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Tests can show what happens, analysis can show why.
To make a good decision you need both.

— Steven G. Rensinger, Experimental Techniques, 1988 —






ZUSAMMENFASSUNG

Sandwichstrukturen mit Wabenkern werden im Flugzeugbau, Schienenfahrzeug-
bau, in der Raumfahrt oder im Fahrzeugbau benutzt und werden deshalb tibli-
cherweise zyklisch beansprucht. Solche Sandwichpaneele bestehen aus zwei stei-
fen Deckblechen, welche mittels einer Klebung mit dem sehr leichten Kern aus
einer Wabenstruktur verbunden sind. Im Vergleich zu normalen Platten besitzen
Sandwichstrukturen eine sehr hohe Steifigkeit bei niedrigem Gewicht.

Die Spannungen in Sandwichpaneelen mit Wabenkern hingen sehr stark von
der Orientierung des Wabenkerns ab, da dieser nicht homogen ist. Die verschiede-
nen Spannungskomponenten werden analytisch hergeleitet, sodass eine schwachs-
te Orientierung des Wabenkerns definiert werden kann. Die hochstbeanspruchte
Richtung fillt nicht mit der W-Richtung (Definition in Kapitel 1) zusammen, wel-
che die nachgiebigste Richtung ist.

Die Ermiidungsfestigkeit von Wabenkernen wurde bislang wenig untersucht.
Die Ermiidungseigenschaften des Wabenkerns von Sandwichstrukturen aus Alu-
minium sollen in dieser Arbeit numerisch mittels Finite-Elemente-Methode und
vergleichend experimentell untersucht werden. Die experimentellen Untersuchun-
gen erfolgen mit Hilfe von 3-Punkt-Biegeproben, pulsierenden Rollenversuchen,
Food-Cart Roller Versuchen und mehreren Versuchen an realen Bauteilen.

Je nachdem wie die Kréfte eingeleitet werden, treten im Wabenkern zwei ver-
schiedene Formen des Versagens auf: Der Kern wird eingedriickt (core indentati-
on: Kerneinbuchtung) oder der Kern versagt aufgrund der Schubbelastungen. In
dieser Arbeit werden mehrere kraftgeregelte Ermiidungsversuche mit konstanter
Lastamplitude beschrieben und die Versagenserscheinungen werden untersucht.

Der rechnerische Teil der Arbeit beinhaltet die Modellierung der Sandwichpro-
ben mithilfe von Schalenelementen mit der Finite-Elemente Software ANSYS. Zur
Reduktion der Rechenzeit von grofien Modellen wurde der Kern homogenisiert,
um anschlieffend nur einen sehr kleinen kritischen Teil der Struktur in einem Sub-
modell genau zu modellieren. Ferner wird analytisch hergeleitet, wie aus den Re-
sultaten des homogenisierten Kerns, reale Spannungen berechnet werden kénnen.
Zudem wird der Einfluss von Imperfektionen der Geometrie und der Lasteinlei-
tung untersucht. Des Weiteren werden auch Beulanalysen durchgefiihrt.

Aufgrund dieser Simulationen konnen beide oben beschriebenen Versagensar-
ten erklart werden. Falls die Krafteinleitung die Waben zum Beulen bringt, dann
entstehen hohe Biegespannungen im Wabenkern und dieser versagt durch Ker-
neinbuchtung. Das Beulen kann vermieden werden, indem die Kraft flachiger ein-
geleitet wird. In diesem Fall wird der Kern durch Druck und Schub beansprucht,
und das Bauteil versagt aufgrund hoher zyklischer Schubspannungen. Somit kann
aufgrund der Simulationen die Wechselfestigkeit der Proben ermittelt werden. Die
rechnerische Bewertung der Probenlebensdauer stiitzt sich auf die FKM-Richtlinie.
Alle Simulationen werden mit Versuchsergebnissen validiert.



ABSTRACT

In comparison to their weight, honeycomb composite structures have a high bend-
ing stiffness, which makes them very suited for every application where little
weight is important, like airplanes, railway-cars and vehicles. These structures
are subjected to cyclic loading. The sandwich panels consist of two thin and stiff
aluminium face sheets, which are bonded to a thick and lightweight aluminium
honeycomb core.

The shear stresses in the core of these structures depend strongly on the angle of
the load application, because the core is not homogeneous. The distribution and
the level of the shear stresses are investigated using analytical calculations. The
load direction which induces highest stresses in the honeycomb core is derived.
This direction is not the W-direction, which is the most compliant one.

In literature, there are few fatigue properties of the honeycomb core described.
The fatigue properties of the core are investigated in this work using the finite
element method and experiments. The experimental investigations consist of three-
point bending tests, pulsating roller tests, Food-Cart Roller tests and several tests
on real components.

Depending on the load application, the honeycomb core fails either through core
indentation or shear failure. Several fatigue tests were carried out at constant load
amplitude and the failure mode is investigated.

The sandwich structures were modeled with the ANSYS finite element software.
The number of elements is reduced by replacing the honeycomb core with a ho-
mogeneous core with orthotropic properties. In order to get the stresses in the
honeycomb core at the critical location, a submodel was created. In this work,
some equations are derived in order to calculate the real shear stresses from the
shear stresses of the homogeneous core. In addition, imperfections are included in
the model. Furthermore, buckling analyses were used to examine core indentation
failure.

Based on these simulations, both failure modes described above can be ex-
plained. Core indentation occurs, when the honeycomb cells are buckling due to
the load application. The buckling of the cells can be avoided by using a smoother
load application. In this case, the core fails in the three-point bending test by shear
failure. The fatigue life of the examined specimens is successfully approximated
in this manuscript, with the lifetime analysis being based on the FKM-guideline.
Every simulation is validated by experimental results.
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RESUME

Les panneaux sandwichs en nid d’abeilles sont des structures composites consti-
tuées d'une ame en nid d’abeille sur laquelle sont apposées deux peaux rigides
au moyen d’une couche adhésive. Ces panneaux composites posseédent une tres
grande rigidité et une grande légereté comparées a des panneaux normaux. Ainsi,
les structures sandwichs avec ame en nid d’abeille sont couramment utilisées dans
les industries telles que la construction aéronautique, ferroviaire et automobile, ou
encore 'aérospatiale. De ce fait, elles sont généralement soumises a des contraintes
cycliques.

Ces contraintes dans les panneaux sandwichs en nid d’abeilles dépendent forte-
ment de l'orientation de I'dme, car celle-ci n’est pas homogene. Les différentes
composantes des contraintes peuvent étre dérivées analytiquement, de telle sorte
que l'orientation la plus faible de I’ame en nid d’abeilles peut étre définie. La di-
rection concernée par les contraintes maximales (i.e. la direction la plus faible) ne
coincide pas avec la direction W, qui est la direction la plus souple.

Les propriétés de comportement en fatigue de structures sandwich avec dme
a nid d’abeilles en aluminium sont étudiées dans cette thése numériquement au
moyen de la méthode des éléments finis. Les résultats sont ensuite comparés aux
études expérimentales conduites en paralléle. Ces dernieres consistent en des tests
de flexion trois-points, des tests de roue pulsative, des tests nommés «Food-Cart
Roller», et de plusieurs essais sur des composants réels.

Selon la fagon dont les forces sont appliquées, I’ame en nid d’abeilles peut subir
deux types d’échec de résistance a la fatigue: soit le noyau est enfoncé (i.e. «core
indentation»), soit le noyau ne résiste pas aux contraintes de cisaillement. Dans
le cadre de ce travail, plusieurs essais de fatigue conduits avec une amplitude de
force constante sont décrits et les dommages sont étudiés.

La partie calcul du travail correspond a la modélisation des structures sandwichs
par la méthode des éléments finis avec le logiciel ANSYS. Afin de réduire le temps
de calcul des modeles de grande taille, la structure en nid d’abeilles a été rem-
placée par une ame homogene avec des propriétés orthotropiques. Néanmoins, un
sous-modele exact a été créé pour une petite partie critique de la structure. A partir
des contraintes dans I'ame homogénéisée, les contraintes réelles peuvent étre cal-
culées. De plus, l'influence des imperfections de la géométrie ou de la charge est
examinée dans le modele a éléments finis. En outre, des simulations de flambage
sont réalisées.

Sur base de ces simulations, les deux modes d’échec introduits ci-dessus peu-
vent étre expliqués. Si la force entraine le flambage de la structure en nid d’abeilles
alors des contraintes de flexion élevées apparaissent dans le noyau, et le noyau est
enfoncé (i.e. «core indentation»). Ce mode d’échec peut étre évité si la force est
appliquée sur une plus grande surface. Dans ce cas, il n'y a plus de contraintes
de flexion dans le noyau, mais seulement des contraintes de pression et de cisaille-
ment. La structure échoue alors en raison des contraintes de cisaillement cycliques
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élevées. Par conséquent, la résistance a la fatigue peut étre déterminée sur la base
des simulations en utilisant la directive FKM. Toutes les simulations sont validées
avec les résultats expérimentaux.
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BESCHREIBUNG DER UNTERSUCHTEN STRUKTUR

Deckblech
Klebeschicht
Wabenkern

Gefertigtes Paneel

Klebeschicht
Deckblech

(a) Aufbau (b) Gefertigtes Paneel

Abbildung 1.1: Sandwichstruktur mit Wabenkern

Sandwichstrukturen mit Wabenkern werden tiblicherweise fiir Anwendungen
eingesetzt, bei welchen ein geringes Gewicht und eine hohe Biegesteifigkeit wich-
tig sind, wie beim Einsatz in Flugzeugen, Eisenbahnwaggons und Fahrzeugen. Die
Sandwichstrukturen bestehen aus zwei diinnen und steifen Deckschichten aus Alu-
minium, verbunden mit einem dicken und leichten Aluminium-Wabenkern (Abbil-
dung 1.1).

Die beschriebenen Leichtbaupaneele bestehen normalerweise aus Aluminium
oder faserverstiarkten Kunststoffen. In diesem Bericht bestehen die untersuchten
Deckbleche und Wabenkerne jedoch ausschliefilich aus Aluminium, welche durch
eine Klebschicht miteinander verbunden sind (Abbildung 1.1a).

Obwohl Sandwichstrukturen mit Wabenkern seit 40 Jahren in der Industrie ver-
wendet werden, ist ihr mechanisches Verhalten nicht vollstandig untersucht.

Der Wabenkern hat verschiedene Aufgaben: Einerseits muss dieser den Abstand
zwischen den Deckblechen halten, andererseits muss der Kern, bei einer Quer-
kraftbelastung, Druck- und Schubspannungen tibertragen. Im Vergleich zu ande-
ren Kernmaterialien, wie zum Beispiel Schaumkernen, besitzen Wabenkerne das
hochste Verhiltnis zwischen Steifigkeit und Gewicht [38, 99].

Da das Festigkeits- und Verformungsverhalten des untersuchten Wabenkerns
orthotrop (Kapitel 6.3.1) ist, reagieren die Paneele unterschiedlich, je nachdem in
welcher Richtung diese beansprucht werden. Aus diesem Grund wurden die Rich-
tungen der Symmetrieebenen mit L, W und T bezeichnet [30] (Abbildung 1.2). Die
Winde der Wabenzellen haben verschiedene Wandstarken. Dies ist bedingt durch
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Geklebte Wande & Freie Wand (Dicke )
Geklebte Wand (Dicke 2t)

Abbildung 1.2: Notationen des Wabenkerns

den Herstellungsprozess (Abbildung 1.3), in dem verschiedene Folien aneinander-
geklebt werden. In Abbildung 1.2 ist zu erkennen, dass die geklebten Wénde in
L-Richtung im Vergleich zu den freien Wanden die doppelte Dicke besitzen.

Die verschiedenen Parameter, die in den nédchsten Kapiteln verwendet werden,
sind in Abbildung 1.2 dargestellt. Die Parameter a, b, ¢ und h beschreiben die
Zellgrofie und der Parameter t die Dicke der freien Wande. Da die Struktur nicht
isotrop ist, muss der Winkel « eingefiihrt werden, wobei « = 0° die L-Richtung
bedeutet und o« = 90° die W-Richtung. In diesem Manuskript ist das x —y Koor-
dinatensystem immer so gedreht, dass die L-Richtung des Wabenkerns stets der
x-Richtung entspricht. Die £-Richtung des lokalen & —n-Koordinatensystems ent-
spricht der Langsrichtung der Probe (oder der Belastungsrichtung). Das heifit «
beschreibt den Winkel zwischen dem Wabenkern (x —y Koordinatensystem) und
der Probe (§ —n Koordinatensystem).

Alle Berechnungen (Kapitel 4) werden fiir einen allgemeinen Fall mit den oben
definierten variablen Parametern (Abbildung 1.2) durchgefiihrt. Die Simulationen
und die Versuche miissen jedoch mit einer definierten Zellgeometrie erfolgen. Die
Parameterwerte der untersuchten Platten sind in Tabelle 1.1 dargestellt.

