEA fiir die gleiche
Fiigungskonfiguration mit homogenem Klebstoff mit Elastizitdtsmodul E® = E®
gezeigt. Die zugehorigen Verldaufe sind als grau gestrichelte Linien dargestellt und mit
der Abkiirzung ,FEA, Vgl“ gekennzeichnet.

Abbildung 5.3(a) zeigt zunéchst die Spanungsverlaufe fiir eine asymmetrische einschnit-
tige Uberlappungsfiigung zwischen Stahl- und Aluminiumfiigeteilen unter mechanischer
Last. Infolge des Gradientenklebstoffes mit asymmetrischen Gradierungsprofil werden
die an dem Uberlappungsende zugehérig zum nachgiebigeren Fiigeteil auftretenden Span-
nungsspitzen reduziert, sodass eine gleichmafigere Lastiibertragung stattfinden kann. In
der linken Hilfte der Uberlappung (z < 0) zeigt der Einsatz des Gradientenklebstoffes
wenig Einfluss auf den Spannungsverlauf, wahrend in der rechten Halfte (x > 0) das
Spannungsniveau mafigeblich reduziert wird. Dadurch liegt ein annédhernd symmetrisches
Spannungsfeld vor. Abbildung 5.3(b) illustriert die Spannungsverlaufe fir ein auf ein
Aluminiumsubstrat verklebtes Verstarkungspflaster aus symmetrisch aufgebautem CFK
mit Layup [0°/90°]s unter kombinierter mechanischer und thermischer Last. Der Einsatz
eines Gradientenklebstoffes mit symmetrischem Gradierungsprofil El(f)l ermoglicht im
Vergleich zur Fiigung mit homogenem Klebstoff einen gleichférmigeren Lastiibertrag.
Die Spannungsspitzen am Rand werden in Richtung Mitte der Uberlappung verlagert
und reduziert. Der gewinnbringende Einsatz von Gradientenklebstoffen ist ebenso in
Abbildung 5.3(c) anhand einer T-Fiigung aus Aluminium und Stahl unter Biegung auf-
gezeigt. Durch ein asymmetrisches Gradierungsprofil mit nachgiebigerem Klebstoff am
rechten Rand konnen lokal die Spannungsspitzen vermindert werden. Das gleiche Ergeb-
nis lasst sich mittels eines asymmetrischen Gradierungsprofils an einer zweischnittigen
Uberlappungsfiigung unter kombinierter mechanischer und thermischer Last erreichen,
vgl. Abbildung 5.3(d). Das Spannungsniveau insbesondere in der rechten Hélfte der
Uberlappung wird infolge des Gradientenklebstoffes vermindert und der Lastiibertrag
erfolgt gleichméBiger entlang der Uberlappung.

Fiir alle betrachteten Konfigurationen ergibt sich eine sehr gute Ubereinstimmung der
Ergebnisse des analytischen Berechnungsverfahrens mit den Ergebnissen der Finite-
Elemente-Referenzlésung. An den jeweiligen Enden der Uberlappung konnen weiterhin
die spannungsfreien Rander nicht abgebildet werden. Allerdings liegt im Vergleich zu den
Ergebnissen in Kapitel 4.4 iiber einen gréfieren Bereich eine sehr gute Ubereinstimmung
vor. Dies lasst sich durch die verminderten Spannungsspitzen infolge der Anwendung von
Gradientenklebstoffen und die damit verbundenen gleichméfligeren Spannungsverlaufe
erklaren. Diese lassen sich mittels der polynomialen Ansétze (5.6) mit hinreichender
Giite approximieren.

5.5 Studien

In den bisher betrachteten Konfigurationen mit Gradientenklebstoffen sind gezielt
Gradierungsprofile gewéhlt worden, die zu einer Homogenisierung der Lastiibertragung
entlang der Uberlappung fiihren. Fiir eine geeignete Wahl des Gradierungsprofils muss
das Spannungsfeld a priori bekannt sein. Ist dies nicht der Fall, stellt sich die Frage wie ein
moglichst zweckmafBiges Profil auszusehen hat. Im Folgenden werden daher verschiedene
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(d) Konfiguration: L = 25 mm, hy = hy =
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Abbildung 5.3: Vergleich der Spannungsergebnisse des analytischen Berechnungsver-
fahrens mit Ergebnissen der Finite-Elemente-Referenzlosung fiir eine einschnittige
Uberlappungsfiigung (a), ein Verstirkungspflaster (b), eine T-Fiigung (c) sowie eine

zweischnittige Uberlappungsfiigung (d).

Studien beziiglich des Einflusses des Gradierungsprofils und des Steifigkeitsverhéltnisses
E® / Er(r?l)n auf das Spannungsfeld dargestellt, die zu einem besseren Versténdnis fiir
die Auswirkungen verschiedener Gradierungsprofile auf die Lastiibertragung beitragen.
Des Weiteren wird ein Verfahren zur Bestimmung eines optimierten Gradierungsprofils
beztiglich einer vordefinierten Zielfunktion eingefiihrt. Anhand einiger Beispiele werden
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Abbildung 5.4: Studie zum Einfluss des Gradierungsprofils auf die Schubspannungen
einer einschnittigen Uberlappungsfiigung. Konﬁguratlon L =25 mm, h; =2 mm,
ho = 1,5 mm, t = 0,5 mm, E® —27GPaundEmm—028GPa

max

die Ergebnisse gezeigt und diskutiert.

5.5.1 Einfluss des Gradierungsprofils

Im folgenden Abschnitt wird der Einfluss der in Kapitel 5.4 eingefithrten Gradie-
rungsprofile (5.21)-(5.27) auf die Spannungsverldufe am Beispiel einer einschnittigen
Uberlappungsfiigung mit Gradientenklebstoff untersucht. Die Dimensionen und verwen-
deten Materialien der untersuchten Fligung entsprechen denen, der in Abbildung 5.3(a)
betrachteten Struktursituation. Die Analyse zeigt, dass die verschiedenen Profile bei
gleichbleibendem E®) und Eﬁm)n einen vernachlédssigbaren Einfluss auf die Verlaufe

der Schélspannungen haben. Daher werden im Folgenden nur die Schubspannungen
betrachtet.

Abbildung 5.4(a) zeigt zunachst, dass bei symmetrischen Gradierungsprofilen mit stei-
gendem Gradienten des Profils zum Rand der Uberlappung erhohte Spannungsspitzen
vorliegen. Am rechten Rand der Uberlappung ergeben sich im Vergleich zum kosi-
nusformigen Profil jeweils eineinhalb und zweimal so hohe Spannungsspitzen fir das
parabolische und biquadratische Gradierungsprofil. Im Vergleich zum Schubspannungs-
verlauf der Fligung mit homogenem Klebstoff, vgl. Abbildung 5.3(a), liegen diese in
Richtung der Uberlappungsmitte verschoben vor. Ahnliche Ergebnisse zeigen sich fiir
die in Abbildung 5.4(b) illustrierten asymmetrischen Gradierungsprofile. Die Anwen-

dung des Profils Ep()arl( ) liefert eine im Vergleich zu den anderen Profilen erhohte
Spannungsspitze verschoben in Richtung der Uberlappungsmitte. Die beiden Profi-
le El({ol( ) und Esm( ) mit einem verschwindenden Anstieg Eﬁi! = E® = 0 zum
Uberlappungsrand liefern bei der betrachteten Struktursituation den gleichméBigsten

Lasttransfer.
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Tabelle 5.2: Schnittlasten pro Einheitstiefe. Schnittkrifte N und @ in N/mm und
Schnittmomente M in Nmm/mm.

KOnﬁguratiOD N11 Qll Mll N12 Q12 M12 N21 Q21 M21 N22 Q22 M22

(1) 200 2,2 2222 0 0 0 0 0 0 200 22 -—-22272
(2) 0 0 0 0 0 0 2000 0 0 2000 0 0
(3) 300 0 0 0 0 0 0 0 0 300 0 0

5.5.2 Einfluss des Steifigkeitsverhaltnisses

Neben der Wahl des jeweiligen Gradierungsprofil stellt sich die Frage, welches Verhéltnis
zwischen maximalem und minimalem Grenzwert der Elastizitdtsmoduli £ und Er(;)n
eingestellt werden soll. Daher wird im Folgenden der Einfluss des Steifigkeitsverhaltnis-
ses auf die maximal auftretenden Spannungsiiberh6hungen untersucht. Dazu werden
verschiedene Klebverbindungskonfigurationen mit Gradientenklebstoffen analysiert. So-
wohl einschnittige Uberlappungsfiigungen (1) als auch Verstirkungspflaster (2) und
zweischnittige Uberlappungsfiigungen (3) werden als Fiigekonfigurationen untersucht.
Die zugehorigen Randlasten sind Tabelle 5.2 zu entnehmen. Ausgehend von einer Fii-
gekonfiguration mit homogenem Klebstoff mit zugehoriger Steifigkeit E® = 2.7 GPa
werden Konfigurationen mit Gradientenklebstoffen betrachtet, bei denen sukzessive
der minimale Grenzwert der Steifigkeit von Er(i)n = 2,7 GPa bis zu Er(fl)n = 0,28 GPa

reduziert wird.

Abbildung 5.5 zeigt den Einfluss des Steifigkeitsverhiltnisses £ Effl)n auf die auftre-
tenden Spannungsiiberhéhungen normiert auf die Uberhéhung zugehorig zur jeweiligen
Fiigekonfiguration mit homogenem Klebstoff. In Abbildung 5.5(a) sind zunéachst die
Auswirkungen auf die Schélspannungsiiberh6hungen illustriert. Unabhéngig von der
Struktursituation ist fiir die normierte Spannungsiiberhéhung der gleiche qualitative
Verlauf beziiglich des Steifigkeitsverhéltnisses zu erkennen. Mit sinkendem ffl)n sind
reduzierte Spannungstiberhhungen sichtbar. Ab einem gewissen Steifigkeitsverhéltnis
E® / E® ~ 9 tritt jedoch keine weitere signifikante Reduzierung auf. Abbildung 5.5(b)
zeigt den Einfluss des Steifigkeitsverhéltnisses auf die Schubspannungsiiberhéhungen.
Dabei liegen zunéchst unabhéngig von der Struktursituation ebenfalls sinkende Span-
nungsiiberhohungen mit steigendem Steifigkeitsverhéaltnis vor. Ab einem von der Stuk-
tursituation abhéngigen Steifigkeitsverhaltnis bleibt die Spannungsiiberhohung jedoch
auch bei steigendem Steifigkeitsverhaltnis konstant. Bei den betrachteten Struktursi-
tuationen tritt dies im Interval E®) / E® ¢ [5,6] auf. Wenn das Steifigkeitsverhéltnis
dartiber hinaus gesteigert wird, dann wird die Spannungsiiberh6hung in Richtung
der Mitte der Uberlappung verschoben, vgl. Abbildungen 5.3 und 5.4. Neben den
Vorhersagen des Berechnungsverfahrens sind fiir das Verstarkungspflaster auch Er-
gebnisse von Finite-Elemente-Referenzlosungen illustriert. Ein Vergleich zeigt eine
gute Ubereinstimmung zwischen den Ergebnissen des Berechnungsverfahren und der

Finite-Elemente-Referenzlosungen.