Zellgrofle (=2b) 6.4 mm 9.6 mm
Dichte des Wabenkerns 82kg/m?3 55kg/m3
Material Aluminium Aluminium
Paneelhohe h 10 mm 10 mm

a=c 3mm 4,5mm

b 3,2mm 4,8 mm
Dicke der Deckbleche 0,6 mm 0,6 mm
Dicke der Wabenkernfolie t 0,08 mm 0,08 mm

Tabelle 1.1: Material und Dimensionen der verwendeten Paneele
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Abbildung 1.3: Schematische Darstellung der Fertigung des Wabenkerns (Schwarz: Alumi-
niumblech, Orange: Klebstoff)

Die Fertigung des Wabenkerns aus Aluminium erfolgt in drei einfachen und kos-
teneffizienten Schritten (Abbildung 1.3). In einem ersten Schritt werden definierte
Klebeflachen auf die diinnen Aluminiumfolien aufgetragen. Im zweiten Schritt
werden die Aluminiumfolien zusammengepresst, bis der Klebstoff ausgehartet ist.
Anschliefsend werden die beiden dufieren Folien auseinandergezogen. Wenn diese
drei Schritte sorgfiltig durchgefiihrt werden, kann eine fast perfekte Wabenstruk-
tur entstehen (Abbildung 1.4a). In der Praxis kann es jedoch auch vorkommen,
dass Sechsecke nicht ganz so regelméfiig sind (Abbildung 1.4b zeigt einen extre-
men Fall). Wenn die Form zu stark vom idealen Sechseck abweicht, kann es sein,
dass die Festigkeit und Steifigkeit der Struktur dadurch negativ beeinflusst wird.
Solche Proben kénnen in einer Sichtkontrolle aussortiert werden.

Sl
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’030 .

PROSEC®
gz.oo

(b) Schlecht gefertigter Wabenkern

Abbildung 1.4: Gefertigte Wabenkerne



BESCHREIBUNG DER UNTERSUCHTEN STRUKTUR

Wenn die Fertigung der Wabenstruktur abgeschlossen ist, kann diese moglicher-
weise an kritischen Stellen, vor allem an Schraubstellen oder an den Randern, ver-
starkt werden. Entweder kann der Kern in diesem Fall mit einer Kunststoffmasse
gefiillt werden (Potting), oder dieser wird an den kritischen Stellen komplett durch
einen stabileren Einleger (Insert) ersetzt (Abbildung 1.5). Anschlieffend kann der
Kern zwischen zwei Deckbleche platziert werden, welche mit einer Klebeschicht
beschichtet sind. Das zusammengesetzte Paneel wird erhohtem Druck und Tempe-
ratur ausgesetzt, bis die Klebeschicht ausgehartet ist (Abbildung 1.6).

Fiillmasse (Potting)

Einleger (Insert)

Abbildung 1.5: Teilweise verstarkter Wabenkern
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Abbildung 1.6: Zusammengesetzte Sandwichstrukturen, vor dem Zusammenpressen bei
erhohter Temperatur
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Die Themen Ermiidung und Sandwichstrukturen werden seit vielen Jahren inten-
siv untersucht. Da diese Themen sehr komplex sind, sind jedoch immer noch meh-
rere Teilbereiche nicht vollstandig erforscht. Lebensdauerabschitzungen von Wa-
benstrukturen mithilfe der Finite-Elemente-Methode sind bisher noch wenig doku-
mentiert, was den Einsatz von diesen Strukturen in sicherheitsrelevanten Bauteilen
stark einschrankt.

2.1 GRUNDLAGEN DER MATERIALERMUDUNG

Bis ins 19. Jahrhundert wurden Bauteile fast ausschlieslich statisch ausgelegt. Vor
allem mit dem Aufkommen des Eisenbahnbetriebes ereigneten sich immer hiu-
tiger Unfélle aufgrund eines Materialversagens, welche sich mit einer statischen
Auslegung nicht erkldren lieflen. August Wohler fiihrte daraufhin systematisch
Schwingfestigkeitsversuche, zur Untersuchung von Eisenbahnachsen durch. Er
fand einen Zusammenhang zwischen der konstanten Spannungsamplitude und
der Lebensdauer. Auch eine Last, die statisch zu keinerlei sichtbaren Schiden in
einem Bauteil fiihrt, kann ein Bauteil zerstoren, wenn diese Last wiederholt ange-
bracht wird. Die Materialermiidung wurde im 19. Jahrhundert als mysteritses Pha-
nomen betrachtet. Nach August Wohler wird das doppellogarithmische Schwing-
festigkeitsdiagramm (Abbildung 2.1) genannt, auf welchem die vorgewdhlte Span-
nungsamplitude tiber der ermittelten Lebensdauer dargestellt wird. Auf der Ab-
szisse des Wohlerdiagramms ist die Zyklenzahl bis zum Anriss dargestellt und
auf der Ordinate die im Versuch vorhandene konstante Spannungsamplitude im
Bauteil.

Im abgebildeten Wohlerdiagramm (Abbildung 2.1) sind die Schwingfestigkeits-
kurven fiir Uberlebenswahrscheinlichkeiten von 10%, 50% und 9o% dargestellt.
Die Versuche (Rauten in Abbildung 2.1) zeigen eine gewisse Streuung, sodass bei
einer Lebensdauerabschitzung immer die Uberlebenswahrscheinlichkeit angege-
ben werden muss [39, 51, 58]. In dieser Arbeit wird immer von einer Uberlebens-
wahrscheinlichkeit von 50% ausgegangen, das heifist vom logarithmischen Mittel-
wert der Bruchschwingzahl bei einer konstanten Last (Gleichung 2.1 [39, 51, 58]).
Zyklenzahlen bis 10* werden als Kurzzeitschwingfestigkeit bezeichnet. Im Bereich
der Zeitfestigkeit (10% bis 10° Zyklen) fallt die Lebensdauerlinie im doppelloga-
rithmischen Diagramm linear {iber der Zyklenzahl ab. Ab 100 Zyklen (Langzeit-
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-+ Uberlebenswahr-
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Spannungsamplitude [MPa]

50
Lastspielzahl
Abbildung 2.1: Skizze eines Wohlerdiagramms [58]

schwingfestigkeit) ist dieser lineare Trend gebrochen, und die Lebensdauerlinie
fallt weiter ab [91].

m

Ig(Nso) = - 3 Ig(Ny) )

i=1

Boyer hat eine Zusammenstellung von Wohlerlinien und statischen Eigenschaf-
ten von haufig auftretenden Metallen erstellt [32]. Eine weitere Zusammenstellung
von Wohlerkurven wurden von Boller und Seeger veroffentlicht [31]. Diese beiden
Werke enthalten Materialeigenschaften von einer Vielzahl von Materialien, jedoch
ist die Aluminiumlegierung AIMn1Cu H1g, welche fiir diese Arbeit relevant ist,
nicht vorhanden.

Nachdem August Wohler die Materialermiidung untersucht hat, gab es viele
Nachfolger, welche die Ermiidungseigenschaften, vor allem von Stahl und Alumi-
nium, noch weiter erforscht haben. Ermiidung ist ein progressiver Schaden wih-
rend einer zyklischen Belastung. Es entstehen zuerst Mikrorisse, welche weiter
wachsen und sich bis zum Versagen des Bauteils ausbreiten. Der Hauptparame-
ter, welcher die Lebensdauer bestimmt, ist die Lastamplitude. Es gibt jedoch noch
mehrere andere Parameter, welche nicht vernachlassigt werden diirfen [82]:
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¢ Mittelspannungseinfluss

¢ Beanspruchungsart (Zug, Druck, Schub)

¢ Kerbwirkung (Spannungsiiberh6hung)

¢ Stiitzwirkung (Spannungsgradient)

¢ Oberflaichenqualitit (Rauheit)

¢ Randschichten (unterschiedliche Festigkeit an der Oberfldche)

¢ Eigenspannungen (z. B. Spannungen aus dem Fertigungsprozess)

* Technologische Grofie (Geflige des Werkstoffes beeinflusst Festigkeit)

¢ Temperatur (hohe Temperaturen wirken sich negativ auf die Festigkeit aus)
¢ (Reib-)Korrosion (beeinflusst Oberflaichenqualitit)

¢ Belastungskollektiv (Reihenfolge und Haufigkeit von unterschiedlichen Span-
nungsamplituden)

¢ Belastungsfrequenz, Belastungsform

Betriebs-
festigkeit
P N\

( T N IS N p N
Werkstoff Belastung Konstruktion Fertigung
Korrosion, Mittel- Tec%mologlsche

Temperatur Spannung, Kerben Grofle, Eigen-

L ) Kollektiv | | ) spannungen,

| | Oberfliche |
Kerbwirkung,
Stiitzwirkung

Abbildung 2.2: Betriebsfestigkeitsiibersicht

Diese Vielzahl von Faktoren, zusammen mit einer normalen statistischen Streu-
ung, fithren dazu, dass die Lebensdauer von realen Bauteilen nur abgeschitzt wer-
den kann. Eine Genauigkeit von Faktor 2 bei der Lebensdauerabschitzung eines
komplexen Bauteils kann als gut betrachtet werden.

Der Mittelspannungseinfluss nach FKM-Richtlinie [14] ist in Abbildung 2.3 dar-
gestellt. Eine positive Mittelspannung (Mittelspannung auf Abszisse) wirkt sich
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negativ auf die ertragbare Lastamplitude (Betriebsfestigkeitsamplitude ok auf Or-
dinate) und somit auf die Lebensdauer aus. Eine negative Mittelspannung wirkt
sich positiv auf die Lebensdauer aus (nach links steigende Kurve). Zudem sind die
Spannungsamplituden durch die statischen Festigkeiten begrenzt. Andere Annah-
men zur Abschédtzung des Mittelspannungseinflusses wurden von Goodman [47],
Gerber [45], Soderberg [89], Smith, Watson & Topper [88] und Morrow [73] herge-
leitet (Abbildung 2.4), wobei letztere in dieser Arbeit nicht verwendet wurden.

o
Q;.c
(Mg=0)
- ‘5
a -0
(Mg=Mg/3)" (M;=o)\\
béd3 (Tm

Abbildung 2.3: Mittelspannungseinfluss nach FKM-Richtlinie [14] im Haigh-Diagramm
dargestellt

Schwingfestigkeit op

ot

Mittelspannung o,

Abbildung 2.4: Mittelspannungseinfluss nach Goodman, Gerber, Soderberg und Morrow
im Haigh-Diagramm dargestellt [79]
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Die Stiitzwirkung tritt an Stellen mit Spannungsgradienten auf. Ein Bauteil, wel-
ches nur sehr lokal hohe Spannungen ertragen muss, hat eine wesentlich hohere
Lebensdauer als ein Bauteil, welches die gleiche Spannung in einem gréfieren Vo-
lumen ertragen muss [90]. Das heifdt, dass die Stiitzzahl die Gestalt des Bauteils
berticksichtigt. In diesem Manuskript wird die Stiitzzahl nach FKM-Richtlinie [14]
berticksichtigt. Die Stiitzzahl hdngt stark vom Material und dem Spannungsgefal-
le senkrecht zur Oberflache (Annahme nach FKM-Richtlinie [14]) ab und ist stets
grofler 1 und wirkt sich somit immer positiv auf die Lebensdauer aus.

Es gibt mehrere Gesetze, welche die Lebensdauer von Bauteilen beschreiben. An
dieser Stelle soll das Thema nur angeschnitten werden. Einen Uberblick erhdlt man
zum Beispiel in [33, 39, 49, 51, 58, 80, 79, 82]. Das Coffin-Manson Gesetz [42, 70, 90]
(Gleichung 2.2) beschreibt die Lebensdauer bis zum Anriss N in Abhdngigkeit
der plastischen Dehnungsdifferenz Aep. € und ¢’ sind Materialparameter. Dieses
Gesetz wird im Bereich der Kurzzeitschwingfestigkeit angewendet:

Aepl .

= (NA) (2.2)

Der Kurzzeitschwingfestigkeitsbereich wird in diesem Manuskript jedoch nicht
behandelt, weil die Zyklenzahlen bis zum Versagen in diesem Fall sehr gering
sind. Im Bereich der Zeitfestigkeit (10* bis 10° Zyklen) kann das Basquin Gesetz
angewendet werden:

— =07 (Na)” (2.3)

Das Basquin Gesetz beschreibt die Lebensdauer N5 bis zum ersten technisch
feststellbaren Anriss in Abhdngigkeit der Spannungsdifferenz Ac. of und b’ stel-
len Materialparameter dar. Nach dem Anriss fangt der Riss an zu wachsen. In der
linearen Bruchmechanik wird die Risswachstumsgeschwindigkeit ‘31—‘11; mit dem Pa-
ris Gesetz beschrieben [76], welche vom Spannungsintensititsfaktor AK und den
Materialkonstanten ¢’ und n abhingt:

da’

AR (2.4)

Die Risswachstumsphase ist meistens viel kiirzer als die Rissentstehungsphase.
Aus diesem Grund wird in dieser Arbeit nur die Rissentstehungsphase nach dem
Basquin Gesetz betrachtet. Die vorherigen Gesetze sagen jedoch nicht, wie zum
Beispiel Spannungsspitzen in der Umgebung von Kerben behandelt werden sollen.
Hierfiir werden vier verschiedene Berechnungskonzepte unterschieden [51, 58]:

13



14

STAND DER FORSCHUNG

* Nennspannungskonzept: benutzt Spannungen ohne ihre Anderung durch
die Geometrie und die Belastungsart. Die benutzte Wohlerlinie muss kor-
rigiert werden (zum Beispiel mit der entsprechenden Formzahl ), um eine
Bauteilwohlerlinie zu erhalten.

* Strukturspannungskonzept: benutzt Spannungen mit Geometrieeffekten aber
ohne den Einfluss von Kerben. Die Strukturspannung wird tiber Stiitzstellen
linear auf die kritische Stelle extrapoliert. Dieses Konzept wird bei der Aus-
legung von Schweifiverbindungen angewendet.

¢ Ortliches Konzept: versucht die reale Dehnung oder Spannung (ausgehend
von infinitesimalen Volumen im Kerbgrund) fiir die Berechnung zu benutzen.
Die Stiitzwirkung des Materials muss zusitzlich noch berticksichtigt werden.

¢ Bruchmechanikkonzept: versucht die Risswachstumsphase abzuschétzen

In Abbildung 2.5 ist die Nennspannung und die ortliche Spannung im Beispiel
eines Zugstabes mit Kerbe dargestellt. In dieser Arbeit wird das ortliche Span-
nungskonzept benutzt, da eine komplexe Geometrie mit Spannungsgradienten vor-
handen ist. Als Grundlage fiir dieses Konzept wird nur eine Materialwohlerlinie
benoétigt (und keine Bauteilwohlerlinie). Es miissen keine Formzahlen (wie beim
Nennspannungskonzept) und keine Stiitzstellen (wie beim Strukturspannungskon-
zept) berticksichtigt werden.

F

Abbildung 2.5: Nennspannung oy, und Ortliche Spannung opqx in einem Zugstab mit
Kerbe nach Lapple [66]
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Details, wie das ortliche Konzept in dieser Arbeit angewendet ist, befinden sich
in der FKM-Richtlinie [14]. Das Forschungskuratorium Maschinenbau (FKM) hat
die FKM-Richtlinie herausgebracht, welche im allgemeinen Maschinenbau fiir die
Berechnung von Stahl- und Aluminiumstrukturen sehr verbreitet ist. Die FKM-
Richtlinie beinhaltet das Nennspannungskonzept, welches vor allem fiir stabformi-
ge Bauteile verwendet werden kann. Fiir alle anderen Bauteile (flichenformig oder
volumenfoérmig) wird das spannungsbasierte ortliche Konzept verwendet. Die Le-
bensdauerberechnung nach FKM-Richtlinie besteht immer aus einem statischen
und einem zyklischen Nachweis, wobei bei beiden Nachweisen der berechnete
Auslastungsgrad kleiner 1 sein muss. Die FKM-Richtlinie ist fiir Zyklenzahlen ab
10* anwendbar.

Neben der FKM-Richtlinie gibt es noch weitere Richtlinien, welche jedoch nicht
in dieser Arbeit benutzt wurden. Die ,,American Society of Mechanical Engineers”
(ASME) beschreibt in einem Standard [1], wie Druckbehilter, welche zyklisch bean-
sprucht werden, ausgelegt werden miissen. Als Grundlage wird das Strukturspan-
nungskonzept benutzt. Das ,,European Committee for Standardisation” beschreibt
im neunten Teil des Eurocodes [10] wie Aluminiumkonstruktionen im Bauwesen
statisch und zyklisch berechnet werden sollen. Der Verein Deutscher Ingenieu-
re (VDI) hat in einem Bericht verschiedene Konzepte zur zeit- und sogenannten
dauerfesten Auslegung beschrieben [13]. Schijve [82] gibt einen sehr umfassenden
Uberblick aller Effekte, welche bei der Ermiidung eine Rolle spielen. Keine die-
ser Quellen beschreibt jedoch konkret, wie Sandwichstrukturen mit Wabenkern,
berechnet werden kénnen. Bishop und Sherratt [29] beschreiben, wie eine Ermii-
dungsanalyse mithilfe der Finite-Elemente-Methode durchgefiihrt werden kann.
Ein anderer Bereich der Ermiidung ist die Bruchmechanik. Das Forschungskurato-
rium Maschinenbau (FKM) [26] beschreibt in einer Bruchmechanikrichtlinie eine
Methode, wie das Risswachstum in Aluminium oder Stahlstrukturen berechnet
werden kann. Broek [33] beschreibt, wie die Bruchmechanik praktisch angewendet
werden kann.

Auch wenn mehrere Richtlinien zur Berechnung der Ermiidungseigenschaften
vorhanden sind, werden Strukturen insbesondere auch durch Tests tiberpriift. Zur
Dimensionierung von Fuflboden mit Wabenkern im Flugzeugbau existieren zum
Beispiel nur experimentelle Anforderungen [12, 15].

15
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2.2 MOGLICHE VERSAGENSARTEN VON SANDWICHSTRUKTUREN

Globales Beulen

[T T T T

Intrazellulares Beulen (,dimpling”)

V*V
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Abbildung 2.6: Versagensarten bei einer statischen Langsbeanspruchung [30]

Sandwichstrukturen konnen aufgrund der komplexen Struktur auf viele ver-
schiedene Arten versagen. Es kann Versagen in den Deckblechen, dem Wabenkern
und den Klebeschichten auftreten. Zudem konnen verschiedene Arten von Instabi-
litdten auftreten.

Bitzer [30] unterscheidet neun verschiedene Versagenstypen (Abbildungen 2.6,
2.7 und 2.8). Auch Petras [77] hat verschiedene Versagensformen von Wabenstruk-
turen beschrieben.

Vor allem durch eine Druckbeanspruchung in Lédngsrichtung der Sandwich-
struktur (Abbildung 2.6: statische Last) konnen unterschiedliche Arten von Insta-
bilitdten auftreten. Die Sandwichstruktur kann wie ein Knickstab global ausbeu-
len. Durch die Wabenstruktur kann es auch dazu kommen, dass intrazellulares
Beulen auftritt, das heifst, dass die Deckbleche wellenférmig in den Wabenzellen
ausbeulen. ,,Wrinkling” bedeutet, dass der Wabenkern oder die Klebeschicht lokal
nachgibt, sodass eine Beule im Deckblech entsteht. Beim ,Crimping” versagt der
Kern durch die Schubspannungen.
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e e —
Zerdriicken des Kerns durch Biegung

Deckblechriss T

Abbildung 2.7: Einige Versagensarten bei einer Biegebeanspruchung [30] (oben: statische
Last, unten: zyklische Last)

Nach Bitzer [30] konnen Biegebeanspruchungen zu einem Zerdriicken des Kerns
oder einem Deckblechriss fithren (Abbildung 2.7). In diesem Manuskript wird nur
eine Biegung (Beanspruchungsart wie beim Deckblechriss) in Transversalrichtung
betrachtet, da diese Belastungsart in der Realitdt die hdufigste ist. Die Versagensart
des Deckblechrisses (bei zyklischer Belastung) wird jedoch nicht ndher betrachtet,
da dieses Versagen von Bauer [21] ausreichend untersucht wurde.

iF

|| ]
P
o

¢ Beulen

Druck HNEERED4ENEEER

T Kerneinbuchtung T

Abbildung 2.8: Schubversagen und Kerneinbuchtung bei einer Biegebeanspruchung [30]
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Bitzer [30] beschreibt noch zwei weitere Versagensarten, welche durch eine Bie-
gebeanspruchung in Transversalrichtung verursacht wird: Schubversagen im Kern
und Kerneinbuchtung. Ein Sandwichpaneel, belastet mit einer Querkraft, wird mit
unterschiedlichen Spannungen belastet: Die Deckbleche werden hauptséachlich auf
Zug und Druck belastet, und der Kern auf Schub und Druck. Abbildung 2.8 zeigt
die Druck- und Schubspannungsverldufe im Wabenkern einer Sandwichstruktur,
welche in Form eines 3-Punkt Biegeversuches belastet wird (Werte aus einer Finite-
Elemente Simulation). Abhédngig von der Geometrie des Wabenkerns und der La-
steinleitung sind entweder die Schub- oder die Druckspannungen vorherrschend.
Wenn die Druckspannungen dominieren, versagt der Kern durch Kerneinbuch-
tung. Bei dieser Versagensart tritt der Schaden genau unter der Krafteinleitung
auf, indem die Wabenzellen ausbeulen und somit nachgeben. Falls jedoch die
Schubspannungen gegeniiber den Druckspannungen vorherrschend sind, dann
tritt Schubversagen auf. Diese Schadensart tritt nicht genau unter der Lasteinlei-
tung auf, sondern etwas daneben, da hier die Schubspannungen maximal sind.

Da nur die beiden Versagensarten aus Abbildung 2.8 wahrend der Versuche
aufgetreten sind, werden nur diese betrachtet. Das Versagen der Klebeschicht ist
nicht Bestandteil dieser Arbeit, da es nie zu einem derartigen Schaden gekommen
ist (fiir die untersuchten Proben kann man sagen, dass die Klebeschicht stabiler ist
als der Wabenkern).
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2.3 STATISCHE EIGENSCHAFTEN VON SANDWICHSTRUKTUREN MIT WABEN-
KERN

Die Elastizitdtskonstanten und andere mechanische Eigenschaften von Sandwich-
strukturen mit Wabenkern wurden in der Vergangenheit von mehreren verschie-
denen Autoren untersucht. Gibson und Ashby [46] haben die mechanischen Eigen-
schaften von unterschiedlichen Kernmaterialien untersucht, darunter Wabenker-
ne, Schaumkerne und weitere (mehrere Studien zusammengefasst). Unter ande-
rem wurden analytische Formeln von Elastizitdtskonstanten, Schubmodulen und
Druckfestigkeiten hergeleitet. In Abbildung 2.9 sind die analytischen und expe-
rimentellen Elastizitdtskonstanten im Vergleich dargestellt. Grediac [48] hat den
Schubmodul in Querrichtung mithilfe einer Finite-Elemente-Analyse hergeleitet.
Qiao und Wang [78] haben analytische Formeln hergeleitet, um die Schubsteifig-
keiten von sehr verschieden geformten Wabenstrukturen zu ermitteln. Eine experi-
mentelle Methode, um die mechanischen Eigenschaften von Wabenstrukturen zu
ermitteln, kommt von Schwingshackl et al. [83]. Meraghni et al. [71] haben die me-
chanischen Eigenschaften von Wabenstrukturen und anderen Kernstrukturen ana-
lytisch und experimentell untersucht. Dabei wurde eine gute Korrelation zwischen
den Resultaten gefunden. Triplett und Schonberg [93] hat bei der Berechnung der
Elastizitatskonstanten auch die doppelte Dicke der geklebten Wabenwénde bertick-
sichtigt. Zudem wurden die Impakteigenschaften untersucht.
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Abbildung 2.9: Analytische und experimentelle Elastizitdtskonstanten im Vergleich nach
Gibson und Ashby [46]
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Pan et al. [75] haben die Schubfestigkeit von Wabenkernen in L-Richtung ex-
perimentell und analytisch untersucht, indem Einzelblock Schubversuche durch-
gefiihrt wurden. Dabei stellte sich heraus, dass die Strukturen im Versuch besser
abschneiden als in der Berechnung, da die Klebeschicht vernachladssigt wurde.

Oft wird der Wabenkern homogenisiert, um die Rechenzeit einer Finite-Elemente
Simulation zu reduzieren. Beim Homogenisieren wird der Wabenkern durch einen
Vollkorper ersetzt, welcher die gleichen orthotropen Eigenschaften wie der Wa-
benkern besitzt. Bauer [21] hat mehrere analytische Methoden beschrieben, die
orthotropen Eigenschaften zu bestimmen. Zusatzlich wurden die Ergebnisse mit
einer Finite-Elemente Simulation verglichen. Arbaoui [20] hat die mechanischen
Eigenschaften von verschiedenen Sandwichstrukturen untersucht, und die Homo-
genisierung beschrieben. Es konnte jedoch keine Quelle gefunden werden, nach
welcher die realen Spannungen aus dem homogenisierten Modell berechnet wur-
den. Dies wird in dieser Arbeit im Kapitel 6.3.3 gezeigt.

Zhang und Ashby [100, 101] haben die Eigenschaften von Wabenstrukturen in
Langs- und in Querrichtung untersucht. Hierbei wurden theoretische Beullasten
berechnet. Eine weitere Methode zur Berechnung der Beullast im Kern liefert Ku-
nimoto et al. [65]. Die ertragbare Druckspannung des Paneels nach dem ersten
Beulen ist viel kleiner als vor dem Beulen. Wierzbicki [98] hat diese Last berechnet.
Analytische Formeln zur Berechnung der maximalen und der mittleren Beullasten
von gleichméfiig in T-Richtung belasteten Wabenstrukturen wurden von Paik et
al. [74] tiberpriift. Zudem wurden analytisch berechnete statische Festigkeiten von
Aluminium Sandwichstrukturen im 3-Punkt Biegeversuch mit experimentellen Er-
gebnissen verglichen. Lee und Tsotsis [67] haben das Kerneinbuchtungsverhalten
von Sandwichstrukturen mit Wabenkern ermittelt. Die Kriimmung von den Zell-
waénden hat einen Einfluss auf die Beullast und die Schubsteifigkeit von Waben-
strukturen. Dieser Einfluss wurde von Lin et al. [68] ermittelt.

Staal et al. [92] hat Versagensmoden von Sandwichstrukturen mit Wabenkern
untersucht, welche auf Biegung beansprucht wurden. Mithilfe der Finite-Elemente-
Methode wurden statische Versagenslasten vorausgesagt.

Doyoyo [44] beschreibt das Schadensbild eines Aluminium-Wabenkerns, wel-
cher durch eine Normalkraft oder durch eine Schubkraft beansprucht wird (Ab-
bildung 2.10). Meraghni et al. [72] haben statisches Beul- und Schubversagen ana-
lytisch und experimentell untersucht. Bei kleineren Lasten tritt eher Beulen auf,
und bei hoheren Lasten eher Schubversagen (Abbildung 2.11), was auch analy-
tisch bestdtigt werden konnte. Belouettar et al. [25] haben Sandwichpaneele mit
Wabenkern in Langsrichtung belastet, und mithilfe einer Finite-Elemente-Analyse
die Beullasten bestimmt. Der gleiche Autor [24] hat lokale plastische Verformun-
gen mit der Arlequin Methode (numerische Methode zur Kopplung von zwei Mo-
dellen) berechnet.
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Abbildung 2.10: Schadensbild eines Aluminium-Wabenkerns unter kombinierter Zug und
Schubkraft nach Doyoyo [44]

Abbildung 2.11: Statisches Schubversagen im Kern einer Sandwichstruktur belastet in ei-
nem 4-Punkt Biegeversuch nach Meraghni [72]
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2.4 ERMUDUNG IN SANDWICHSTRUKTUREN

Auch die Ermiidungseigenschaften von Sandwichstrukturen wurden in vielen ver-
schiedenen Projekten, meist experimentell, untersucht. Die Untersuchungen bein-
halten Deckblechversagen, Klebeversagen, Schaumkernversagen und Wabenkern-
versagen. Der Wabenkern bestand dabei in den meisten Féllen aus Nomex und
nicht aus Aluminium, wie in dieser Arbeit. Es konnte keine Quelle gefunden wer-
den, welche die Lebensdauer von Wabenkernen mithilfe von Finite-Elemente Si-
mulationen abschitzt. Dieses Fehlen an Wissen behindert den Einsatz von Sand-
wichstrukturen mit Wabenkern in vielen Bereichen.