Schlussendlich erméglichen die Ergebnisse der Analyse allgemeine Empfehlungen fiir die
Anwendung zu formulieren. Mittels den in Abbildung 5.5 gezeigten Ergebnissen lésst
sich schlussfolgern, wie das Steifigkeitsverhéltnis des Gradientenklebstoffes eingestellt
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Abbildung 5.5: Studie zum Einfluss des Steifigkeitsverhéltnisses auf die Spannungs-
iiberh6hungen von Gradientenklebverbindungen. Die maximal auftretende Spannungs-
iberhohung ist normiert auf die Spannungsiiberhohung einer Fiigung mit homogenem
Klebstoff dargestellt. Konfigurationen: (1) einschnittige Uberlappungsfiigung mit
L =25 mm, h; = hy =2 mm, ¢t = 0,5 mm und Profil Eﬁii (2) Verstérkungspflaster

mit L = 25 mm, 2h; = hy = 4 mm, ¢t = 0,5 mm und Profil Eﬁil (3) zweischnittige

Uberlappungsfiigung mit L = 25 mm, h; = hy = 3 mm, ¢t = 0,5 mm und Profil Es(lan)

Fiir die laminierten Fiigeteile wurde jeweils das Layup [0°/90°]s vorgesehen.

werden muss, um eine bestimmte Reduzierung der Spannungsiiberh6hungen zu erreichen.
Ist beispielsweise eine Reduktion der Schalspannungen um 50% beabsichtigt, empfiehlt
sich nach Abbildung 5.5 ein Steifigkeitsverhéltnis £®). / Er(;)n > 4 zu realisieren. Dariiber
hinaus zeigen die Ergebnisse, dass beziiglich der Schubspannungsspitzen eine maximale
Reduzierung von ungefahr 40% mittels eines Gradientenklebstoffes erreicht werden kann.
Eine weitere Erhohung des Steifigkeitsverhaltnisses fithrt lediglich zu einer Veranderung
des Ortes der auftretenden Spannungsspitze.

5.5.3 Optimierung des Gradierungsprofils

Schlieflich l&sst sich unabhéngig von a priori definierten Gradierungsprofilen ein auf die
Struktursituation optimierter Steifigkeitsverlauf mittels eines Optimierungsproblems
finden. Dazu ist fir die Anwendung zunéchst eine geeignete Zielfunktion zu wéhlen,
die bestmoglich erfiillt werden soll. Zielfunktionen kénnten dabei so formuliert werden,
dass bestimmte Spannungen wie beispielsweise Vergleichsspannungen entlang der Uber-
lappung minimiert werden. Anschliefend ist ein Optimierungsproblem zu formulieren
und zu l6sen.

Die Wahl der Zielfunktion héngt von dem mechanischen Verhalten des verwendeten
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Klebstoffes und dem Konstruktionsziel der Ingenieurin oder des Ingenieurs ab. Fir
die vorliegende Arbeit wird eine Formulierung der Zielfunktion in Abhangigkeit einer
Vergleichsspannung oy gewéahlt, da nach Kapitel 3.3 eine erstmalige Versagensbewertung
mittels einfacher Festigkeitskriterien intuitiv ist. Eine entsprechende Darstellung der
Zielfunktionen lasst sich beispielsweise wie folgt angeben

L

Z(e,ov) = / (ov(z, ¢) — av)* du, (5.28)

vl W

wobei oy = % fé% oy dz die iiber die Uberlappung gemittelte Vergleichsspannung

darstellt. Nach Kapitel 3.3 bietet sich bei Verwendung eines zunéachst sproden Kleb-
stoffes die maximal auftretende Hauptnormalspannung (NSH) und bei Verwendung
eines duktilen Klebstoffes die von Mises Vergleichsspannung (vM) als geeignete Ver-
gleichsspannung an.%® Im Rahmen der vorgestellten Modellierung lassen sich die beiden
Vergleichsspannungen angeben als

o® o@\ (a)) 2
ONSH = 9 + 5 + (sz) y (529)
und
2 2 2
- \/ o+ — ool + 30" (5.30)

In den meisten Féllen unterliegt die Optimierung der entsprechenden Zielfunktion mit
ihren Parametervariationen bestimmten Restriktionen wie etwa Fertigungsrestriktionen.
Naheliegend ist dabei beispielsweise die Forderung die Steifigkeit des Gradientenkleb-
stoffes innerhalb der experimentell umsetzbaren Grenzwerte Er(;)n und E®)_ zu halten.

Dementsprechend kann ein solches Optimierungsproblem fiir eine Fiigung unter kon-
stanter duflerer Last wie folgt formuliert werden:

min  Z (c)
L L (5.31)
u.d.B. EI(I?I)H S E(a)($7c) S Er(r?a),x Vi < _5’ 2:| '
wobei der Vektor ¢ = [cy,...,c;]T alle Koeffizienten der Reihendarstellung des Elastizi-

tédtsmoduls (5.6) bis zur Ordnung k enthélt und Z(¢) die Zielfunktion darstellt.

Das Problem (5.31) mit der Zielfunktion (5.28) stellt ein restringiertes nichtlineares Op-
timierungsproblem dar. Im Folgenden wird das Optimierungsproblem fiir verschiedene
Konfigurationen mittels der Optimierungstoolbox des Programmpakets MATLAB ge-
16st. Dabei wurde aus der Klasse der lokalen Optimierungsalgorithmen ein Algorithmus

65Fs sei darauf hingeweisen, dass sich abhingig von der Gradierung des Klebstoffes das mechanische
Verhalten und der finale Versagensprozess des Gradientenklebstoffes vom homogenen Ausgangskleb-
stoff signifikant unterscheiden kénnen. In diesem Fall ist es zu empfehlen experimentelle Vorstudien
hinsichtlich des mechanischen Verhaltens des Gradientenklebstoffes durchzufithren und eine ent-
sprechende Vergleichsspannung zu wéhlen. Alternativ lassen sich auch Zielfunktionen formulieren,
die mehrere Vergleichsspannungen beriicksichtigen.
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Tabelle 5.3: Schnittlasten pro Einheitstiefe und Temperaturdnderung. Schnittkréfte
N und @ in N/mm, Schnittmomente M in Nmm/mm und Temperaturanderung AT
in K.

Abbildung Nll Qll Mll N12 Q12 M12 N21 Q21 M21 N22 Q22 M22 AT
5.6 200 2,2 2222 0 0 0 0 0 0 200 22 -—-2222 -100
5.7 0 0 0 0 0 0 2000 0 0 2000 0 0 100

basierend auf der Sequentiellen Quadratischen Programmierung (SQP) verwendet.%
Um eine globale Losung zu erhalten, wurden verschiedene Startpunkte ¢! (i = 1,...,13)
herangezogen.®” Diese entsprechen den Koeffizienten ¢ zugehérig zu den homogenen
Elastizitdtsmoduli Er(fl)n, E® den drei symmetrischen Gradierungsprofilen sowie den
vier asymmetrischen Gradierungsprofilen. Vier weitere Startpunkte erhéalt man durch
Spiegelung der asymmetrischen Gradierungsprofile beziiglich der y—Achse. Der verwen-
dete Loser beruht auf der Formulierung eines quadratischen Teilproblems (QP) mittels
Linearisierung der Nebenbedingungen und einem BROYDEN-FLETCHER-GOLDFARB-
SHANNO (BFGS)-Update der Hesse-Matrix der zugehorigen Lagrangefunktion des
Problems in jedem Schritt. Das QP wird durch die von Gill et al. (1984) vorgeschlagene
Projektionsmethode gelost. Die Losung des quadratischen Teilproblems wird mit einem
Schrittparameter, der mittels einer Liniensuche bestimmt wird, fir die nichste Iterati-
on des SQP verwendet. Schlussendlich ergibt sich bei einer nicht signifikant weiteren
Verbesserung der Iterationen die Losung des SQP Problems. Die Losung der SQPs mit
den jeweils oben angegebenen Startwerten mit dem minimalen Wert der Zielfunktion
bildet schliefflich die gesuchte globale Losung. Weitere Details und eine umfangreiche
Einfithrung in die nichtlineare Optimierung findet sich beispielsweise bei Nocedal u.
Wright (2006).

Im Folgenden werden beispielhaft die optimierten Steifigkeitsverlaufe mit zugehorigen
Spannungsverlaufen fiir zwei Fiigekonfigurationen mit unterschiedlichen Zielfunktionen
berechnet. Eine einschnittige Uberlappungsfiigung mit ungleichen Fiigeteilen sowie
ein Verstarkungspflaster werden exemplarisch analysiert. Die zugehorigen Randlasten
sind Tabelle 5.3 zu entnehmen. Dabei werden Zielfunktionen der Form (5.28) mit der
Schubspannung oy = Téi), der maximale Hauptnormalspannung oy = ongg und der
VON MISES-Vergleichsspannung oy = o\ verwendet. In den folgenden Abbildungen
werden die Spannungen, die mittels des vorgestellten Berechnungsverfahren und der
Finite-Elemente-Referenzlosungen berechnet wurden, jeweils als durchgezogene und
gepunktete Linien dargestellt. Zum direkten Vergleich ist in jedem Diagramm in grau
und mit ,FEA Vgl*“ gekennzeichnet die jeweilige Vergleichsspannung fiir die gleiche
Fiigekonfiguration mit einem homogenen Klebstoff mit konstantem Elastizitdtsmodul
E®) =2 7 GPa dargestellt. Das optimierte Gradierungsprofil entlang der Uberlappung
ist als gestrichelte Linie abgebildet.

66SQP-Verfahren beruhen auf der Idee eine zunichst notwendige Bedingung fiir Optimalitit von
Problemen mit Nebenbedingungen, die sogenannten KARUSH-KUHN-TUCKER (KKT)-Bedingungen,
zu erfiillen. Eine Anwendung des Newton-Verfahrens auf die KKT-Bedingungen fiithrt letztlich auf
ein quadratisches Problem.

67Tm Programmpaket MATLAB wird dieses Vorgehen als Multiple Starting Point Search bezeichnet.
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Abbildung 5.6: Optimierte Gradierungsprofile des Elastizitdtsmoduls und zugehorige
Spannungsverliufe einer einschnittigen Uberlappungsfiigung mit Gradientenklebstoff
beziiglich verschiedener Zielfunktionen der Form (5.28). Dabei werden Zielfunktionen
mit drei Vergleichsspannungen verwendet: (a) die Schubspannung (b) die maximale
Hauptnormalspannung und (c) die vON MISES-Vergleichsspannung. Konfiguration:
L =25 mm, hy = hy =2 mm, t = 0,5 mm.

Abbildung 5.6 illustriert die jeweils optimierten Gradierungsprofile sowie die zugehorigen
Spannungsverldufe entlang der Uberlappung fiir eine einschnittige Uberlappungsfiigung
unter kombinierter mechanischer und thermischer Last. Zunachst zeigt sich, dass sich
mittels der optimierten Gradierungsprofile bei allen drei Zielfunktionen nahezu konstan-
te Vergleichsspannungen realisieren lassen. Hohe Steifigkeitswerte treten in Bereichen
mit niedrigen Spannungsniveaus im Falle des homogenen Klebstoffs und umgekehrt
auf. Dadurch ergeben sich unabhéngig von der Wahl der Vergleichsspannung qualitativ
ahnliche Gradierungsprofile. Diese gleichen in vielen Aspekten den zuvor betrachteten
kosinus- und sinusférmigen Steifigkeitsverlaufen, vgl. Abbildung 5.1. Es ergeben sich
glatte Verliufe mit verschwindenden Gradienten zu den Réndern der Uberlappung. Im
Falle der maximalen Hauptnormalspannung als Vergleichsspannung tritt lediglich in
Richtung des rechten Uberlappungsrandes eine vergleichsweise schnelle Anderung des
Steifigkeitsverlaufes infolge des groBen Spannungsgradienten auf, vgl. Abbildung 5.6(b).
Bei allen drei Gradierungsprofilen liegt der maximale Steifigkeitswert unter dem ferti-
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Abbildung 5.7: Optimierte Gradierungsprofile des Elastizitatsmoduls und zugehorige
Spannungsverlaufe eines Verstarkungspflasters mit Gradientenklebstoff beziiglich
verschiedener Zielfunktionen der Form (5.28). Dabei werden Zielfunktionen mit
drei Vergleichsspannungen verwendet: (a) die Schubspannung (b) die maximale
Hauptnormalspannung und (c) die vON Misgs-Vergleichsspannung. Konfiguration:
L =25 mm, hy =2 mm, hy =5 mm, ¢t = 0,5 mm (CFK Layup [90°/0°]).

gungsbedingten Grenzwert.

Abbildung 5.7 stellt die Ergebnisse fiir ein Verstarkungspflaster aus CFK mit asym-
metrischem Aufbau dar. Fiir diese Fiigekonfiguration unterscheiden sich die einzelnen
optimierten Gradierungsprofile maflgeblich voneinander. Aufgrund des punktsymmetri-
schen Schubspannungsverlaufes fiir das Verstarkungspflaster mit homogenem Klebstoff
ergibt sich als Losung des Optimierungsproblems mit o = 7(?) ein konstantes Gra-
dierungsprofil mit minimaler Steifigkeit E® (z) = 0,28 GPa, vgl. Abbildung 5.7(a).
Infolge der Gradierung wird die Steigung des nahezu linearen Schubspannungsverlaufs
reduziert. Im Falle der Fligung mit homogenem Klebstoff erhalt man fiir oy = onsh
sowie oy = oy\ hingegen ein symmetrisches Gradierungsprofil mit nachgiebigerem
Klebstoff an den Réndern der Uberlappung infolge der Spannungsspitzen. Mittels des
optimierten Gradierungsprofils ldsst sich dadurch eine nahezu konstante Vergleichs-
spannung erreichen. Weiterhin ahneln die Verldufe wiederum den zuvor betrachteten
kosinusférmigen Gradierungsprofilen.
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Insgesamt zeigt sich, dass der Einfluss der verschiedenen Gradierungsprofile auf das
Spannungsfeld gering ist im Vergleich zum Einfluss des realisierten Steifigkeitsverhalt-
nisses. Den gleichméfigsten Lasttransfer ermoglichen hierbei Gradierungsprofile, die
auf trigonometrischen Ansatzfunktionen beruhen. Das Verhéltnis von maximal zu mini-
mal auftretendem Elastizitdtsmodul zeigt erhebliche Auswirkungen auf die maximal
auftretende Schub- sowie Schélspannungen unabhéngig von der Filigekonfiguration. Die
in Kapitel 5.5.2 vorgestellten Diagramme ermoglichen dabei Aussagen tiber das beno-
tigte Elastizitatsmodulverhéltnis fiir eine bestimmte Reduktion der Spannungsspitzen
zu formulieren. Mit Hilfe des vorgestellten Optimierungsverfahrens lasst sich dartiber
hinaus gezielt das bestmogliche Gradierungsprofil fiir eine vorgegebene Struktursitua-
tion ermitteln. Dies ermoglicht eine mafigebliche Homogenisierung der betrachteten
Vergleichsspannung. Mit Ausnahme der Ergebnisse in Abbildung 5.7(a) ergeben sich
Gradierungsprofile mit einem verschwindenden Gradienten zum Uberlappungsrand,
die den zuvor untersuchten kosinus- und sinusféormigen Gradierungsprofilen in vie-
len Aspekten dhneln. Weiterhin zeigt sich, dass unabhingig vom Gradierungsprofil
und Steifigkeitsverhiltnis eine gute Ubereinstimmung zwischen den Ergebnissen der
Finite-Elemente-Referenzlosung und dem vorgestellten Berechnungsverfahren vorlie-
gen.

5.6 Anmerkungen und Ausblick

Die vorliegende Arbeit umfasst die Analyse der Spannungen in Gradientenklebverbin-
dungen. Hierbei wurde eingehend der Einfluss verschiedener Gradierungsprofile und
Steifigkeitsverhaltnisse auf die Spannungen in Gradientenklebverbindungen untersucht.
Eine Bewertung des Tragverhaltens wurde allerdings nicht ausgefiihrt. Dies ist darin
begriindet, dass eine Bewertung nicht wie in Kapitel 4 mittels eines einzelnen Ver-
sagensmodells direkt erfolgen kann, da abhangig von der Gradierung des Klebstoffes
verschiedene Versagensprozesse auftreten konnen. Da eine effiziente und automatisierte
Produktion von Gradientenklebstoffen Gegenstand der Forschung ist, liegen hierzu wenig
bis keine experimentelle Daten vor. Daher ist zunéchst eine eingehende experimentelle
Untersuchung der zugrunde liegenden Versagensprozesse notwendig, um eine geeignete
Modellierung bereitstellen zu koénnen. Dazu gehort auch eine Charakterisierung der
Versagensparameter des Klebstoffes in Abhéngigkeit der Gradierung. Bis heute ist
nicht umfassend geklédrt wie sich die Gradierung eines Klebstoffs auf die Festigkeit,
Bruchdehnung oder Bruchzéhigkeit auswirkt. Erste experimentelle Untersuchungen, vgl.
Kapitel 3.1.3, zeigen jedoch eingehend eine signifikante Verbesserung der Fiigefestigkeit
bei Verwendung eines Gradientenklebstoffs, sodass eine weitere Untersuchung hinrei-
chend Motivation findet. Eine Erweiterung des vorgestellten Berechnungsverfahrens zur
Versagenshewertung von Gradientenklebstoffen ist dariiber hinaus naheliegend aufgrund
seiner Effizienz und Genauigkeit.
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Kapitel 6
Analyse von Klebverbindungen mit duktilen Klebstoffen

, Design cannot come first, but must follow analysis and understanding.”
Robert D. Adams, Professor der angewandten Mechanik

Es werden im Folgenden Klebverbindungen mit duktilen Klebstoffen analysiert. Ba-
sterend auf den in Kapitel 4.2 beschriebenen Annahmen wird ein general sandwich-
type-Berechnungsmodell fiir duktile Klebverbindungen mit Mehrschichtverbundfigeteilen
vorgestellt. Spannungsfelder charakteristischer Uberlappungsfiigungen werden mittels
Finite-Elemente-Analysen wvalidiert und der FEinfluss der Vergleichsspannung sowie
der Spannungs-Dehnungskurvenapprozimation analysiert und diskutiert. Abschlieffend
werden verschiedene Versagenskriterien zur Analyse duktiler Klebverbindungen vorge-
stellt und die zugehérigen Versagensvorhersagen mit experimentellen Befunden ver-
glichen und diskutiert. Das dargestellte Berechnungsmodell zur Analyse von duktilen
Klebverbindungen mit zugehorigen Ergebnissen wurde in international bequtachteten
Fachzeitschriften und Tagungsbinden publiziert (Stein et al., 2018, Rosendahl et al.,
2018).

6.1 Einfiihrung

Neben sproden Klebstoffen werden aufgrund ihrer in vielen Situationen gewtinschten
Nachgiebigkeit mit zugehorigen hohen Bruchdehnungen duktile Klebstoffe im struktu-
rellen Bereich eingesetzt. Eine Analyse des mechanischen Verhaltens erweist sich im
Vergleich zu sproden Klebverbindungen jedoch als aufwendig. Es existieren nur einige
wenige analytische Modelle, vgl. Kapitel 3.2.2, sodass in den meisten Fallen aufwendige
Finite-Elemente-Analysen durchgefiihrt werden miissen. Um Zugang zur Analyse beliebi-
ger Uberlappungsfiigungen mit duktilen Klebstoffen zu erlangen, wird im Folgenden der
bereits zuvor vorgestellte general sandwich-type-Modellierungsansatz basierend auf den
in Kapitel 4.2 eingefiihrten Annahmen auf duktile Klebstoffe erweitert. Dazu wird das
mechanische Verhalten der Klebschicht mittels der Deformationstheorie der Plastizitét,
vgl. Kapitel 2.3, modelliert. Das Modell stellt somit eine direkte Erweiterung der Modelle
von Bigwood u. Crocombe (1990) und Smeltzer u. Klang (2003) beztiglich der Analyse
von duktilen Klebverbindungen mit Mehrschichtverbundfiigeteilen dar. Die vorgestellte
Arbeit und Ergebnisse wurden mit dankbarer Unterstiitzung von P. L. Rosendahl
publiziert (Stein et al., 2018, Rosendahl et al., 2018).
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Kapitel 6 Analyse von Klebverbindungen mit duktilen Klebstoffen
6.2 Modellierung der Klebstoffplastizitat

Wie bereits zuvor wird ein general sandwich-type-Modellierungsansatz gemafl Kapitel 4.2
vorgesehen. Nur der Uberlappungsbereich der Fiigung mit beliebiger dufierer Belastung
wird beriicksichtigt. Mehrschichtverbundfiigeteile mit Biege-Dehn-Kopplungen sind
mittels Schubdeformationstheorie 1. Ordnung und die Klebschicht als weak-interface
modelliert. Weiterhin gelten die Gleichungen (4.1)—(4.12) als Grundgleichungen des
Problems. Allerdings wird in Gleichung (4.12) geméafl Kapitel 2.3 ein von der Belastung
abhingiger Elastizititsmodul (Sekantenmodul) E® sowie die Querkontraktionszahl
v® vorgesehen:

o= B @  WUEY @ ol BV gy
R Y5 Yoo @ T a1

Zur Ermittlung des Sekantenmoduls ist eine geeignete Vergleichsspannung zu wéhlen, die
mehrachsige Spannungszustinde auf einen skalaren Wert projiziert. In Kapitel 2.3 wurde
dazu eine bestimmte Oktaederschubspannung, die vVON MISES-Vergleichsspannung (2.64),
verwendet. Im Rahmen des betrachteten Modellierungsansatzes lasst sie sich wie folgt
schreiben