Sharma et al. [84] prédsentieren eine Zusammenfassung von statischen und zy-
klischen Eigenschaften von Sandwichstrukturen mit Schaum- und Wabenkern. Es
werden unter anderem Degradationsmodelle, statische Versagensmoden, Impakt-
schdden und zyklische Schiaden beschrieben.

Bauer [21] konnte die Lebensdauer von ungekerbten und gekerbten Alumini-
um Deckblechen erfolgreich berechnen. Dabei wurden die FKM-Richtlinie und
ein Volumenkonzept benutzt. Belouettar et al. [23] haben in einer experimentellen
Untersuchung das statische und zyklische Versagen von Aluminium und Nomex
Wabenstrukturen in einem 4-Punkt Biegeversuch untersucht. Die Versagensform
der Aluminiumproben im zyklischen Versuch war Deckblechversagen.

Die Universitdt Metz hat auch mehrere Untersuchungen an Sandwichstrukturen
mit Wabenkern durchgefiihrt. Abbadi [16, 17] hat die statischen und Ermiidungs-
eigenschaften von Aluminium- und Aramidsandwichstrukturen im 4-Punkt Bie-
geversuch experimentell untersucht. Bei den Aramidstrukturen ist Kernversagen
(Abbildung 2.12) und bei den Aluminiumstrukturen ist Deckblechversagen auf-
getreten. Zudem wurden Finite-Elemente Modelle mit homogenisiertem Kern er-
stellt.

Abbildung 2.12: Kernschaden in einer Sandwichstruktur mit Aramidkern nach einem Er-
miidungsversuch (Abbadi [17])
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Zyklische 4-Punkt Biegeversuche mit teilweise vorgeschadigten Proben, welche
zum Versagen der Klebeschicht gefiihrt haben, wurden von Belingardi at al [22]
durchgefiihrt. Berkowitz und Johnson [27] haben mithilfe von zyklischen Abscher-
versuchen das Versagen der Klebeschicht herbeigefiihrt. Sharma [85] hat, mithilfe
von zyklischen 3-Punkt Biegeversuchen, die Festigkeit der Klebeschicht zwischen
Wabenkern und Deckblech ermittelt.

Die Ermiidungseigenschaften von Sandwichstrukturen mit Schaumkern wurden
von Harte et al. [53] bestimmt. Es wurde Deckblechversagen, Kerneinbuchtung
und Schubversagen analytisch und experimentell untersucht. Shenoi et al. [86]
haben, mithilfe von zyklischen Biegeversuchen, Sandwichstrukturen mit Schaum-
kern analysiert, wobei der Kern auf Schub versagt hat. Ermiidungsversagen im
Schaumkern wurde noch von weiteren Autoren untersucht [34, 36, 37, 41, 64, 87].

Kanny und Mahfuz [61] haben die Ermiidungseigenschaften von Sandwich-
strukturen mit Schaumkern bei verschiedenen Frequenzen betrachtet. Burchard
[35] hat die Ermiidungsfestigkeit von Sandwichstrukturen mit Schaumkern und
Einlegern (Inserts) untersucht. Die Risse wurden an einer Ecke des Einlegers initi-
iert, um anschliefSend im Kern immer weiter zu wachsen. Dies konnte auch mithil-
fe von numerischen Berechnungen nachgebildet werden.

Burman und Zenkert [38] ermittelten die Ermiidungseigenschaften von gescha-
digten und ungeschidigten Sandwichstrukturen mit Wabenkern. Diese experimen-
telle Untersuchung hat zu Schubversagen im Wabenkern gefiihrt, welcher aus No-
meXx bestand. Demelio et al. [43] haben an Nomex Sandwichstrukturen die Ermii-
dungseigenschaften von Verbindungselementen ermittelt. Huang und Liu [56, 57]
haben mit analytischen Theorien (Paris, Basquin und Coffin-Manson Gesetze) die
Rissentstehungsphase und Risswachstumsphase beschrieben.

Jen und Chang [59, 60] haben Aluminium Sandwichstrukturen mit Wabenkern
im 4-Punkt Biegeversuch zyklisch belastet und das Versagen beschrieben. Es konn-
te Klebeschicht- und Kernversagen festgestellt werden. Die Versuche wurden mit
verschiedenen Kerndichten durchgefiihrt, wobei eine hohere Dichte auch zu einer
hoheren Festigkeit gefiihrt hat.

Bianchi et al. [28] haben in einem Einzelblocktest die statischen und dynami-
schen Figenschaften eines Wabenkerns aus Aluminium untersucht (Abbildung
2.13). Die Versagensart war Schubversagen. Der Wabenkern wurde in verschiede-
nen Richtungen belastet, und es konnte festgestellt werden, dass der Wabenkern
sowohl statisch, als auch zyklisch nicht in W-Richtung am schwéchsten ist, son-
dern irgendwo zwischen 45° und der W-Richtung (Abbildung 2.14). Die Ursache
konnte jedoch nicht beschrieben werden. Dies ist in Kapitel 4.3.2 in dieser Arbeit
aufgegriffen.

Die Norm DIN EN 6072 [3] beschreibt das Vorgehen von Ermiidungstests mit
konstanter Amplitude. Die DIN 53293 [2] beschreibt den Biegeversuch zur Prii-
fung von Kernverbunden. Zur zyklischen Priifung von Sandwichstrukturen mit
Wabenkern gibt es einen Versuch, welcher die Rollbewegung eines Speisewagens
auf einer Sandwichstruktur simulieren soll. Dieser Versuch ist in den Spezifikatio-
nen von zwei Flugzeugherstellern festgehalten [12, 15] und in Kapitel 10.1 ndher
beschrieben.
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STAND DER FORSCHUNG

Abbildung 2.13: Einzelblocktest von Bianchi et al. [28]
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Abbildung 2.14: Nach Bianchi et al. ist nicht die go°-Richtung am schwéchsten, sondern

irgendwo zwischen 45° und 9o° [28]
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Es konnte jedoch keine Quelle gefunden werden, in welcher die Lebensdauer-
abschitzung des Wabenkerns mit Finite-Elemente Simulationen untersucht wurde.
Alle Arbeiten, welche Schubversagen im Kern provoziert haben, waren auf Experi-
menten basiert. Aus diesem Grund ist es wichtig, dass in diesem Bereich weitere
Forschung betrieben wird.

25






ZIELSETZUNG UND VORGEHENSWEISE

Im Rahmen dieses Projektes wird die Lebensdauerberechnung des Wabenkerns
von Sandwichstrukturen untersucht. Die Lebensdauerermittlung soll mithilfe von
Finite-Elemente Berechnungen durchgefiihrt und anschlieffend mit zyklischen Ver-
suchen bestdtigt werden. Dabei wird nur der Kern der Struktur untersucht, weil
die Deckbleche in einem Vorgangerprojekt schon ausreichend untersucht wurden
[21] und die Klebeschicht in den Versuchen nie versagt hat.

Da die Lebensdauerabschidtzung von Wabenstrukturen nicht vollstandig erforscht
ist, wurden mehrere Randbedingungen gesetzt, um das Thema angemessen bear-
beiten zu konnen. Als Material des Wabenkerns und der Deckbleche soll nur Alu-
minium benutzt werden, da das Ermiidungsverhalten dieses Materials relativ gut
bekannt ist. Die Proben werden mit konstanter sinusférmiger Amplitude belastet,
wobei die Schwingspielzahlen bis zum Schaden zwischen 10* und 10° liegen sol-
len. Auf Parameter, wie Temperatureinfluss, Korrosion, Belastungsfrequenz, Belas-
tungsform oder Vorschdden werden in diesem Projekt nicht eingegangen. Das Ziel
dieser Arbeit ist nicht, jeden einzelnen speziellen Fall zu untersuchen, sondern im
Allgemeinen zu verstehen, was in der Struktur passiert und was zum Ermiidungs-
versagen fiihrt und daraus ein rechnerisches Designkonzept zu entwerfen.

In dieser Arbeit wird so vorgegangen, dass mit einfachen Grundlagen begonnen
wird, um dann schrittweise tiefer in die Materie einzutauchen. Aus diesem Grund
beginnt dieses Manuskript nach der Einleitung (Teil 1) mit einfachen theoretischen
Uberlegungen (Teil 11). Hier werden die Spannungen in einer statisch belasteten
Struktur analytisch hergeleitet. Dieser Teil ist sehr wichtig zum Verstiandnis der
nachfolgenden Kapitel, da hier der Zusammenhang zwischen den geometrischen
Abmessungen, der Wabenorientierung und den Spannungen beschrieben wird. Ei-
ne Ermiidungsanalyse verlangt immer ein bestimmtes Grundwissen vom Benutzer.
Zu den wichtigen Grundlagen einer Ermiidungsanalyse zdhlen auch gute Kennt-
nisse der Materialien, welche untersucht werden sollen. Vor allem eine korrekte
Wohlerlinie ist wichtig, da diese die Grundlage der Ermiidungsanalyse darstellt.

Anschliefsend werden zwei mogliche Versagensarten untersucht. Beullasten wer-
den berechnet (Teil 111), sodass diese in Realitdt vermieden werden konnen. Falls
kein Beulversagen im Kern auftritt, kann Schubversagen im Kern auftreten (Teil
1v). Die Lebensdauerberechnung fiir Schubversagen wird zuerst an sehr einfachen
3-Punkt Biegeproben mit unterschiedlichen Kernorientierungen gezeigt, um dann
schrittweise die Komplexitdt zu erhthen (andere Einspannung, zeitabhéngiger La-
steinleitungsort und Realbauteil).
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Alle Untersuchungen wurden mit der Finite-Elemente-Methode simuliert, und
im Versuch verifiziert. Die Simulationen dienen einerseits dem Verstandnis, wie
sich die Spannungen in Wabenstrukturen verhalten und andererseits als Grundla-
ge fiir die Lebensdauerberechnung, welche nach FKM-Richtlinie [14] durchgefiihrt
wurde. Die FKM-Richtlinie hat sich tiber Jahre als gute Methode zur Lebensdauer-
abschdtzung von Bauteilen bewédhrt, und sie ldsst auch in dieser Arbeit eine gute
Prognose bis zum Anriss zu.

Der letzte Teil (Teil v) fasst die theoretischen und experimentellen Ergebnisse
im direkten Vergleich zusammen: Lebensdauerabschédtzungen mit Finite-Elemente
Simulationen und in Anlehnung an die FKM-Richtlinie kénnen durchgefiihrt wer-
den, da es in allen untersuchten Fillen eine gute ﬂbereinstimmung zwischen den
Versuchen und den Simulationen gegeben hat.
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ANALYTISCHE BERECHNUNG DER SPANNUNGEN IN
SANDWICHSTRUKTUREN

Sandwichstrukturen werden sehr hdufig fiir Wande, Fusboden oder andere pla-
nare Bauteile eingesetzt, welche vor allem senkrecht zur Oberfliche beansprucht
werden. In diesem Kapitel werden die verschiedenen Spannungskomponenten un-
ter der Annahme berechnet, dass die Krifte senkrecht zur Oberflache angreifen
und keine Instabilititen (Beulen) auftreten. Sandwichstrukturen werden durch die
dufSere Belastung vor allem auf drei verschiedene Arten beansprucht:

* Druckbeanspruchung in der Néhe der Krafteinleitung.
* Biegebeanspruchung, welche auch zu einer

¢ Schubbeanspruchung fiihrt.

Das Bauteil muss immer auf jede Beanspruchungsart untersucht werden, um
herauszufinden, welche kritisch ist. In den folgenden Kapiteln wird die analytische
Berechnung dieser Beanspruchungsarten beschrieben. Die Druckbeanspruchung
wurde in der Literatur schon ausreichend behandelt, sodass hier die Formeln der
Literatur mit Druckversuchen verglichen werden, welche im Rahmen dieser Arbeit
durchgefiihrt wurden. Die analytischen Formeln der Biegung sind auch in dhnli-
cher Form in der Literatur zu finden. Da fiir die Schubbeanspruchung in Abhén-
gigkeit der Kernorientierung keine allgemeinen Formeln in der Literatur gefunden
werden konnten, wurden diese Formeln im Rahmen dieser Arbeit komplett neu
hergeleitet. Alle Berechnungen aus diesem Kapitel gelten fiir statische Belastungen,
sind jedoch auch fiir zyklische Belastungen tibertragbar.

In dieser Arbeit werden die Berechnungsgrundlagen der Mechanik von Sand-
wichstrukturen nur angeschnitten. Eine vollstindigere Ubersicht erhilt man in der
Literatur [18, 19, 40, 46, 62, 94]. Die hergeleit

4.1 DRUCKBEANSPRUCHUNG

In einer Sandwichstruktur, welche gleichmafsig auf Druck beansprucht wird (Ab-
bildung 4.1), entspricht die Druckbeanspruchung in den Deckblechen genau der
Spannung der Lasteinleitung. Diese Spannung ist {iblicherweise unkritisch fiir das
Deckblech.