2 2 2
‘75?\31 = \/053) +0@" — ool 4 377, (6.2)

Durch Einsetzen des Konstitutivgesetzes (6.1) und des Ansatzes fiir den Sekantenmo-
dul (2.59) ergibt sich die zugehorige Vergleichsdehnung zu

2 2
£® 1_1()2\/ (1- v+ y®?) @7 ¢ Z (1= p@)2 @7 (6.3)
Die iiber den deviatorischen Anteil des Spannungstensors definierte VON MISES-Ver-
gleichsspannung (vgl. Gleichung (2.64)) vernachléssigt den zugehorigen hydrostatischen
Anteil. In Experimenten (Adams et al., 1997) zeigen duktile Klebstoffe jedoch druckem-
pfindliches Verhalten, sodass fiir eine addquate Modellierung der hydrostatische Anteil
des Spannungstensors Berticksichtigung finden muss. Fiir Polymere existieren in dieser
Form zwei gangige Formulierungen: eine Linearkombination und ein quadratisches Inter-
aktionsgesetz der hydrostatischen und deviatorischen Anteile. Erstere wurde von Gali
et al. (1981) vorgeschlagen und lésst sich mittels des Verhéltnisses der FlieBspannung un-
ter uniaxialem Druck und Zug s = U}(,a)Jr / a}(,a)* angeben als
() _ 1

0 =5 (s =1L+ (14 s)owm) - (6.4)

Das von Raghava et al. (1973) vorgeschlagene quadratische Interaktionsgesetz lisst sich
schreiben als

oo 1/2
ol = % <(s - 1)L+ (]12(8 —1)* +4s UVMQ) > : (6.5)

Die zugehorigen Vergleichsdehnungen lassen sich analog zu Gleichung (6.3) herleiten
und wie folgt angeben

a 1 s—1 a
e = o (1 — V(a)egz) +(1+ 8)651\3[> : (6.6)
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6.3 Differentialgleichungssystem

2 1/2
@_ 1 [s5=1 @ S=1 @ 2
R0 (1 EORES + 1 _ @5z +4s ewm . (6.7)

Im Falle s = 1 reduzieren sich die Vergleichsgrofien (6.4)—(6.7) auf die der vON MISES-
Vergleichsspannung. Alternativ lassen sich auch weitere Vergleichsgrofien definieren,
sofern die Aquivalenz von einachsigen und mehrachsigen Zustdnden erhalten bleibt, vgl.
Kapitel 2.3. Eine umfangreiche Ubersicht iiber Vergleichsspannungen und Versagenskri-
terien findet man bei Altenbach et al. (2014).

Die im Allgemeinen deformationsabhingige Querkontraktionszahl v{® ist in dieser
Arbeit aus Vereinfachungsgriinden als konstant angenommen (u§a> = 0,47).%8 Vorherige
Arbeiten (Bigwood u. Crocombe, 1990) sowie Vorstudien (Stein et al., 2017¢) zeigten,
dass diese Annahme keinen mafigeblichen Einfluss auf die Ergebnisse hat. Eine von der
Belastung abhingige Querkontraktionszahl wiirde zu einer gegenseitigen Abhéangigkeit
der Querkontraktionszahl und des Sekantenmoduls fithren, die eine effiziente analytische
Betrachtung ausschlief3t.

6.3 Differentialgleichungssystem

Infolge der Modellierung der Klebschicht mittels der Deformationstheorie der Plasti-
zitat ergibt sich ein komplexes Differentialgleichungssystem, das einer Losung bedarf.
Infolge der Nichtlinearitat des Konstitutivgesetzes des Klebstoffs (6.1) ergibt sich ein
nichtlineares Differentialgleichungssystem. Im Gegensatz zu den zuvor vorgestellten
Modellierungsansétzen ist es nicht moglich ein System, das nur von den Spannungen
oder Verzerrungen abhangt, herzuleiten. Stattdessen werden die Schnittkrafte sowie die
Verzerrungen als freie Funktionen angesetzt. Das resultierende Differentialgleichungssys-
tem mit Randbedingungen lésst sich effizient mittels eines Finite-Differenzen-Verfahrens
l6sen.

6.3.1 Herleitung und L6sung

Die ersten drei Differentialgleichungen ergeben sich direkt aus den Gleichgewichtsbedin-
gungen (4.1)—(4.3) durch Einsetzen des Konstitutivgesetzes (6.1)

E(a)
N = 75 @ 6.8
2(1+ @) 2= (68)

E(a)
VW= ) 6.9
1 V(a)2€ZZ ) ( )
M — oy Pt B 7. (6.10)

2 2(1+v®)

%8Diese Annahme wurde insbesondere von Ilyushin (1945, 1948) in den frithen Tagen der Deformati-
onstheorie zur Herleitung von analytischen Losungen fiir Plastizitdtsprobleme verwendet.
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Kapitel 6 Analyse von Klebverbindungen mit duktilen Klebstoffen

Moy MM

Abbildung 6.1: Freikérperbild des Uberlappungsbereiches mit einem vertikalen Schnitt
an der Stelle x.

Zwei weitere Differentialgleichungen ergeben sich durch Einsetzen der Gleichgewichts-
bedingungen (4.1)—(4.3) und des Konstitutivgesetzes (6.1) in die Ableitungen der
Klebschichtkinematik (4.9) und (4.10)

1 hy +1 ho +t
W = ><(D§R+ > Bi?) N@)—(Bi? Al >> M@))

tA®
1 a  hi+t_m L hy + t

- =5 ((Dn -~ Bl NO _ (BY AR} @ (6.11)
1 1 1 ER

+ - 2622 ’
2 \ k@ Ag@ kAW )1 — p@

1/ 1 1

a (1) (1) (2) 2
0=+ (g (~BYN -+ Afn) - 5 (~BE N + A1)

1 1 E®@ (6.12)
+ : 252‘? .
F0AD k@A) 1 s

Dabei werden die Schnittkriafte des unteren Fligeteils mittels der Schnittkrafte des
oberen Fiigeteils und der dufleren Belastung eliminiert. Dazu wird geméfl Abbildung 6.1
ein beliebiger vertikaler Schnitt der Uberlappung an der Stelle 2 betrachtet und die
Gleichgewichtsbedingungen aufgestellt. Auflésen nach den Schnittkréften des unteren
Fiigeteils liefert schliefllich

N® = N1 4 N2 _ NO), (6.13)
V@ — iyt V(l)7 (6.14)
M@ = 2t (V“ + V21) (x—i— I;)

Bt h2> (6.15)

+ (N® — N1 (t +

Zur Losung des Systems nichtlinearer Differentialgleichungen, hat sich vor der Anwen-
dung des Finite-Differenzen-Schemas das Zurtickfiithren des Differentialgleichungssystems
auf ein System erster Ordnung bewéahrt. Dazu wird die Differentialgleichung zweiter
Ordnung (6.12) durch Beriicksichtigung der GréBen £ und @’ als freie Funktionen
so umgeformt, dass zwei Differentialgleichungen erster Ordnung entstehen. Schliefllich
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6.4 Ergebnisse und Studien

lasst sich das System von Differentialgleichungen in folgender kurzer Form darstel-
len

y' = fzy), (6.16)

mit dem Vektor der freien Funktionen y = [N, V() A1) ~@) g@) @7

Xz ) TzZz ) T zZ

6.3.2 Randbedingungen

Zugehorig zum System nichtlinearer Differentialgleichungen erster Ordnung mit sechs
freien Funktionen werden sechs Randbedingungen benotigt. Diese ergeben sich di-
rekt aus den duBeren Randlasten des Uberlappungsbereiches geméif Abbildung 4.1
7u

N(l) — Nll N(l) — N12
z=—1L ’ =L ’
2 2
(1) 11 (1) 112
V L V ) V L _V ) (617)
21‘7—5 175
M(l) Mll, M(l) M12.
L L
Q?Z—i x:i

Das Differentialgleichungssystem (6.16) mit den Randbedingungen (6.17) bildet schlus-
sendlich ein nichtlineares Randwertproblem.

6.4 Ergebnisse und Studien

Im Folgenden werden die resultierenden Spannungs- und Verzerrungsfelder in der
Klebschicht mit Finite-Elemente-Referenzlosungen verglichen und der Einfluss der
Spannungs-Dehnungskurvenapproximation zur Bestimmung des Sekantenmoduls sowie
der Vergleichsspannung analysiert.

Zur Losung des Differentialgleichungssystems (6.16) mit den Randbedingungen (6.17)
wird ein bereits implementierter Loser des Programmpakets MATLAB verwendet. Der
verwendete Loser basiert auf einem dreistufigen Lobatto IIla implizitem Runge-Kutta-
Schema.® Dies ist eine Kollokationsmethode mit einem C!-stetigen, abschnittsweise
kubischem Polynom, die eine stetige und stetig differenzierbare globale Losung entlang
der Uberlappung liefert. Die numerische Methode unterteilt das Integrationsgebiet
in Unterabschnitte und bestimmt eine Losung durch Losen eines globalen Systems
algebraischer Gleichungen bestehend aus den Kollokationsbedingungen auf allen Un-
terabschnitten und den Randbedingungen. Anschliefend wird der numerische Fehler
abgeschatzt. Wird ein Toleranzkriterium nicht erreicht, folgt eine Anpassung der Unter-
teilung der Unterabschnitte und die Prozedur wiederholt sich bis eine hinreichend gute

69Tm Programmpaket MATLAB wird der Loser mit der Abkiirzung bvp4c bezeichnet.
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Kapitel 6 Analyse von Klebverbindungen mit duktilen Klebstoffen

Tabelle 6.1: Materialdaten der in diesem Kapitel verwendeten Klebstoffe.
Eq [GPa) Vel [ E; [MPa] oy [MPal s [ Quellen
Araldite 2015 1,85 0,36 142,35 16,49 1.4 de Sousa et al. (2017)

Losung ermittelt wurde. Eine komplette Analyse einer beliebigen Fiigekonfiguration
erfordert Rechenzeiten unter 2 5.7

Fir die Anwendung des vorgestellten Berechnungsverfahrens miissen geeignete Material-
daten des Klebstoffes vorliegen. Zunachst ist es moglich experimentell ermittelte Daten
einer uniaxialen Spannungs-Dehnungskurve direkt als Eingabedaten zu verwenden.
Allerdings haben sich einfache Naherungsformeln als hinreichend gute und effiziente
Approximationen bei einer Reduzierung der Anzahl benétigter Eingabedaten erwiesen.
Dabei werden in der Literatur vorrangig elastisch-perfekt plastische (EPP), bi-lineare
(BLA) oder hyperbolische Tangensapproximationen (HTA) verwendet. Erstere nimmt
zunichst einen linear-elastischen Verlauf bis zu einem kritischen Spannungswert und
einer anschliefend uneingeschrankten Zunahme der Dehnungen bis zur Bruchdehnung
an. Bei der bi-linearen Approximation wird die Spannungs-Dehnungskurve durch zwei

lineare Abschnitte, definiert durch den Elastizitdtsmodul im elastischen Bereich Eéf ),
(a

der Fliespannung a&*), der Spannung sowie Dehnung bei Versagen oy ) und 5§a) ,

beschrieben

(a) a(a)
Ey’e e < ﬁ
el
O'(E> = O_(a)_o_(a) o_(a) a_(a) (618)
o+ | g e o) e2 o
Y L)y Eg Ej
£ TE®

Die hyperbolische Tangensapproximation lasst sich schliellich wie folgt angeben

E(a) _ E(a)
0'(35) - Uj(/a) tanh (elo-(a)plg + EI()T)g (619>
Y

wobei EI()?) den Elastizitdtsmodul im plastischen Bereich bezeichnet. Dieser lésst sich
mittels einer Anpassung der Approximation an die experimentell ermittelten Daten
bestimmen. Abbildung 6.2 zeigt beispielhaft eine experimentell ermittelte Spannungs-
Dehnungskurve des duktilen Zweikomponentenklebstoffes Araldite 2015 und die zuge-
horige Approximationen. Der untersuchte Klebstoff Araldite 2015 ist ein zéhelastisches
Zweikomponentenklebstoffsystem aus Harz und Hérter, das bei Raumtemperatur aus-
hértet. Die zur Formulierung der Approximationen benétigten Materialdaten sind in
Tabelle 6.1 aufgefiihrt. Dieser Klebstoff wird in den folgenden Kapiteln zur Validierung
des Modells und Untersuchung der Spannungs-Dehnungskurvenapproximationen sowie
der Vergleichsspannung verwendet.

ODie Angaben beziehen sich auf die Auswertung auf einem Arbeitsplatzrechner mit einem Intel®
Core™ i5 Prozessor mit 4 Kernen mit jeweiliger Taktfrequenz von 3 GHz.
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6.4 Ergebnisse und Studien
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Abbildung 6.2: Spannungs-Dehnungskurve des Klebstoffes Araldite 2015. Punkte stel-
len experimentelle Daten und durchgezogene Linien die jeweiligen Approximationen

dar.

Tabelle 6.2: Schnittlasten pro Einheitstiefe bei einer angenommenen Gesamtfiigungs-
ldnge von 225 mm und einer Tiefe von b = 25 mm. Schnittkrifte N und @ in N/mm,
Schnittmomente M in Nmm/mm.

Abbildung N'' QU MU N2 Q12 M2 N2t 2t N2 (22 M22

6.3(a) 200 2,2 2222 0 0 0 0 0 0 200 2,2 -—22272
6.3(b) 0 0 0 0 0 0 1000 0 0 1000 0 0
6.3(c) 100 0 0 0 0 0 0 0 0 100 0 0

6.4.1 Vergleich mit Finite-Elemente-Analysen

Zum Vergleich der Ergebnisse des vorgestellten Berechnungsmodells mit den Ergebnissen
von Finite-Elemente-Analysen wird das in Kapitel 4.4 eingefiihrte Finite-Elemente-
Modell erweitert. Fiir den Klebstoff wird elastisch-plastisches Materialverhalten mit
isotroper Verfestigung vorgesehen. Als FlieSSkriterium wird die vON MiSEs-Vergleichs-
spannung mit der zum Klebstoff zugehorigen Fliespannung verglichen.”™ Das Mate-
rialverhalten wird mittels des Elastizitdtsmoduls und der Querkontraktionszahl im
elastischen Bereich sowie der plastischen Spannungen und Dehnungen in tabellarischer
Form vorgegeben. Dabei ist erwdhnenswert, dass das verwendete Plastizitdtsmodell in
ABAQUS auf inkrementeller Theorie beruht. Gemafl Kapitel 2.3 sind jedoch die Ergeb-
nisse inkrementeller Theorie und Deformationstheorie im Falle montoner Belastung und
isotroper Verfestigung, wie sie auch im Folgenden betrachtet werden, koinzident. Die
betrachteten Spannungen sind letztlich der Mitte der Klebschicht entlang der Uberlap-
pung entnommen. Fir die Fiigeteile werden die in Tabelle 4.1 und fiir den Klebstoff
Araldite 2015 die in Tabelle 6.1 angegeben Kenngréfien verwendet. Die jeweiligen Rand-
lasten am Uberlappungsbereich jeder Struktursituation sind in Tabelle 6.2 zu finden.

Abbildung 6.3(a) zeigt zunéchst die vom vorgestellten Berechnungsmodell und mittels

"'Das vVON Misgs-Kriterium wurde hier der Einfachheit halber zur Beschreibung des FlieSbeginns
gewahlt, da es bereits in ABAQUS implementiert vorliegt.
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Kapitel 6 Analyse von Klebverbindungen mit duktilen Klebstoffen

Finite-Elemente-Analyse berechneten Schub- und Schéalspannungen sowie die zuge-
horige Vergleichsspannung iiber die Uberlappung fiir eine einschnittige Aluminium-
Araldite 2015-Aluminium-Uberlappungsfiigung. Im Bereich —6 mm< x < 6 mm ergibt
sich ein fiir eine Klebverbindung mit sprodem Klebstoff charakteristischer Spannungs-
verlauf. In den verbleibenden &ufleren Bereichen liegt die Vergleichsspannung tiber der
FlieBspannung und plastisches Flielen setzt ein. Es liegen deutlich geringere Span-
nungsspitzen am Rand der Uberlappung im Vergleich zu rein elastischen Losungen, wie
beispielsweise in Abbildung 4.3(b) gezeigt, vor. Anders als im Falle sproder Klebstoffe
iiberschatzt das vorgestellte Berechnungsmodell die Spannungsspitzen nur geringfiigig.
Das monoton fallende Verhalten der Schubspannungen zum Rand der Uberlappung
wird sogar adaquat abgebildet. Zusétzlich ist das zugehorige Verzerrungsfeld gezeigt.
Hier zeigt sich ein gleichmafBiger glatter Verlauf der Schub- und Schélverzerrung iiber
die Uberlappung. Die auftretenden Maximalwerte in der unmittelbaren Umgebung
des Uberlappungsrandes werden adéquat vorhergesagt. In Abbildung 6.3(b) sind die
Spannungsverlaufe fiir ein CFK-Verstiarkungspflaster auf einem Aluminium-Substrat
dargestellt. Das CFK-Pflaster ist ein asymmetrischer [0°/90°]-Verbund. Die Ubergéinge
der in der Mitte elastisch und an den Réndern plastischen Bereiche sind deutlich erkenn-
bar. Fiir die Schub- und Schélspannungen ergeben sich sehr gute Ubereinstimmungen
zwischen den Ergebnissen des Berechnungsmodells und der Finite-Elemente-Analyse.
Dies gilt ebenfalls fiir die Schub- und Schalverzerrungen, die einen qualitativ &hnlichen
Verlauf aufzeigen. Die Abweichungen bei der Vergleichsspannung lassen sich mittels der
vereinfachten Kinematik der Klebschicht erklaren, vgl. Kapitel 4.2. Abbildung 6.3(c)
zeigt letztlich die Ergebnisse fiir eine axial belastete zweischnittige Uberlappungsfiigung
aus Stahl und Aluminiumfiigeteilen. Hier ist zusétzlich im Diagramm der Klebschicht-
spannungen eine Detailansicht des Randes der Uberlappung gezeigt. Das vorgestellte
Berechnungsmodell ermoglicht zwar nicht den Abfall der Spannungen hin zum Rand
der Uberlappung darzustellen. Allerdings liefern die berechneten Spannungen am Rand
der Uberlappung eine gute Abschitzung der maximal auftretenden Spannungswerte in
der unmittelbaren Umgebung des Randes. Die gleiche Schlussfolgerung léasst sich fiir
die berechneten Verzerrungen angeben.

Insgesamt ergibt sich eine sehr gute bis gute Ubereinstimmung der Ergebnisse des
vorgestellten Berechnungsverfahrens mit denen der Finite-Elemente-Analysen. Im Ver-
gleich zu Klebverbindungen mit sproden Klebstoffen, vgl. Kapitel 4, liegen wesentlich
kleinere Abweichungen fiir die Spannungsverlaufe am Rand vor. Die Spannungs- und
Verzerrungswerte am Rand ermoglichen eine Abschéatzung der maximal auftretenden
Werte in der unmittelbaren Umgebung des Uberlappungsrandes, die maBgeblich fiir
eine Bewertung von Bedeutung sind.

6.4.2 Einfluss der Spannungs-Dehnungskurvenapproximation

Betrachtet man die vielseitigen Moglichkeiten die Materialdaten des Klebstoffes als Ein-
gangsgrofen zu implementieren, stellt sich die Frage nach dem Einfluss der verschiedenen
Spannungs-Dehnungskurvenapproximationen. Abbildung 6.4 zeigt die Spannungsfelder
einer ein- und zweischnittigen Uberlappungsfiigung fiir die in Abbildung 6.2 gezeigten
Approximationen der Spannungs-Dehnungskurve des Klebstoffes Araldite 2015. Die
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(b) Konfiguration: L = 25 mm, 4h; = hy = 4 mm, ¢t = 0,2 mm (CFK-Layup: [0°/90°]).
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(c) Konfiguration: L = 25 mm, hy = ho = 3 mm, ¢ = 0,2 mm.
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Abbildung 6.3: Vergleich der Ergebnisse des vorgestellten Berechnungsverfahrens mit
Ergebnissen der Finite-Elemente-Analysen fiir eine einschnittige Uberlappungsfiigung
(a), ein Verstirkungspflaster (b) sowie eine zweischnittige Uberlappungsfiigung (c).

129



Kapitel 6 Analyse von Klebverbindungen mit duktilen Klebstoffen

tahl i
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(a) Konfiguration: L = 25 mm, hy = hp = 2 mm, (b) Konfiguration: L = 25 mm, h; = hy =3
t = 0,5 mm. mm, ¢t = 0,2 mm.

Abbildung 6.4: Einfluss der Spannungs-Dehnungskurvenapproximation auf die Span-
nungsfelder einer einschnittigen Uberlappungsfiigung (a) und einer zweischnittigen
Uberlappungsfiigung (b).