Die Drucklast im Wabenkern wird von einem deutlich kleineren Volumen tiber-
tragen. Diese Druckspannung ist proportional zur Dichte p des Kerns, wenn kein
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Abbildung 4.1: Schematische Darstellung des Druckversuchs

Beulen auftritt. Nach Zhang [101] tritt Versagen auf, wenn die Dehngrenze Ry >
erreicht wird:

PWaben
PALL

GVersagen ohne Beulen — Rp 0,2A1lu (41)
Nach Zhang [101] kann auch die Beullast des Kerns mit folgender Formel be-
rechnet werden, wobei E der Elastizititsmodul ist:

PWaben ) ? (42)

OBeulen Zhang = 6-Eatu < OAL
u

Eine weitere Methode zur Berechnung der Beulspannung des Kerns liefert Ku-
nimoto et al. [65] (Parameter in Abbildung 4.1 dargestellt):

2at

blatc) (4-3)

OBeulen Kunimoto —

1/3
T[ZEA]'U'R]ZJO,ZALU ( t )2]

3(1—v4 ) a

Nachdem der Wabenkern gebeult hat, verliert der Kern einen grofien Teil seiner
Stabilitét. Die ertragbare Druckspannung des Paneels nach dem Beulen ist viel klei-
ner als vor dem Beulen (Abbildung 4.2) und kann nach Wierzbicki [98] berechnet
werden:

¢ \5/3
OMittel = 16.56Rp02A 10 <2b) (4.4)

Tabelle 4.1 zeigt einen Vergleich der berechneten Beullasten (Gleichungen 4.1
bis 4.4) und den experimentellen Ergebnissen bei quasistatischer Lastaufpragung
(Abbildung 4.3). Die Versuchsergebnisse zeigen, dass die Probe mit einer Hohe von



4.1 DRUCKBEANSPRUCHUNG

OBeulen

Druckspannung

OMitt

Abbildung 4.2: Schematische Darstellung der Druckspannung tiber der Verformung, mit

Verformung

Beulspannung und mittlerer Spannung nach dem Beulen

Abbildung 4.3: Druckprobe nach dem Beulversagen
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10omm eine leicht hohere Beulspannung ertragt, als die Probe mit doppelter Hohe.
Der Einfluss der Hohe ist jedoch sehr gering, da die Beulform sehr lokal und
nicht {iber die ganze Hohe verteilt ist (Abbildung 4.3). Die Zellgrofie hat jedoch
einen sehr grofien Einfluss auf die Beullast. Die Probe mit einer Zellgrofie (2b)
von 6,4mm und einer Dichte von 82 %% kann eine wesentlich hohere Drucklast
ertragen, als eine Probe mit einer Zellgrofle von 9.6 mm und einer Dichte von
55 %. Die berechneten Beullasten nach Kunimoto (Gleichung 4.3), stimmen fiir
beide Zellgrofien sehr gut mit den Versuchsergebnissen iiberein (Tabelle 4.1). Die
Berechnungsmethode berticksichtigt nicht die Hohe der Probe, was jedoch keinen
wesentlichen Fehler ergibt. Die berechnete Beullast nach Zhang liegt dagegen viel
hoher als die Versuchsergebnisse oder als die angegebenen Werte im Datenblatt
des Paneels.

6.4 mm Zelle 9.6 mm Zelle 9.6 mm Zelle
mit h=20mm mit h=2o0mm mit h=10mm

(P=823%)  (p=55.3)  (p=55.9)
Erreichen der Dehngrenze 5,7 MPa 3,8 MPa 3,8 MPa
Rpo0,2 falls kein Beulen (GI.
4.1 [101])
Beulversagen nach Zhang  11,3Mpa 3,4 MPa 3,4 MPa
(GL 4.2 [101])
Beulversagen nach 4,7 MPa 2,4 MPa 2,4 MPa
Kunimoto (Gl. 4.3 [65])
Mittlere Beullast nach 2,1 MPa 1,1 MPa 1,1 MPa
Wierzbicki (Gl. 4.4 [98])
Beulast nach Material- 4,5 MPa 2,75 MPa 2,75 MPa
datenblatt (h=25,4mm)
Beullast (Maximale Last) 4,7 MPa 2,7MPa 2,9 MPa

ermittelt aus Versuch

Tabelle 4.1: Kritische Drucklasten: analytische Berechnungen, Versuchsergebnisse und Da-
tenblattwerte
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4.2 BIEGEBEANSPRUCHUNG

Abbildung 4.4: Auf Biegung beanspruchtes Paneel

In diesem Kapitel werden einige Grundformeln zur Beschreibung von Sandwich-
paneelen dargestellt, welche durch eine Querkraft auf Biegung beansprucht wer-
den (Abbildung 4.4). Im Gegensatz zur Schubbeanspruchung (Kapitel 4.3) konnten
die meisten Formeln aus der Literatur von den angegebenen Quellen enthommen
werden. Die Biegesteifigkeit und das Flachentrdgheitsmoment wurden jedoch neu
hergeleitet, damit die obere und die untere Deckblechdicke auch unterschiedlich
sein konnen.

Die Gesamtdurchbiegung setzt sich aus einer Biegeverformung wy und einer
Schubverformung wg zusammen [62]:

W =Wp + W (4-5)

Eine wichtige Grofie von Sandwichstrukturen ist die Biegesteifigkeit (3, welche
den Zusammenhang zwischen dem Biegemoment My und der Durchbiegung wy,
beschreibt [62]:

M
wy = ?y (4.6)

Die Biegesteifigkeit eines Sandwichpaneels ldsst sich wie folgt berechnen (D
steht fiir Deckblech und K fiir Kern):
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[3—”z2-E(z)ds

h/2

—h/2 h/24+tpo
=Ep -IJ zzderEK-lJ Z2dz+Ep -1J Z%2dz
—tpu—h/2 —h/2 h/2
Lo . ” (47)
:ﬁEK-l-h3+§ED -l(t%u—i—t%o)—i—zED 1-h-tpy (2+tDu)
1 h
+§ED -l-h-tDo (2+tDo>

Da der E-Modul des Kerns in Langsrichtung um mehrere Groflenordnungen
kleiner ist als der E-Modul der Deckbleche, ist die Steifigkeit fast unabhdngig vom
Kern.

Die Schubverformung ws hingt von der Querkraft q, dem Schubmodul G und
der Hohe des Wabenkerns h ab [62]:

r_ 9
WS =Y = GZX h (48)

Fiir den Fall der 3-Punkt Biegeversuche in Kapitel 8 besitzt die Schubverformung
und die Biegeverformung die gleiche Grofienordnung.
Die Biegespannung 0z,,4 in der Sandwichstruktur ist wie folgt definiert [81]:

M
OZug = _Ty "z (49)
Y
Das Flachentrdgheitsmoment kann wie folgt berechnet werden (unter Annahme

eines homogenen Kerns):

I :”zzds
h/2+tpo

—h/2 OWab h/2
:lJ zzderlaenJ zzderlJ Z%dz
]—tDu—h/Z ]pAlu —h/2 : h/2 - (4.10)
Pwaben 3 3 3
= —Maven 1 R34 _1(t t ~1-h-t —+t
12 paw +3H (Dt the) +31 M tou (2+ D“)

1 h
+ zllh.tDo <2+tD0>

Die Gleichung 4.9 zeigt, dass die Biegespannung linear nach aufien zunimmt.
Aus diesem Grund nehmen vor allem die Deckbleche die Biegebeanspruchungen
auf.
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4.3 SCHUBSPANNUNGEN
4.3.1  Verteilung der Schubspannungen in einer Sandwichstruktur mit Wabenkern

Sandwichstrukturen werden durch eine Querkraftbelastung (Abbildung 4.5a) auf
Schub belastet. Fiir diinnwandige Strukturen kann angenommen werden, dass die
Schubspannung konstant tiber die Dicke ist. Fiir solche Strukturen kann der Schub-
fluss t/ definiert werden:

T'(s) = t(s) - t(s) (4.11)

Der Schubfluss hiangt im Gegensatz zur Schubspannung nicht von der Wand-
dicke t ab. In Abbildung 4.5b ist der Schubfluss mit Pfeilen dargestellt. An den
Ubergingen zwischen Deckblech und Steg stofSen zwei Pfeile der Deckbleche auf-
einander und werden zu einem Pfeil im Steg. Aus diesem Grund verdoppelt sich
der Schubfluss zwischen Deckblech und Steg.

Die Schubspannung 7 ist dagegen im Steg aufgrund der geringen Wanddicke
um Faktoren hoher wie im Deckblech, so wie in Abbildung 4.5b dargestellt. Analog
zu einem Doppel-T-Trager kann angenommen werden, dass fast nur der Waben-
kern durch Schubspannungen belastet wird. Zudem sind die Schubspannungen
im Wabenkern anndhernd konstant tiber der Hohe.

Die Schubspannungsverteilung infolge Querkraft Q (Abbildung 4.5) kann wie
folgt berechnet werden [81] (in diesem Fall ist die y-Richtung die Langsrichtung,
da die W-Richtung dargestellt ist):

T(s) = M mit: Hy (s) = JJndS (Flachenintegral) (4.12)

x't(s)

1 bezeichnet den Abstand in z-Richtung zwischen dS und dem Schwerpunkt der
Struktur. Angewendet fiir den Fall einer Sandwichstruktur (Abbildung 4.5) betragt
das Flachenintegral Hy in den Teilstticken der Deckbleche:

h
HyDeckblech (51) =t2 - 7 $1 (4.13)

Es wird angenommen, dass die Hohe h viel grofser ist, als die Dicke t, der Deck-
bleche. Im Steg addiert sich der Schubfluss der Deckblechteilstiicke. Hy betrdgt im
Steg:

h 1
HxSteg (52) =2-HxDeckblech (Cl) +tr- <2 ©82 — E ’ S%) (414)
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(b) Schnitt A-A (Orange: Sandwichstruktur, Blau: Schubspannungen)

Abbildung 4.5: Berechnete Schubbeanspruchung (normiert) einer Sandwichstruktur
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Aus den Flachenintegralen H, konnen die Schubverteilungen in den Deckble-
chen und dem Steg berechnet werden:

h
'7.3
TDeckblech (S1) = QIz1 (4.15)
X
. 2 t .h.a _|_t . h.s _l.sz
TSteg(sz):Q[ (t2-3 - a)+ti-(5-s2—3-53)] (4.16)

Iy -t

Die Formeln 4.15 und 4.16 wurden benutzt, um die Schubspannungsverteilung
in Abbildung 4.5b darzustellen.

Da die Schubspannungen im Deckblech sehr klein im Vergleich zu den Schub-
spannungen im Wabenkern sind, wird im Folgenden nur noch der Wabenkern
betrachtet. In der Abbildung 4.6 sind die Schubspannungen fiir eine W-Probe im
dreidimensionalen Fall dargestellt. Die Schubspannungen sind gleichméfiig in den
freien Wanden verteilt, was eine Berechnung der Spannungen leicht macht. In
den geklebten Winden sind die Schubspannungen null, da sie quer zur Paneel-
langsachse ausgerichtet sind.

Schnitt A-A Schnitt A-A

(a) Eingespanntes Paneel mit Querkraft (b) Schubspannungen im Kern(c) Vereinfachte konstante
und Schubfluss dargestellt parabelformig verteilt Schubspannungsverteilung

Abbildung 4.6: Schubfluss und Schubspannungen in einer Sandwich-Platte in W-Richtung
(gleiche Schubspannung in jeder freien Wand) belastet

In Abbildung 4.7 ist die Orientierung des Wabenkerns gedreht. Die Schubspan-
nungen sind in diesem Fall nicht mehr gleichmaflig verteilt. Die Zellwdnde sind
in drei verschiedenen Winkeln angeordnet, und sind somit auch durch drei unter-
schiedliche Schubspannungen t1, T, und T3 belastet. Im Kapitel 4.3.2 werden die
Schubspannungen fiir jede Kernorientierung berechnet. Die Schubspannungen 77,
T2 und T3 sind, wie in Abbildung 4.7 dargestellt, definiert.
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i

Abbildung 4.7: Der Schubfluss 7}, T5 und 75 (und auch die Schubspannungen 7y, T, und
T3) sind unterschiedlich fiir eine Kernorientierung von 70°

4.3.2  Berechnung der Schubspannungen im Wabenkern in Abhingigkeit der Winkelori-
entierung

Die Schubspannungen im Kern einer Wabenstruktur, infolge einer Querkraft wer-
den fiir jede Orientierung berechnet [96]. o ist die Orientierung des Kerns, wie in
Abbildung 1.2 gezeigt. o« = 0° ist die L-Richtung (steifste Richtung) und o« = 90°
ist die W-Richtung.

4.3.2.1  Annahmen

Zur Berechnung der Schubspannungen miissen mehrere Annahmen getroffen wer-
den:

¢ Es wird angenommen, dass die Schubspannungen im Kern in einer Zellwand
konstant sind (die Spannungen haben in Wirklichkeit eine parabolische Form
(Abbildung 4.5), der Fehler betragt jedoch weniger als fiinf Prozent).

¢ Die diinnen Zellwidnde sind nur durch Schubspannungen in der Ebene der je-

weiligen Zellwand beansprucht (2-dimensionaler Spannungszustand in jeder
Wand).