Fiigekonfigurationen in Abbildung 6.4(a) und 6.4(b) entsprechen den jeweils in Abbil-
dung 6.3(a) und 6.3(c) gezeigten Konfigurationen. Der Einfluss auf die Schalspannungen
ist bei beiden Konfigurationen vernachléssigbar klein. Bei der Vergleichsspannung er-
kennt man bei der elastisch-perfekt plastischen Approximation den charakteristischen
konstanten Verlauf im plastischen Bereich. Der Ubergang vom elastischen in den plas-
tischen Bereich ist hier aufgrund der vergleichsweise hohen FlieBspannung naher am
Rand zu finden. Bei der einschnittigen Uberlappungsfiigung, vegl. Abbildung 6.4(a),
steigen die Schubspannungen zunéchst nach dem Ubergang zum plastischen Bereich
an und fallen zum Rand hin wieder ab. Bei den bi-linearen und der hyperbolischen
Tangensapproximationen sind fiir beide Konfigurationen kaum Unterschiede erkennbar.
Letztere liefert allerdings stets stetig und glatte Spannungsverlaufe. Da die hyper-
bolische Tangensapproximation nach Abbildung 6.2 bestmoglich die experimentelle
Spannungs-Dehnungskurve annahert, wird sie fiir die weiteren Berechnungen verwen-
det.

6.4.3 Einfluss der Vergleichsspannung

Im Folgenden wird der Einfluss der Wahl der in Kapitel 6.2 vorgestellten Vergleichs-
spannung betrachtet. Es werden die beiden gleichen Struktursituationen wie in Ka-
pitel 6.4.2 zum Vergleich herangezogen. Abbildung 6.5 zeigt die Spannungsfelder fiir
verschiedene Vergleichsspannungen mit der hyperbolischen Tangensapproximation fiir
die Spannungs-Dehnungskurve des Klebstoffes Araldite 2015. Es zeigen sich bei beiden
Struktursituationen kaum Unterschiede. Lediglich beim Verlauf der Vergleichsspannung
ergeben sich fiir die VON MISES-Vergleichsspannung geringe Abweichungen im Verlauf.
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(a) Konfiguration: L = 25 mm, hy = hp = 2 mm, (b) Konfiguration: L = 25 mm, h; = hy =3
t = 0,5 mm. mm, ¢t = 0,2 mm.

Abbildung 6.5: Einfluss der Wahl der Vergleichsspannung auf die Spannungsfelder
einer einschnittigen Uberlappungsfiigung (a) und einer zweischnittigen Uberlappungs-
figung (b).

Dies lasst sich auf die Vernachlidssigung des hydrostatischen Anteils des Spannungs-
tensors zuriickfithren. Letztlich wird das Mafl der Abweichungen tiber das Verhéltnis
der Flielspannungen unter uniaxalem Druck und Zug gesteuert. Ist der Klebstoff unter
Druck wesentlich empfindlicher als unter Zug (vergleichsweise grofes s), ergeben sich
groffere Abweichungen. Im vorliegenden Fall von s = 1,4 sind die Unterschiede der
Vergleichsspannungen nahezu vernachlassigbar. Nichtsdestotrotz wird fiir die weiteren
Berechnungen aus physikalischen Griinden, siehe Kapitel 6.2, die von Raghava et al.
(1973) vorgeschlagene Vergleichsspannung verwendet.

6.5 Versagensbewertung mittels analytischem Modell

Im folgenden Kapitel werden basierend auf dem eingefithrten Berechnungsmodell zur
Analyse der Lastiibertragung verschiedene Versagensmodelle zur Untersuchung des
Tragverhaltens von Klebverbindungen mit duktilen Klebstoffen vorgestellt. Als primére
Versagensart wird duktile Rissinitiierung vom Rand der Uberlappung aus betrachtet.
Da nach Kapitel 6.4 die ermittelten FeldgroSen am Rand der Uberlappung als Ab-
schiatzung der maximal auftretenden Werte in der direkten Umgebung des Randes
geniigen, werden diese vorrangig in der Auswertung von Versagenskriterien verwen-
det.

Nach Kapitel 3.3 haben sich als géngigste Bewertungsanséatze dehnungsbasierte Krite-
rien fir duktiles Versagen bewéahrt. Dabei wird Verasgen postuliert, wenn bestimmte
Dehnungsgrofien kritische Werte erreichen. Diese kénnen beispielsweise die Schubverzer-
rung oder die effektive Vergleichsdehnung sein (Bigwood u. Crocombe, 1990, Rodriguez
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et al., 2012). Gemafl Gleichung (2.62) lassen sich die zugehorigen Kriterien angeben
als

7 =+, (6.20)
e® =) (6.21)

wobei 7" und e jeweils die kritische Schubverzerrung und Bruchdehnung darstel-

len.

Bei besonders duktilen Klebstoffen hat sich hingegen das Konzept des globalen Flieens™
bewihrt, das Versagen vorhersagt, wenn iiber den kompletten Uberlappungsbereich
die FlieBgrenze erreicht ist. Fiir einschnittige Uberlappungsfiigungen lisst sich die
zugehorige Versagenslast fiir das Konzept des globalen Flielens vereinfacht wie folgt
angeben (Karachalios et al., 2013b)

Fy = bL7™, (6.22)

wobei 7' ) die FlieBgrenze unter Schub, b die Tiefe der Fiigekonfiguration und L die
Uberlappungslange sind.

Neben diesen beiden Konzepten haben sich bruchmechanische Ansaitze als zweckmafBig
erwiesen (Fernlund et al., 1994, Wang et al., 2003b). Eine ausfithrliche Beschreibung
verschiedener Ansétze findet sich in Kapitel 3.3. Gemafl Kapitel 2.5.2 lasst sich ein
Versagenskriterium im Rahmen elastisch-plastischer Bruchmechanik wie folgt ange-
ben:

J =G, (6.23)

wobei G® die Bruchzihigkeit darstellt. Im Rahmen der weak-interface-Modellierung
lasst sich das J-Integral als Produkt von Klebschichtdicke und Formanderungsenergie-
dichte formulieren, vgl. Gleichung (4.44). Anders als bei sproden Klebstoffen, die mittels
linearer Elastizitdtstheorie beschrieben werden, ldsst sich im Kontext der Deformations-
theorie der Plastizitat die Energiedichte nicht direkt mittels der maximal auftretenden
Randspannungen ausdriicken. Sie muss mittels Integration, siehe Gleichung (2.27),
ermittelt werden. Im Rahmen der vorgestellten Modellierung lésst sie sich angeben
als

() ()
EZZ ’Y(L'Z
W= / ag?dsg? + [ (6.24)
£ pw S o0
_/ 2 zz d€ +/ ’yiz)d%(;), (625)
V

wobei £ und 7® den Endverzerrungszustand darstellen. Da der Sekantenmodul £
sowohl von der Schubverzerrung v als auch der Dehnung £® abhéngt, erfordert die
genaue Auswertung der Integrale einigen Aufwand und muss numerlsch erfolgen. Dazu
wird fir die Auswertung des J-Integrals die aufgebrachte Last in eine vorgegebene

engl.: Global yielding (GY)
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Anzahl von Inkrementen unterteilt und mittels des vorgestellten Berechnungsmodell
jeweils der zu den Inkrementen zugehorige Verzerrungszustand ermittelt. AnschlieBend
dienen diese Daten zur Bestimmung der Integrationspunkte und des zugehorigen Sekan-
tenmoduls fiir die numerische Integration der einzelnen Integrale in Gleichung (6.25).
Eine Auswertung des J-Integrals fiir eine bestimmte Last benotigt daher die Anzahl der
Integrationspunkte an Auswertungen des vorgestellten Berechnungsmodells zur Analyse
der Lastiibertragung. Eine obere Grenze des J-Integrals, ferner bezeichnet mit J+, 1asst
sich effizienter ermitteln durch Berechnen der Integrale mit zu Null gesetzten Verzerrun-
gen mit Ausnahme der Verzerrungen nach der integriert wird. Dazu wird lediglich eine
Auswertung des Berechnungsmodells benotigt. Zur Berticksichtigung des Mixed-Mode-
Verhaltens wird der von Hutchinson u. Suo (1991) vorgeschlagene und in Kapitel 4.5.2
vorgestellte Ansatz verfolgt. Geméf Gleichung (4.51) wird eine vom Mixed-Mode-Winkel
v abhangige Bruchzéhigkeit vorgesehen.

Die Auswertung der Versagensmodelle ist ebenfalls im Programmpaket MATLAB umge-
setzt. Dazu werden die einzelnen Kriterien in die Form f(F') = 0 transformiert und die
zugehorige Versagenslast mittels einer einfachen Nullstellensuche berechnet. Bei zwanzig
Integrationspunkten fiir die genaue Auswertung des J-Integrals und einer Fehlertoleranz
von aufeinander folgenden Auswertungen der Versagenslast von 10~# bei der Nullstel-
lensuche ergaben sich fiir alle betrachteten Fiigekonfigurationen Rechenzeiten unter 15
s™. Dabei wurde die von MATLAB bereitgestellte Option der Paralellisierung fiir die
Ermittlung der Verzerrungszustande zugehorig zu den einzelnen Integrationspunkten
genutzt. Bei der Verwendung der effizienter zu implementierenden Versagenskriterien —
Gleichungen (6.20) und (6.21) sowie J© = G.(¢)) — ergaben sich Rechenzeiten von unter
4s.

6.6 Ergebnisse

Die zuvor vorgestellte Modellierung zur Bewertung des Tragverhaltens von Uberlap-
pungsfiigungen mit duktilen Klebstoffen wird im Folgenden mittels experimenteller Da-
ten validiert. Die Ergebnisse der Versagenslastvorhersagen werden analysiert und die An-
wendbarkeit sowie Giite der einzelnen Kriterien diskutiert.

Zur Validierung werden sechs Studien zur Untersuchung des Einflusses geometrischer
Parameter auf die Versagenslastvorhersagen von Uberlappungsfiigungen herangezogen.
Dabei werden nur experimentelle Testserien betrachtet, bei denen hochfeste Fiigeteile mit
duktilen Klebstoffen analysiert wurden, sodass Klebschichtversagen die dominierende
Versagensart darstellt.

Zunichst werden Untersuchungen zum Einfluss der Uberlappungslinge auf die Ver-
sagenslasten von einschnittigen Uberlappungsfiigungen mit Aluminium- bzw. Mehr-
schichtverbundfiigeteilen und dem bereits zuvor untersuchten Klebstoff Araldite 2015
von de Sousa et al. (2017) bzw. Campilho et al. (2013b) betrachtet. Bei Campilho et al.

"Die Angabe von Rechenzeiten bezieht sich wiederum auf die Auswertung auf einem Arbeitsplatz-
rechner mit einem Intel® Core™ i5 Prozessor mit 4 Kernen und jeweiliger Taktfrequenz von 3
GHz.
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Tabelle 6.3: Materialkenngréfien der verwendeten Klebstoffe.

E$)[GPa) v§'[] Ep[MPa] s [] 7y[MPa] oy[MPa] %[%] &i[%] Gre[%] Gnel %]

Araldite 20157 1,85 036 14235 14 14,6 16,49 439 477 0,43 4,7
AV 1197 345 0,35 1176 1,3 490 67,1 300 80 1,37 3,85
Hysol EA 936176 0,67 04 496 18 165 200 - 440 261 522

(2013b) werden Filigungen zwischen unidirektional faserverstarkten Kunststofffiigetei-
len mit dem Layup [0°];6 untersucht, deren Materialdaten Tabelle 4.3 zu entnehmen
sind. Des Weiteren wird eine Studie zum Einfluss der Uberlappungslinge von Adams
et al. (1997) untersucht. Dabei werden Stahlfiigeteile mit dem Klebstoff AV 119 der
Marke Araldite analysiert. AV 119 ist ein Epoxid-Einkomponentenklebsystem, das bei
120°C-180°C aushartet und vorrangig fiir Metallfiigungen ausgelegt ist. Eine experi-
mentelle Studie zum Einfluss der Klebschichtdicke einschnittiger Uberlappungsfiigungen
mit Stahlfigeteilen auf die Fiigefestigkeit von da Silva et al. (2006a) wird ebenfalls
untersucht. Die Fiigeteile sind mit dem duktilen Klebstoff Hysol EA 9361 verbunden.
Dieser ist ein Zweikomponentenklebsystem, das bei Raumtemperatur aushartet und
fir Anwendungen mit hohen Dehnungen vorgesehen ist. Zuséatzlich wird der Einfluss
verschiedener Fligeteildicken auf die Versagenslasten von Aluminiumfiigungen in der
Studie von Pinto et al. (2014) betrachtet. Die Fiigeteile wurden wiederum mit dem
Klebstoff Araldite 2015 verklebt. AbschlieBend wird eine Abschalfiigung zwischen zwei
Aluminiumblechen untersucht, die ebenfalls mit dem Klebstoff Araldite 2015 gefiigt
wurden. Die Materialdaten sowie Versagensparameter der einzelnen Klebstoffe sind
Tabelle 6.3 zu entnehmen.

Die jeweiligen Randlasten am Uberlappungsbereich sind bei allen einschnittigen Uberlap-
pungsfigungen mit der Berechnungsmethode von Talmon I’Armée et al. (2016) und bei
der Abschélfiigung mittels einfacher Gleichgewichtsbedingungen ermittelt. Neben den
experimentellen Daten sind in jedem Bild zum Vergleich die Versagenslastvorhersagen
mittels der in Kapitel 6.5 vorgestellten Kriterien aufgefiithrt. Die zugehorige Struktursi-
tuation ist oberhalb der einzelnen Diagramme dargestellt.

Die Abbildungen 6.6(a) und 6.6(b) zeigen zunachst die Ergebnisse der Testreihen
einschnittiger Uberlappungsfiigungen mit dem Klebstoff Araldite 2015. Es zeigt sich
zunéchst, dass das Konzept des globalen Flieflens die Versagenslasten nur fir Fiigungen
mit kurzer Uberlappungslinge adiquat abbilden kann. Fiir gréfiere Uberlappungslingen
tritt Risseintritt ein, bevor der komplette Uberlappungsbereich flieit. Die Versagenslas-
ten werden somit tiberschitzt. Das Kriterium basierend auf der Vergleichsdehnung (6.21)
unterschatzt die experimentellen Ergebnisse massiv. Das Kriterium basierend auf den
Schubverzerrungen (6.20) tiberschatzt die Versagenslasten hingegen signifikant, obwohl
es in Verbindung mit dem EPP-Ansatz von Hart-Smith (1973c) in vorherigen Arbeiten
gute Vorhersagen lieferte. Dabei ist erwdhnenswert, dass in EPP-Ansétzen typischerwei-
se die Schubspannungs-Dehnungskurve als Eingangsgrofie verwendet wird. Die kritische

"de Sousa et al. (2017)
"5da Silva et al. (2009b), Xu (2010)
"6da Silva et al. (2006a,b)
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(a) Untersuchung des Einflusses der Uberlap- (b) Untersuchung des Einflusses der Uberlap-
pungslidnge (de Sousa et al., 2017). Dimensionen: pungslinge (Campilho et al., 2013b). Dimensio-
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(c) Untersuchung des Einflusses der Uberlap- (d) Untersuchung des Klebschichtdickeneffekts
pungslinge (Adams et al., 1997). Dimensionen: (da Silva et al., 2006a). Dimensionen: L = 25
hy =hs =1,6 mm, ¢t = 0,2 mm, b = 25 mm. mm, hy = he = 2 mm, b = 25 mm.

Abbildung 6.6: Vergleich der Versagenslastvorhersagen der vorgestellten Versagens-
modelle mit experimentell ermittelten Daten.

Schubverzerrung des Klebstoffes ist vergleichsweise hoch (y¢ = 43,9%), sodass die An-
nahme des Schubmoduls G® = E® /(2(1 4 v®))) im vorgestellten Modell nur eine
grobe Abschatzung liefert. Das Kriterium basierend auf Spannungsintensitdten mit
exakter sowie konservativer Auswertung des J-Integrals liefert insbesondere fiir kleine
Uberlappungslingen annehmbare bis gute Ergebnisse mit konservativen Abschitzungen
der Versagenslasten. Der qualitative Trend steigender Versagenslasten mit steigender
Uberlappungslinge wird addquat abgebildet. Ergebnisse fiir einschnittige Uberlappungs-
fiigungen mit dem Klebstoff AV 119 finden sich in Abbildung 6.6(c). Hier zeigen sich
zunéchst dhnliche Ergebnisse. Die Verwendung des Schubverzerrungskriteriums (6.20)
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Abbildung 6.7: Vergleich der Versagenslastvorhersagen mit experimentellen Daten
der Studie von Pinto et al. (2014). Dimensionen: L = 30 mm, ¢ = 0,2 mm, b = 25 mm

liefert jedoch eine bessere Ubereinstimmung mit den experimentellen Ergebnissen. Die
kritische Schubverzerrung des Klebstoffes AV 119 ist kleiner (v; = 30%) als die des
Klebstoffes Araldite 2015, sodass die zugrundeliegenden Annahmen des Modells hier
als ausreichend erscheinen.

Abbildung 6.6(d) stellt die Ergebnisse fiir den Klebschichtdickeneffekt einschnittiger
Uberlappungsfiigungen mit dem Klebstoff Hysol EA 9361 dar, mit Ausnahme der
Ergebnisse des Kriteriums basierend auf den Schubverzerrungen. Ungliicklicherweise
konnte fiir diesen Klebstoff kein Wert der kritischen Schubverzerrung in der Literatur
gefunden werden. Das Kriterium basierend auf der Vergleichsdehnung (6.21) und das
Konzept des globalen Flieens, das eine konstante Versagenslast vorhersagt, kénnen
offensichtlich nicht den qualitativen Trend fallender Versagenslasten mit steigender
Klebschichtdicke abbilden. Das Kriterium basierend auf dem J-Integral liefert hingegen
Versagenslastvorhersagen mit einer guten Ubereinstimmung mit den experimentellen
Daten und konservativen Abschéitzungen. Wie bereits in Kapitel 4.7 bei Klebverbin-
dungen mit sproden Klebstoffen ist es notwendig das J-Integral, genauer gesagt die
Energiebilanz im Rahmen linearer Elastizitétstheorie, in die Bewertung des Traglast-
verhaltens mit einzubeziehen um den Klebschichtdickeneffekt korrekt abzubilden zu
konnen.

Abbildung 6.7 zeigt die Ergebnisse zur Studie des Einflusses des Fiigeteildickenver-
héltnisses von Pinto et al. (2014). Die Experimente zeigen, dass eine Erhohung des
Dickenverhéltnisses der Fiigeteile zu niedrigeren Versagenslasten fiihren. Die Versa-
genslastvorhersagen auf Basis der Schubverzerrungen sind wiederum nicht aufgefiihrt,
da sie die experimentellen Ergebnisse weit iiberschatzen (F; > 19 kN). Die Ergeb-
nisse des Konzept des globalen Flieflens sind ebenfalls nicht gezeigt, da es fiir alle
Konfigurationen eine Versagenslast von F; = 10,95 kN vorhersagt. Dies liefert zwar
eine annehmbare Ubereinstimmung mit den Experimenten. Allerdings bildet dies den
qualitativen Trend der Versagenslasten nicht ab. Versagensvorhersagen mittels Glei-
chung (6.21) liefern wiederum signifikant kleinere Lasten im Vergleich zu den Experi-
menten. Das Kriterium basierend auf dem .J-Integral liefert Versagenslasten mit guter
Ubereinstimmung oder konservativen Abschétzungen und einer guten Abbildung des
qualitativen Trends. Insbesondere die exakte Auswertung des J-Integrals liefert fiir
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Abbildung 6.8: Vergleich der Versagenslastvorhersagen mit experimentellen Befunden
von Carneiro et al. (2017). Dimensionen: L = 25 mm, t = 0,2 mm, hy = 3 mm,
b= 25 mm, R =5 mm.

Fiigeteildicken Ay, hs > 3 mm Versagenslastvorhersagen innerhalb der experimentellen
Streuung.

Abschlieend wird eine Abschélfiigung von Aluminiumblechen verbunden mit dem
Klebstoff Araldite 2015 analysiert. Abbildung 6.8 stellt die Versagenslastvorhersagen
des vorgestellten Berechnungsmodells im Vergleich zu experimentellen Daten von Car-
neiro et al. (2017) dar. Dabei sind keine Versagenslastvorhersagen fiir das Konzept
des globalen Flieens gezeigt, da die Definition (6.22) zunédchst nur fiir einschnittige
Uberlappungsfiigungen physikalisch sinnvoll erscheint. Bei der vorliegenden Abschélfii-
gung liegt eine reine Modus I-Belastung vor. Eine Auswertung von Gleichung (6.22)
liefert eine konstante Versagenslast von 9,125 kN unabhéingig von der Fiigeteildicke.
Die beiden dehnungsbasierten Kriterien (6.20) und (6.21) liefern wiederum jeweils zu
hohe bzw. signifikant zu niedrige Versagenslasten. Die Kriterien basierend auf dem
J-Integral liefern konservative Abschétzungen der Versagenslasten mit einer korrek-
ten Abbildung des physikalischen Trends von hoheren Versagenslasten mit groflerer
Fiigeteildicke. Dabei ist bemerkenswert, dass fiir kleine Fiigeteildicken beide Energie-
kriterien nahezu identische Versagenslastvorhersagen liefern. Im Falle reiner Modus I-
Belastung approximiert die vereinfachte Berechnungsformel des J-Integrals die exakte
Auswertung sehr gut, da die Dehnungen in Abschélrichtung dominieren. Schlussendlich
ergeben sich mit den energiebasierten Kriterien die akkuratesten Versagenslastvorhersa-
gen.