* Die Schubspannungen in jeder Zellwand hingen cosinusférmig vom Winkel
o ab (im Kapitel 4.3.3 wird gezeigt, dass diese Annahme gut war):

T1,23(0) = Aq23-cos(Byzza+9123)+Cio3 (4.17)
In Gleichung 4.17 ist « der variable Orientierungswinkel, ¢ eine konstante

Phasenverschiebung und die Indizes 1, 2 und 3 sind in Abbildung 4.7 defi-
niert. A, B, C sind Konstanten, welche im Folgenden definiert werden.
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4.3.2.2  Vereinfachungen

Die Schubspannungen sind periodisch mit einer Periode von 360°:

T1,23() = T1,23(x +360%) = B3 =1 (4.18)

Wenn die Richtung « des Wabenkerns invertiert wird (rotiert um 180°), dndert
sich das Vorzeichen (invertierte Kraft fiihrt zur Anderung des Vorzeichens):

T123(00) = —T123(x+180°) = Cy23 =0 (4.19)

Durch die Substitution der Gleichungen 4.18 und 4.19 in Gleichung 4.17 erhalt
man:

T1,23(x) =Aq23-cos(x+ @1,2,3) (4.20)

Die geklebten Wabenwinde sind parallel zur xz-Ebene (Symmetriebedingung),
also ist :

Ti(a) =T1(—a) = @1 =0 (4.21)

Die freien Wénde sind nicht parallel zur xz-Ebene, also :

@2 #0und @3 #0 (4.22)

Die freien Wéande sind symmetrisch zur xz-Ebene, sodass:

T2(a) =T3(—a) = @3 =—@2 = pund Ay = A; (4-23)
Zusammengefasst:

T1(0) = Ay - cos(«) (4-24)

T2(a) = Az - cos(x — @) (4-25)

T3(a) = Ay - cos(ax+ @) (4.26)
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4.3.2.3 Schubspannungen in L- und W-Richtung

In diesem Kapitel werden die Schubspannungen in L-Richtung (0°) und W-Richtung
(90°) hergeleitet. Hinsichtlich dieser bestimmten Richtungen konnen die Schub-
spannungen anschlieflend fiir beliebige Richtungen abgeleitet werden. Mit diesen
Ergebnissen konnen die unbekannten Konstanten A7, A, und ¢ abgeleitet werden.

L-Richtung;:

Der Schubfluss im Wabenkern einer Sandwichplatte in L-Richtung ist in Abbil-
dung 4.8 dargestellt. Alle freien Wande besitzen den gleichen Schubfluss, wahrend
die geklebten Wande mit dem doppelten Schubfluss beansprucht werden. Da die
geklebten Winde die doppelte Dicke besitzen, wird jede Zellwand mit derselben
Schubspannung beansprucht:

oy oy O_Kraft_q~l_q
T1(0)—Tz(o)—Ts(o)—FléChe—h‘t%—h_% (4.27)

In Gleichung 4.27 wird die Spannung als Kraft durch Fliche definiert, da eine
konstante Spannung in einer Zellwand angenommen wird. Die Flache ist das Pro-
dukt aus der Hohe h mal die Wandstarke mal der Anzahl der Wande. Die Anzahl
der Wénde ist 1/b. Der Winkel der Wénde spielt im Elementkoordinatensystem
keine Rolle, sondern nur die Anzahl von Zellwianden tiber die Breite.

Dicke t

Abbildung 4.8: Schubfluss in einem Panel in L-Richtung
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W-Richtung;:

Abbildung 4.9 veranschaulicht den Schubfluss im Kern einer Sandwichplatte in
W-Richtung. Die geklebten Zellwande werden nicht belastet:

T1(90°) =0 (4.28)

Die freien Wande werden mit folgender Schubspannung belastet:

oy O_Kraf’c_ q-l q
T2(90°) = T13(90°) = Flache — Rt “h (4-29)

Der einzige Unterschied zwischen Gleichung 4.27 und 4.29 ist die Anzahl der
Zellwande {iiber die Breite 1. In W-Richtung betrdgt die Anzahl der Wande 1/(a +
c).

Abbildung 4.9: Schubfluss in einem Panel in W-Richtung belastet

4.3.2.4 Bestimmung der Phasenverschiebung ¢ (=schwiichste Richtung)

Die Gleichungen 4.25 und 4.26 zeigen, dass die Schubspannungen in den freien
Wiénden mit dem Kosinus des Winkels o variieren. Es wurde hergeleitet, dass
im Kosinus noch ein Phasenwinkel ¢ enthalten ist. ¢ bestimmt, bei welchem
Winkel « die Spannungen ihr Maximum erreichen. Die Phasenverschiebung ¢ ist
verschieden von 0° und 90°, sodass die schwichste Richtung (mit den hochsten
Spannungen) weder die L- noch der W-Richtung ist. Die schwéchste (héchstbean-
spruchte) Richtung ist die @-Richtung, da 1, ein Maximum bei & = +¢ erreicht
(und T3 bei x = —).
Die Gleichung 4.27 kann in Gleichung 4.25 eingesetzt werden:

q

T2(0°) = g = A, -cos(p) = -

t
hoi

(4.30)

ol
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Einsetzen der Gleichung 4.29 in Gleichung 4.25:

h_qt :>A2-sin((p):h qt (4.31)

a-+c " a+tce

T2(90°) =

Die Division der Gleichung 4.31 durch Gleichung 4.30 ergibt:

a+c
b

Daher ist die schwéchste Richtung (d. h. die Richtung mit der hochsten Schub-
spannung T2) nur abhédngig von der Zellgeometrie und wird durch den Phasen-
winkel ¢ bestimmt, welcher mithilfe der Gleichung 4.32 bestimmt werden kann.
Fiir die Zellgeometrien aus Tabelle 1.1 ist ¢ genau 62°. Kapitel 4.3.2.6, zeigt ein
einfaches Beispiel, welches anschaulich zeigt, dass 62° die schwéachste Richtung
ist.

tan(@) = (4-32)

4.3.2.5 Bestimmung der Schubspannungsamplituden

In diesem Kapitel werden die Schubspannungsamplituden A; und A; hergeleitet.
Die Randbedingung der L-Richtung (Gleichung 4.27) konnen in Gleichung 4.24
eingesetzt werden, um A; zu erhalten:

1(07) = e = Ay = (433)

Tl

Einsetzen von Gleichung 4.25 in Gleichung 4.27:

q q

T2(0°) = Rt = Az -cos(@) = R (4-34)
Gleichung 4.34 fiithrt zur Amplitude A;:
q-b
A= ——— .
2= T cos(@) (4-35)

Eine Zusammenfassung der Ergebnisse ist in Tabelle 4.2 dargestellt. Diese For-
meln erlauben es die Schubspannungen, im Wabenkern eines Querkraft belasteten
Paneels, analytisch zu berechnen. In Abbildung 4.10 sind die Schubspannungen
tiber die Wabenorientierung o dargestellt.
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(4.36)
(4-37)
(4-38)

(4-39)

(4.40)

q: Linienlast (4.41)

Tabelle 4.2: Analytische Formel zur Berechnung der Schubspannungen im Wabenkern

15 T T ! I : ! |
‘ ‘ FEM Resultat ‘ :
"""" Analytisches Resultat
10 | . - . |
Tl‘
©
S 5 |
=
]
)
: — ]
2 o
=
(4]
(oW
8
: _ ]
S 5
95
-10f |
L W b X -
-15 i i i 1 1 1 1
0 45 oo 135 1o 225 270 315 360

Winkel « [°]

Abbildung 4.10: Berechnete Schubspannungen in einem Wabenkern verglichen mit einer
Simulation
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4.3.2.6  Veranschaulichung

Die nachgiebigste Richtung einer Sandwichstruktur mit Wabenkern ist die W-
Richtung. Die Schubspannungen erreichen ihr Maximum jedoch in der ¢-Richtung,
wie im Kapitel 4.3.2.4 beschrieben. Abbildung 4.11 veranschaulicht den Schubfluss
in L-, W- und @-Richtung, fiir eine runde Platte mit der Zellgeometrie aus Tabelle
1.1 (fiir diese Zellgeometrie ist ¢ = 62°). Eine Schubbelastung in ¢ = 62°-Richtung
induziert einen Schubfluss tiber 11 Wande, gegeniiber 13 (oder 25) Wiande in der
W- (oder L-) Richtung. Daher erreichen die Schubspannungen ein Maximum in
62°-Richtung.

13 ) F (0°: L-Rtg)

DY e
9% 2020050
e 20 Y0 Yo e %

OO0 SO
12020 SO0

{
2

F (¢-Rtg)

F (90°: W-Rtg)

Abbildung 4.11: Schubfluss in L, W und ¢-Richtung
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4.3.3 Vergleich der analytischen Formeln mit einer Finite-Elemente Simulation

Die Formeln aus Tabelle 4.2 kénnen mit einer FEM-Simulation tiberpriift werden,
um die analytische Losung zu bestédtigen. Das Finite-Elemente Modell wurde mit
Schalenelementen modelliert, wie in Abbildung 4.12 dargestellt.

Einspannung

Querkraft

Abbildung 4.12: Finite-Elemente Modell von einem fest eingespannten Paneel

Es wurden mehrere Simulationen mit unterschiedlichen Kernorientierungen (Ab-
bildung 4.7) durchgefiihrt, ohne die anderen Parameter zu variieren. Die modellier-
te Sandwich-Platte besitzt eine Zellgrofie von 6,4 mm (=2b) und eine Gesamtbreite
von 76 mm (=1). Die Zellgeometrie des analysierten Paneels ist in Tabelle 1.1 darge-
stellt.

Dieses Paneel ist auf der linken Seite eingespannt, und an der rechten Seite wur-
de eine Querkraft von 100N aufgebracht (Abbildung 4.12). In den Simulationen
wurde der Winkel des Kerns in 5°-Schritten variiert. Da die Schubspannungen 7,
T2 und T3 (Abbildung 4.7) in den Simulationen nicht perfekt konstant sind (Abbil-
dung 4.13), wurde ein Mittelwert tiber die gesamte Struktur berechnet.

Abbildung 4.13: Schubspannungen im Kern (dargestellt im Elementkoordinatensystem)
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Abbildung 4.10 zeigt die Auswertung der Schubspannungen 17, T2 und 73 in
Abhiéngigkeit der Kernorientierung. Zusatzlich sind die Ergebnisse der analyti-
schen Formeln aus Tabelle 4.2 als gepunktete Linien dargestellt. Es ist ersichtlich,
dass die Finite-Elemente-Analyse gut mit den analytischen Ergebnissen in Kapi-
tel 4.3.2 tibereinstimmt. Die Schubspannungen haben einen sinusférmigen Verlauf
tiber dem Winkel, wie bei den analytischen Berechnungen angenommen. Die ana-
lytische Losung zeigt etwas hohere Werte als die Finite-Elemente Ergebnisse, da
die Deckbleche im analytischen Modell keine Schubspannungen {iibertragen, was
in der Finite-Elemente Simulation besser berticksichtigt wird.



VERWENDETE WERKSTOFFE UND JEWEILIGE
EXPERIMENTELLE ERGEBNISSE

Eine Voraussetzung fiir gute Ergebnisse aus einer Finite-Elemente Simulation und
einem Lebensdauernachweis ist die Kenntnis der Eigenschaften der einzelnen Ma-
terialien, welche untersucht werden sollen.

Die Sandwichstruktur besteht aus drei verschiedenen Materialien:

¢ Epoxidklebstoff
¢ Aluminiumlegierung AlMg3 H44 (AW 5754): Deckblech
¢ Aluminiumlegierung AIMn1Cu H19 (AW3003): Waben

In dieser Arbeit wird das Versagen des Wabenkerns aus der Legierung AIMn1Cu
H19 untersucht. Der Wabenkern hat eine Dicke von 0,08 mm, wobei die Materialei-
genschaften in verschiedenen Normen festgelegt sind [5, 6, 8, 9, 54]. Nach Norm
muss die Zugfestigkeit dieser Legierung mindestens 210 MPa und die Streckgren-
ze mindestens 180 MPa betragen. Da dies aber nur Minimalwerte sind, wurden die
realen Werte in einem Zugversuch [4, 7] ermittelt, indem ein Spannungs-Dehnungs-
Diagramm aufgenommen wurde. Der Versuchsaufbau ist in Abbildung 5.1 dar-
gestellt. Die Probe wurde beidseitig gelenkig gelagert, damit kleine Exzentrizita-
ten im Versuchsaufbau nicht zu Biegespannungen in der Probe fiihren. Die Deh-
nung der Probe im eingeschniirten Bereich wurde mit einem Extensometer, und
die Kraft mit einer Kraftmessdose gemessen. Belastet wurde die Probe mit einem
hydraulischen Zylinder, welcher mit einer Geschwindigkeit von 1 mm/min nach
unten bewegt wurde. Die Geometrie der Probe ist in Abbildung 5.2 dargestellt

Einige ermittelte Spannungs-Dehnungs-Kurven fiir das Wabenmaterial sind in
Abbildung 5.3 dargestellt. Es wurde zwischen Walzrichtung und 90° quer zur
Walzrichtung unterschieden. Bis auf die Bruchdehnung ist die Streuung der Kur-
ven sehr gering. Die Bruchdehnung ist in Walzrichtung geringer als in Querrich-
tung, da das Material wahrend des Walzvorganges in diese Richtung schon starker
belastet wurde.

Nach Abbildung 5.3 betrdgt die Dehngrenze R0, etwa 230 MPa und die Zug-
festigkeit etwa 265 MPa. Diese Werte unterscheiden sich nur leicht von den Werten,
welche aus der Literatur entnommen wurden ([21]: Dehngrenze 210 MPa, Zugfes-
tigkeit 250 MPa). Die gemessenen Werte liegen alle {iber den minimalen Normwer-
ten [6]: Dehngrenze 180 MPa, Zugfestigkeit 210 MPa und Bruchdehnung 1%.

Mit dem gleichen Versuchsaufbau wurden auch zyklische Zugversuche am Kern-
material AIMn1Cu H19 durchgefiihrt. Da die Probe aufgrund der geringen Dicke
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Kraftmessdose

Gelenkig gelagert

Zugprobe

Extensometer

Gelenkig gelagert

Hydraulischer
Zylinder

Abbildung 5.1: Zugversuch

)

19

57
= |
(o)

165

\
Abbildung 5.2: Abmessungen der Zugproben

(0,08 mm) nicht auf Druck beansprucht werden kann, wurde diese nicht wech-
selnd belastet, sondern bei einem Kraftverhiltnis von R = M:;lﬁﬁi zgzﬁﬂﬁg =0,1.
Die Proben wurden mit konstanter Amplitude belastet, sodass eine Wohlerkurve
ermittelt werden konnte (Abbildung 5.5 zeigt Wohlerlinie mit 50% Uberlebens-
wahrscheinlichkeit). Da das Wabenmaterial jedoch hauptsédchlich auf Schub bean-
sprucht wird, wurde die Wohlerlinie fiir Schubspannungen aus der experimentel-
len Kurve abgeleitet. Nach Von-Mises Kriterium und FKM-Richtlinie [14] wird die
Spannung, bei einer Zyklenzahl von 10°, um den Faktor v/3 nach unten verscho-
ben. Nach FKM-Richtlinie [14], wird die Neigung k um den Faktor 1,6 von 8 auf 13
verdndert. Nach Haibach [50] ist die Schubwechselfestigkeit von Aluminium nur
spdrlich dokumentiert, jedoch wird dieser Faktor von 1,6 benutzt, welcher auch

Y
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in dieser Arbeit zu guten Ergebnissen gefiihrt hat. Die Neigung k ist wie folgt
definiert:

_ log(N2/Ny)

~ Tog(01/a2) o)

In Abbildung 5.6 ist die Materialwohlerlinie fiir eine wechselnde Last (R=-1) dar-
gestellt, indem die Versuchskurve mit dem Mittelspannungsfaktor aus der FKM-
Richtlinie [14] korrigiert wurde.

Bei einer Zyklenzahl von 10° betrigt die ertragbare Spannungsamplitude 78MPa
(Abbildung 5.6). Nach FKM-Richtlinie ist die Zugfestigkeit um den Faktor 1/0,3
hoher: Ry, =78/0.3 = 260MPa. Dies stimmt sehr gut mit der im Versuch ermittel-
ten Zugfestigkeit in Abbildung 5.3 iiberein.

Die Abbildungen 5.4a und 5.4b zeigen, dass die statischen und die zyklischen
Versuche ein relativ sprodes Verhalten zeigen. In beiden Féllen reifit nur ein sehr
kleiner Bereich am Rand unter 45° zur Probe, und der Restquerschnitt reifst senk-
recht zur Probe. Dieses Bild passt zu den niedrigen Bruchdehnungen aus dem
Spannungs-Dehnungs-Diagramm von kleiner 2,5%.

In Tabelle 5.1 sind die statischen Materialkennwerte zusammengefasst.

. N S 3 — — . _

230 ) ‘ : ’)’ ............ A R A R A I RPN RN

200 ................. B Y DT S BT D . ] - -

150 7. .............. ............... .............. .......... -

Spannung [MPa]

IOO_ ........................................................... . - -

sobf ST S . SO O o

— Walzrichtung
: : U : — Querrichtung|
i i | ke 1

0 0.2 0.5 1 1.5 2 2.5
Dehnung [%]

Abbildung 5.3: Spannungs-Dehnungs-Diagramm des Wabenmaterials (6 Versuche)
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AlMg3 Hy4 AlMn1Cu H19 Epoxidkleber
(Deckblech) (Wabenkern)

E-Modul [MPa] 707500 3 69’500 3 17900 +
Dehngrenze R0, [MPa] 200 * 2302

Zugfestigkeit [MPa] 270" 2652 504
Bruchdehnung [%] 51 1,1-2,12

Dichte [£9] 2660 3 27303

T Bauer [21]

2 Versuchsergebnis

3 Aluminiumschliissel [55]
4 Datenblatt

Tabelle 5.1: Mechanische Eigenschaften der benutzten Materialien

(a) Versagen der Zugprobe

r-*..f;f'»"'ﬂl

(b) Detail des Versagens

Abbildung 5.4: Versagen der Zugprobe: oben zyklisch, unten statisch



VERWENDETE WERKSTOFFE UND JEWEILIGE EXPERIMENTELLE ERGEBNISSE

160

wb

-
Q
]

T

08
o]
T

Spannungsamplitude [MPa]
N
S

O  Test Resultate
Wohlerkurve Zug
= = =Wbohlerkurve Schub|.

rechnerisch: :
ermittelt - - -

TR | 1 L P SR S S S B |

Abbildung 5.5: Wohlerlinien des Wabenmaterials fiir Zug- und Schubspannungen (R=0.1)
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Abbildung 5.6: Wohlerlinien des Wabenmaterials (R=-1, berechnet nach [14])
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MODELLIERUNG MITHILFE DER
FINITE-ELEMENTE-METHODE UND GETROFFENE
ANNAHMEN

6.1 MODELLIERUNG DER WABENSTRUKTUR

Ein Modell der Sandwichstruktur wurde mit dem Finite-Elemente Programm AN-
SYS erstellt (Abbildung 6.1). Da die Geometrie nur aus einfachen ebenen Fldchen
besteht, ist kein separates CAD-Programm zur Geometrieerstellung notig. Die Zel-
len des Wabenkerns sind regelmafig {iber die Flache verteilt, sodass die Geometrie-
erstellung mit wenig Aufwand in der eigenen Programmiersprache APDL (ANSYS
Parametric Design Language) von ANSYS programmiert werden kann. Im Anhang
A ist das Vorgehen zur Erstellung des Programmiercodes beschrieben.

Abbildung 6.1: Vernetztes Sandwich-Paneel

Die Kernstruktur wurde mit den Schalenelementen Shell281 vernetzt (Abbil-
dung 6.2b), welche acht Knoten mit je sechs Freiheitsgraden (drei Translationen
und drei Rotationen) besitzen. Shell281 Elemente sind auch fiir grofie Verformun-
gen und plastisches Verhalten geeignet. Die Deckbleche wurden mit Solidgs Ele-
menten modelliert (Abbildung 6.2a), Volumenelemente mit 20 Knoten und je 3
Translationsfreiheitsgraden. Die Deckbleche wurden nicht mit Schalenelementen
modelliert, weil Schalenelemente keine Dehnung in Dickenrichtung der Elemente
zulassen. Da die dufleren Lasten jedoch meistens in Richtung der Dicke der Ele-
mente eingeleitet werden, ist es korrekter hierfiir Volumenelemente zu benutzen.
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(a) Volumenelement Solidgs mit 20 Knoten (b) Schalenelement Shell281 mit 8 Knoten

Abbildung 6.2: Skizzen der benutzten Finite-Elemente kopiert aus ANSYS 14.0 Hilfe

WEeil die Klebeschicht zwischen den Aluminiumblechen sehr diinn ist (<o,1 mm),
wurde die Klebeschicht nicht modelliert, sondern es wurde eine starre Verbindung
angesetzt. Die Klebeschicht wurde einfach als starre Verbindung modelliert, da die-
se in den Versuchen nie versagt hat. Da die Knoten der Volumenelemente keine
Rotationsfreiheitsgrade besitzen, ist eine Linienberiihrung zwischen Schalen- und
Volumenelementen gelenkig (Elemente teilen sich die Knoten, welche sich auf der
gemeinsamen Linie befinden). Um eine feste Verbindung zu erreichen (Klebever-
bindung) kann das Modell so modifiziert werden, dass die Schalenelemente in die
Volumenelemente eindringen, sodass ein Flachenkontakt entsteht.

Zur Modellierung der Proben konnten Symmetrien ausgenutzt werden, indem
nur die Halfte oder ein Viertel der Probe modelliert wird. Dies ist aber nur mog-
lich, wenn alle Wabenzellen des Kerns genau so orientiert und angeordnet sind,
dass diese eine Symmetrie zur Probenmitte haben. Zudem mdtissen die angreifen-
den Krifte und die anderen Randbedingungen auch symmetrisch angeordnet sein.
In den allermeisten Fillen ist mindestens eine dieser Bedingungen nicht erfiillt.
Eine Probe in L-Richtung ist zum Beispiel nur symmetrisch, wenn die Mittellinie
der Probe genau tiiber den geklebten Wanden mit doppelter Dicke verlduft. An-
dere Wabenwinkel als 0° und 9o° sind zudem nicht symmetrisch. Wegen diesen
Einschrankungen wurde keine Symmetrie ausgenutzt.



6.2

6.2 IMPERFEKTIONEN 57

IMPERFEKTIONEN

Um die Simulation moglichst realitdtsnah zu gestalten, konnen mehrere Imperfek-
tionen eingefiigt werden, um die eventuellen Abweichungen zu den Experimenten
verstehen zu konnen [95]. Mogliche Imperfektionen sind (Abbildung 6.3):

Krafteinleitung schrdg (verdreht um x-Achse), sodass das Bauteil ungleich-
maflig belastet wird ()

Krafteinleitung verdreht um z-Achse (9)
Krafteinleitung nicht zentriert (9)

Die Zellen sind keine regelmafiigen Sechsecke (alle Koordinaten der , Keypo-
ints” durch einen kleinen zufélligen Wert verschoben)

Zellen sind verbeult (sehr kleine Kréfte F; in die Simulation eingeftigt, welche
die Wiande verbeulen)

raft nicht %eichméiﬁig

F; Fi F Kraft verdreht bzgl. Probenachse
Kraft nicht zentriert
Zellen keine perfekten Sechsecke

Kleine Kréfte begiinstigen Beulen

Abbildung 6.3: In die Simulation eingefiigte Imperfektionen (iibertrieben dargestellt)

Die Simulationen zeigen, dass eine ungleichméfiige Krafteinleitung (6) einen
grofien Einfluss auf die Ergebnisse hat. Eine horizontale Verschiebung der Wal-
ze () kann die Lasteinleitungsstelle von einer geklebten Zellwand zu einer freien
Wand bewegen, was auch einen Einfluss auf die Ergebnisse haben kann. Alle ande-
ren Imperfektionen haben in den Simulationen nur einen unbedeutenden Einfluss
gezeigt. Wenn jedoch die Wabenzellen so stark verzerrt werden, dass die Dichte
des Wabenkerns beeinflusst wird, konnte dies auch einen Einfluss haben.

Das Versagen des Klebstoffes wird in dieser Arbeit nicht untersucht, da in den
Versuchen nie Klebstoffversagen aufgetreten ist. Da der Klebstoff jedoch den Wa-
benkern an den Randern stiitzt, wurde dieser Effekt in den Beulanalysen model-
liert (Abbildung 6.4).
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Die Klebeschicht tiberdeckt den Wabenkern leicht und stabilisiert diesen im
Randbereich. Die Beullast der Waben kann hierdurch leicht beeinflusst werden.
Diese Uberdeckung lasst sich am einfachsten simulieren, indem das Schalenmo-
dell des Wabenkerns an den betroffenen Stellen um zwei Schichten mit konstanter
Dicke erweitert wird, welche die Steifigkeit des Klebstoffes besitzen. Dies ist je-
doch nur eine Abschédtzung, da die Form des Klebstoffes in Realitédt eher die Form
einer dreieckdhnlichen Kehlnaht besitzt. In Abbildung 6.4 ist der Wabenkern mit
der Klebeschicht volumenformig dargestellt. In der Simulation sind die Schalenele-
mente jedoch Flachen mit drei Schichten. Es wurde zudem die Annahme getroffen,
dass der Klebstoff sich linear elastisch verhailt.

3 Schichten:

Realitat (ideal) Modell
Klebstoff, Alu, Klebstoff

pd

Deckblech

Eine Wand des Wabenkerns

Abbildung 6.4: Klebeschicht modelliert mit verschiedenen Schichten des Schalenelementes



63 HOMOGENISIERUNG DES WABENKERNS

6.3 HOMOGENISIERUNG DES WABENKERNS
6.3.1 Prinzip der Homogenisierung

Bei einer Finite-Elemente-Analyse wird eine Struktur in sehr viele Elemente unter-
teilt, die so klein sein miissen, dass angenommen werden kann, dass der Verschie-
bungsverlauf in jedem Element einer gewédhlten Ansatzfunktion entspricht (haufig
lineare oder quadratische Ansatzfunktion, sodass der Verschiebungsverlauf im Ele-
ment auch linear oder quadratisch sein muss). Um eine grofse Sandwichstruktur
mit Wabenkern gut zu vernetzen, kann es vorkommen, dass Millionen Elemente
benotigt werden. Solche Mengen von Elementen konnen jedoch nicht mehr mit ei-
nem herkommlichen Rechner bearbeitet werden, da die Rechenzeit zu hoch wiére.

Die Anzahl von Elementen kann reduziert werden, indem der Wabenkern (Ab-
bildung 6.5a) als homogenes Kontinuum (Abbildung 6.5b) angenommen wird. Die-
ser Vorgang wird als Homogenisierung bezeichnet. Das homogenisierte Kontinu-
um hat eine sehr einfache Geometrie (oft einen einfacheren Quader), was dazu
fiihrt, dass die Elementgrofie wesentlich erhoht werden kann. Somit kann die Ele-
mentzahl viel kleiner sein, als bei der detaillierten Modellierung des Wabenkerns.
Der homogene Kern sollte die gleiche Steifigkeit wie der Wabenkern haben. So-
mit entsprechen trotz der Vereinfachung die resultierenden Verschiebungen der
Realitat.