Zusammenfassend ldsst sich sagen, dass eine Auswertung der Schubverzerrung und
der Vergleich mit der kritischen Bruchdehnung nur fiir Klebstoffe mit moderaten
Bruchdehnungen annehmbare Versagenslastvorhersagen liefert. Eine Auswertung der
Vergleichsdehnung geméf (6.21) liefert zu konservative Versagenslasten. Das Konzept
des globalen Flielens liefert gute Vorhersagen fiir Fiigungen mit besonders kurzer
Uberlappung und hochduktilen Klebstoffen, genauer gesagt fiir Fiigungen deren ge-
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samter Uberlappungsbereich flieBt bevor finales Versagen eintritt. Der Einfluss geo-
metrischer Parameter auf die Versagenslasten kann allerdings nicht wiedergegeben
werden. Die besten Versagenslastvorhersagen ergeben sich mittels des Kriteriums ba-
sierend auf der Betrachtung von Spannungsintensititen. Eine exakte Auswertung des
J-Integrals liefert Versagenslastvorhersagen innerhalb der experimentellen Streuung
fiir kleine und konservative Abschitzungen fiir grofie Uberlappungslangen. Geniigt
weniger Genauigkeit, ldsst sich mittels der Abschitzung des J-Integrals eine hocheffizi-
ente Versagenslastvorhersage ermdglichen. Bei allen experimentellen Testreihen konnte
der Einfluss geometrischer Parameter mit diesem Kriterium korrekt wiedergegeben
werden.

6.7 Anmerkungen und Ausblick

Die vorgestellte Untersuchung beschrankt sich wie bereits in Kapitel 4 auf Klebschicht-
versagen. Die vorliegende Modellierung léasst sich allerdings auch auf Fligeteilversa-
gen, wie in Kapitel 4.10 beschrieben, leicht erweitern. Dariiber hinaus verbleibt der
Vergleich der Versagenslastvorhersagen mit numerischen Referenzrechnungen wie bei-
spielsweise Finite-Elemente-Analysen mit Kohésivzonenmodellen. Dazu miissen jedoch
zunachst geeignete Vorstudien zur Modellierung duktiler Klebverbindungen mit Koha-
sivzonenmodellen durchgefiithrt werden. Diese konnen mittels eines lokalen Ansatzes,
d.h. Kohéasivzonenelemente mit verschwindend kleiner Dicke und Kontinuumselemen-
ten mit elastisch-plastischem Materialverhalten fiir den Rest der Klebschicht, oder
eines Kontinuumsansatzes, genauer gesagt Kohésivzonenelementen mit finiter Dicke,
implementiert werden. Bei ersterem Ansatz muss jedoch die Bruchenergie von der
dissipierten Energie eindeutig getrennt werden, wahrend in letzterem der physika-
lische Prozess des duktilen Bruchs nur verschmiert dargestellt werden kann, siehe
Kapitel 3.3.

Eine Anwendung und Vergleich nicht-lokaler Versagenskriterien fiir duktilen Bruch auf
Basis der vorgestellten Spannungslosung ist in diesem Rahmen ebenfalls interessant. Ein
solches nicht-lokales Versagenskriterium wurde beispielsweise von Sheppard et al. (1998)
vorgeschlagen™ . Allerdings wird, wie bereits in Kapitel 3.3 beschrieben, ein zusétzlicher
empirischer Lingenparameter fiir dessen Auswertung sowie eine wesentlich gréflere
Anzahl an Auswertungen der Spannungslosung benotigt.

Des Weiteren ermoglicht die general sandwich-type-Modellierung die Implementierung
eines EPP-Ansatzes. Dazu muss analog zur Arbeit von Hart-Smith (1973¢) der Uber-
lappungsbereich in rein elastische und plastische Abschnitte eingeteilt und getrennt
betrachtet werden. Dieser Ansatz verspricht eine noch effizientere Spannungslosung
fiir duktile Klebverbindungen. Ein Vergleich beider Arbeiten wiirde es schliellich er-
moglichen, weitere Eigenschaften sowie Vor- und Nachteile der Modellierungsansétze
herauszuarbeiten.

""Sheppard et al. (1998) bezeichnen ihren vorgeschlagenen Ansatz als sogenanntes Schiidigungszonen-
modell (engl.: damage zone model)
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6.7 Anmerkungen und Ausblick

Schliellich verbleibt die Analyse von hochduktilen Klebstoffen mit besonders hohen
Nachgiebigkeiten. Dazu misste die Modellierung beziiglich grofler Rotationen und
moglicherweise sogar Deformationen erweitert werden. Allerdings verbleibt die Frage
inwieweit ein solcher Aufwand gegeniiber einer detaillierten Finite-Elemente-Analyse
lohnenswert ist.
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Kapitel 7
Zusammenfassung

In dieser Arbeit wurden neue analytische und semi-analytische Modelle zur Analyse von
Klebverbindungen mit sproden, duktilen sowie Gradientenklebstoffen vorgestellt. Diese
ermoglichen in wenigen Sekunden sowohl die Analyse der Lastiibertragung als auch die
Bewertung des Tragverhaltens von beliebig geformten Uberlappungsklebverbindungen
mit Mehrschichtverbundfiigeteilen. Die vorgestellten Methoden bieten einen umfang-
reichen Zugang zum Verstandnis des mechanischen Verhaltens von Klebverbindungen
und tragen somit zur steigenden Nutzung der Klebtechnik als Filigetechnologie bei. Die
effizienten Umsetzungen der Modelle ermoglichen die vorteilhafte Verwendung in der
Vorauslegung von Uberlappungsklebverbindungen und sind inbesondere fiir Parameter-
studien und Optimierungen erfolgreich einsetzbar.

Zur Bestimmung der Spannungen innerhalb der Klebschicht wurde eine gesonderte
Modellierung des Uberlappungsbereiches unter beliebigen dufieren Lasten umgesetzt.
Diese sogenannte general sandwich-type-Modellierung ermoglicht die Untersuchung
beliebig geformter Uberlappungsfiigungen unter mechanischer und thermischer Last.
Dabei wurde die Klebschicht als vereinfachtes Kontinuum bestehend aus einer Ansamm-
lung von linearen und im Falle duktiler Klebstoffe nichtlinearen Federn dargestellt.
Das nichtlineare Federgesetz wurde mittels der Deformationstheorie der Plastizitét
modelliert. Diese Modellierung fithrt im Falle homogener sproder Klebstoffe bzw. Gra-
dientenklebstoffe auf ein gewohnliches Differentialgleichungssystem mit konstanten bzw.
variablen Koeffizienten. Fiir ersteres wurden analytische Losungen angegeben, wihrend
fir Gradientenklebstoffe Losungsdarstellungen als Potenzreihe hergeleitet wurden. Im
Falle duktiler Klebstoffe ergibt sich ein nichtlineares Differentialgleichungssystem, das
mittels eines Finite-Differenzen-Schematas gelost wurde.

Die ermittelten Spannungsfelder zeigten fiir eine grofie Anzahl verschiedener Uberlap-
pungsfiigungen eine sehr gute Ubereinstimmung mit Ergebnissen von Finite-Elemente-
Referenzrechnungen. Die iiber die Uberlappung variierenden mechanischen Eigenschaften
von Gradientenklebstoffen wurden dabei im Finite-Elemente-Programmpaket ABAQUS
mit Hilfe einer Subroutine implementiert. Weiterhin wurde der Einfluss vorgegebener
Gradierungsprofile sowie des Steifigkeitsverhéltnisses von maximal zu minimal auf-
tretenden Elastizitdtsmoduli auf die Spannungsfelder untersucht. Wéhrend sich fir
ersteres kaum Auswirkungen auf die Spannungsfelder zeigten, ermoglichte letzteres
Empfehlungen zur Auslegung von Gradientenklebverbindungen zu formulieren. Unab-
héngig von der Struktursituation zeigte sich eine Reduzierung maximal auftretender
Spannungen im Bezug auf die Spannungen ohne Gradientenklebstoff abhédngig vom
Steifigkeitsverhéaltnis, sodass an den vorgestellten Diagrammen die notwendige Gradie-
rung des Klebstoffes fiir eine bestimmte Spannungsreduktion abgelesen werden kann.
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Kapitel 7 Zusammenfassung

Abschlielend wurde eine Methode vorgestellt, die die Ermittlung eines optimierten
Gradierungsprofils fiir eine vorgegebene Struktursituation ermoglicht. Dazu wurde ein
Optimierungsproblem formuliert und mittels eines effizienten Verfahrens gelost, sodass
hinsichtlich einer vorgegeben Zielfunktion das bestméglichste Gradierungsprofil ermittelt
werden kann.

Fir sprode Klebstoffe wurde eine Bewertung des Tragverhaltens mittels des gekop-
pelten Spannungs- und Energiekriteriums im Rahmen der Finiten Bruchmechanik
umgesetzt. Zur Bestimmung der Energiefreisetzungsraten wurden dafiir analytische
Losungen herangezogen. Im Falle linearer Probleme lieferte eine implizite Gleichung die
Rissinitiierungslast wihrend fiir axial belastete einschnittige Uberlappungsfiigungen ein
effizienter iterativer Losungsweg vorgeschlagen wurde. Eine umfangreiche Studie zeigte,
dass das vorgestellte Berechnungsmodell fiir verschiedenste Uberlappungsfiigungen Ver-
sagenslastvorhersagen mit sehr guter Ubereinstimmung mit experimentellen Befunden
sowie Finite-Elemente-Vergleichsrechnungen mit Kohésivzonenmodellen liefert. Dariiber
hinaus wurde der Einfluss verschiedener Versagenskriterien sowie der Sprodigkeit auf
die Versagenslastvorhersagen untersucht. Letzteres fithrte auf die Formulierung einer
Sprodigkeitsziffer, die die Grenzen des vorliegenden analytischen Modells definiert. Fiir
duktile Klebstoffe wurden verschiedene Versagenskriterien vorgestellt. Anhand einer Viel-
zahl von experimentellen Daten wurden die mittels der eingefithrten Versagenskriterien
berechneten Versagenslastvorhersagen validiert und die Ergebnisse diskutiert. Kriterien
basierend auf Spannungsintensitiaten lieferten dabei die besten Versagenslastvorhersa-
gen. Sowohl fiir Fligungen mit sproden als auch mit duktilen Klebstoffen ergaben sich
stets konservative Versagenslastvorhersagen und eine korrekte Abbildung des Einflusses
geometrischer Parameter auf die Versagenslast.

Anmerkungen sowie Ausblicke auf mogliche Erweiterungen der vorgestellten Modelle und
weiterfithrende Fragestellungen sind am Ende jeden Kapitels zu finden.
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