Da der Wabenkern je nach Belastungsrichtung unterschiedliche Steifigkeiten be-
sitzt, ist dieser anisotrop. In dem Fall eines Wabenkerns existieren jedoch drei zu-
einander orthogonale Symmetrieebenen, somit ist der Wabenkern auch orthotrop
(Spezialfall der Anisotropie). Das Elastizitdtsgesetz fiir ein orthotropes Material
ist in Gleichung 6.1 dargestellt [18, 19]. Im Gegensatz zum allgemeinen Fall der
Anisotropie sind mehrere Konstanten der Nachgiebigkeitsmatrix null, sodass ent-
lang der Symmetrieebenen keine Kopplung zwischen den Dehnungen und den
Schubverzerrungen existiert. Die Materialeigenschaften des homogenisierten Mo-
dells miissen als orthotrop angenommen werden.

(a) Sandwichstruktur mit Wabenkern (b) Sandwichstruktur mit homogenisiertem
Kern

Abbildung 6.5: Skizze von einem Wabenkern und einem homogenisiertem Kern
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€x Eix o VE%: o VEZZ 0 0 0 Ox
€y —& Eiy g 0 00 Oy
e | _ |- \gf _ % Eiz 0 0 0 0, 6.1)
Yyz 0 0 0 - 0 0 Tyz
Yz 0 0 0 0 &= 0 Txz
Vxy 0 0 0 o 0 & Txy

Die Vereinfachung des Wabenkerns als homogenes Kontinuum bringt jedoch ei-
nige Einschrankungen mit sich. Obwohl die berechneten Verschiebungen der Rea-
litat entsprechen, weichen die berechneten Spannungen sehr stark von der Realitat
ab. An Orten, wo die Spannungen keine grofien Gradienten aufweisen, kénnen
die Spannungskomponenten der homogenisierten Simulation in reale Spannun-
gen umgerechnet werden (Kapitel 6.3.3). Falls jedoch hohe Spannungsgradienten
im Wabenkern auftreten (z. B. in der Ndhe von Krafteinleitungen), ist es nicht mehr
moglich, die genauen Spannungen mit einem homogenisierten Modell zu berech-
nen. Zumindest an diesem Ort muss der Kern in seiner realen dreidimensionalen
Form modelliert werden (Kapitel 6.4).

Wie schon erwidhnt, unterscheiden sich die Eigenschaften des homogenisierten
Kerns stark von den Materialeigenschaften des benutzten Aluminiums. Die Mate-
rialkonstanten des Kerns kénnen aus der Literatur [21, 46, 48] abgeleitet werden,
und sind in Tabelle 6.1 aufgelistet.

Zellgrofse 6.4mm 9.6 mm
Ey [MPa] 1,49 0,44

Ey [MPa] 0,48 0,14

E. [MPa] 2139 1426
Vxy 1,76 1,76
Vyz 0,00007 0,00003
Vxz 0,0002 0,0001
Vyx 0,57 0,57
Vzy 0,33 0,33
Vzx 0,33 0,33
Gxy [MPa] 0,71 0,21
Gyz [MPa] 254 169
Gxz [MPa] 538 361

Tabelle 6.1: Mechanische Eigenschaften des homogenisierten Wabenkerns fiir die Alumini-
umwaben nach Gibson und Ashby [46] und Grediac [48]
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Im Kapitel 6.3.2 werden die Schubspannungen im homogenen Kern analysiert.
Im Kapitel 6.3.3 ist ein Verfahren hergeleitet, um die realen Spannungen im Wa-
benkern, anhand der Simulationsergebnisse mit homogenem Kern zu berechnen.

6.3.2  Analytische Berechnung der Schubspannungen im homogenen Kern

In diesem Kapitel werden die Schubspannungen im homogenisierten Kern in Ab-
hingigkeit des Winkels « hergeleitet. Diese Berechnungen werden im folgenden
Kapitel 6.3.3 benotigt, um die realen Spannungen des Wabenkerns zu berechnen.
Der Winkel « beschreibt die Orientierung des Kerns, wie in Abbildung 1.2 dar-
gestellt. Wie im Kapitel 4.3 ist die x-Richtung als 0°-Richtung definiert, was auch
immer der L-Richtung (steifste Richtung) entspricht. Die &-Richtung entspricht der
Léangsrichtung der Probe. Der homogenisierte Kern ist orthotrop und homogen.
Wenn der homogenisierte Kern in L-Richtung orientiert und belastet ist (Abbil-
dung 6.6), und unter der Annahme, dass der Kern konstant nur auf Schub belastet
wird (Abbildung 4.5: wie beim Flansch eines Doppel-T-Profils ist diese Annah-
me zuldssig), kann die Schubspannung im homogenisierten Kern als Kraft geteilt
durch die Fliche angenommen werden:

o, Kraft q-1 ¢
0 = Hache “h1 h (6.2)

Abbildung 6.6: Sandwichstruktur mit homogenen Kern in L- und W-Richtung

Der Spannungstensor ist wie folgt definiert:

0 0 Ty 00 {
0 0 0 [|=]0 00 (6.3)
Ty 0 0 10 0
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Wenn der Wabenkern (und somit auch das Koordinatensystem) rotiert wird, kon-
nen die Spannungskomponenten des Spannungstensors umgerechnet werden [69]
(Belastung und Probengeometrie bleiben unverandert):

Ol = 04§ Ui T (6.4)

o’ beschreibt den transformierten Spannungstensor und o den alten Tensor. k
und | konnen jeweils die drei Koordinatenrichtungen des neuen Koordinatensys-
tems beschreiben, sodass 3x3=9 Spannungskomponenten berechenbar sind. i und
j beschreiben die Koordinatenrichtungen des alten Koordinatensystems. ny; und
ny; sind die Einheitsvektoren in k- und in I-Richtung im alten Koordinatensystem.

In diesem Fall wird das Koordinatensystem um den Winkel o um die z-Achse ro-
tiert. Die neun berechneten Sapnnungskoordinaten ergeben folgenden Spannungs-
tensor:

0 0 Tz () 0 0 & - cos(«)
0 0 Tyl | = 0 0 2. sin() (6.5)
Tox (&) Try(x) 0 ocos(a) L -sin(a) 0

Der Spannungstensor ist symmetrisch, sodass es ausreicht t,, und Ty, zu be-
rechnen. Tabelle 6.2 zeigt, wie die Schubspannungen im Wabenkern in Abhéngig-
keit des Winkels berechnet werden konnen. Anders als im Fall eines Wabenkerns
existiert im homogenen Kern keine schwichste Richtung. Die Resultierende der

Schubspannungen Tyes = \/ 1%, (00) + 5, (o) ist bei jedem Winkel gleich { (Deh-
nungen sind im homogenisierten Kern richtungsabhidngig, Spannungen jedoch
nicht).

Txz (&) = % -cos(a) (6.6)
Tya(e) = 1 -sin(o) (67)

Tabelle 6.2: Analytische Formeln zur Berechnung der Schubspannungen im homogenisier-
ten Kern
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6.3.3 Berechnung der realen Spannungen mithilfe eines homogenen Modells

Zur Reduzierung der Rechenzeit in Finite-Elemente Simulationen ist es moglich,
den Wabenkern durch einen orthotropen homogenen Kern mit gleicher Steifigkeit
zu ersetzen. In diesem Kapitel wird gezeigt, wie die Spannungen des homogeni-
sierten Kerns umgerechnet werden konnen, um die realen Spannungen im Waben-
kern zu erhalten. Diese Berechnung ist nur moglich, wenn die Schubspannungen
Txz und Ty, im homogenisierten Kern mindestens innerhalb einer Elementarzelle
(Abbildung 6.7) als konstant angenommen werden konnen. In diesem Fall sind die
Schubspannungen 17, T2 und T3 auch innerhalb dieser Elementarzelle konstant.

Abbildung 6.7: Spannungskomponenten in einer Elementarzelle des Wabenkerns und des
homogenen Kerns

In Abbildung 6.8 sind die Schubspannungen im homogenen Kern und im Wa-
benkern in Abhidngigkeit von der Orientierung dargestellt (nach Tabelle 4.2 und
Tabelle 6.2 berechnet). Diese Werte entsprechen einer Sandwich-Platte mit einer
Zellgrofie von 6,4 mm (Tabelle 1.1). Die Struktur wird durch eine Querkraft q von
7]601101]:‘11 = 1,32 N/mm belastet, wie in Abbildung 4.7 und 6.6 dargestellt.

Im Folgenden werden aus den Spannungen des homogenisierten Kerns, die
Spannungen im Wabenkern berechnet.

Aus Gleichung 4.36, 4.40 und 6.6 konnen wir schliefSen:

T1 b

Dividieren von Gleichung 6.7 durch Gleichung 6.6:
tan(x) = Tyz (6.9)

TXZ
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Schubspannungen [MPa]
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Abbildung 6.8: Vergleich der Schubspannungen im homogenisierten Kern und im Waben-
kern

Aus Gleichung 6.6 und 6.7 folgt auch:

q
h

= \/T%z(“)""%z(o‘) (6.10)

Einsetzen der Gleichung 6.10 in Gleichung 4.41:

Ay =

by /13, (0) + 15, ()

— (6.11)

Tabelle 6.3 gibt einen Uberblick der verwendeten Formeln, zur Berechnung der
Schubspannungen im Wabenkern aus den Schubspannungen des homogenen Kerns.
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(6.12)

(6.13)
(6.14)

(6.15)

(6.16)

(6.17)

Tabelle 6.3: Analytische Formeln zur Berechnung der Schubspannungen im Wabenkern
aus den Spannungen des homogenisierten Kerns

Wenn zusitzlich noch Zug- oder Druckspannungen in z-Richtung (senkrecht
zur Paneelebene) wirken, dann werden diese Spannungen mit den Spannungen
aus Tabelle 6.3 iiberlagert. Im Gegensatz zum homogenen Kern miissen die Zug-
oder Druckkréfte im Wabenkern durch ein viel kleineres Volumen aufgenommen
werden. Die Zug- und Druckspannungen sind im Wabenkern um das gleiche Ver-
héltnis grofier, als das Verhéltnis der entsprechenden Volumen. Die Spannungen
im Wabenkern haben die gleiche Richtung als die Spannungen im homogenen
Kern:

o -0 Ahornogen — b- (G+C)
z,Wabe — Yz Homogen A — Yz,Homogen
Wabe t-(a+vb%+c?)

(6.18)
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6.3.3.1 Verifikation

Die Formeln aus Tabelle 6.3 werden in diesem Kapitel durch ein einfaches Beispiel
tiberpriift: Ein fest eingespanntes Sandwichpaneel mit einer Kernorientierung von
40° und einer Querkraft q = 7]601?1% =1,32N/mm wird untersucht.

Die Gleichungen 6.6 und 6.7 fithren zu den Schubspannungen im homogenisier-

ten Kern:

T (40°) = % - cos(40°) = 0,1145 MPa (6.19)

T2 (40%) = % sin(40°) = 0,0961 MPa (6.20)

Mit den Formeln aus Tabelle 6.3 konnen die realen Schubspannungen im Kern
berechnet werden:

T1 = 4,6 MPa
T = 11,8 MPa
T3 = —2,6MPa

Diese Spannungen entsprechen genau den FEM-Ergebnisse in Abbildung 4.10.
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Um eine Sandwichstruktur mit Wabenkern gut zu vernetzen, werden sehr viele Ele-
mente benoétigt. Aus diesem Grund konnen nur kleine Proben, z. B. mit wenigen
Tausenden von Zellen im Kern gut vernetzt werden (die Vernetzung jeder Zelle
kann tiber hundert Elemente benétigen). In Kapitel 6.3.1 wurde gezeigt, dass die
Elementzahl durch das Homogenisieren des Kerns reduziert werden kann. Dies
fithrt jedoch dazu, dass die berechneten Spannungen nicht mehr der Realitdt ent-
sprechen (Kapitel 6.3.3).

Aus diesem Grund ist das Vorgehen einer komplexen Finite-Elemente Simulati-
on haufig wie folgt: Zuerst wird eine Simulation mit homogenisiertem Kern (Kapi-
tel 6.3) und grobem Netz durchgefiihrt, welche das globale Verhalten der Struktur
widerspiegelt. Dieses Modell dient nur dazu, die kritischen Stellen zu ermitteln.
Die Schubspannungen im Kern kénnen mit den Formeln aus Tabelle 6.3 in reale
Spannungen umgerechnet werden. Es ist darauf zu achten, dass Spannungen, wel-
che im homogenisierten Modell identisch sind, nach dem Umrechnen um Faktor
zwei abweichen konnen (62°-Richtung viel schwécher als L-Richtung). Die Druck-
spannungen konnen mit der Formel 6.18 berechnet und mit der Beullast (Formel
4.3) verglichen werden. Nach der Bestimmung der kritischen Stellen, kénnen diese
Stellen mit einem Submodell genauer untersucht werden. Hierfiir wird, nur im Be-
reich der kritischen Stelle, der Wabenkern mit Schalenelementen genau modelliert
und fein vernetzt. Die Verschiebungen und Verdrehungen am Rand des Submo-
dells sind aus der ersten Simulation bekannt und kénnen im Finite-Elemente Pro-
gramm als Randbedingung vorgegeben werden (Abbildung 6.9). Die Belastung des
Submodells erfolgt analog zum homogenisierten Modell, sodass die Verformungen
identisch mit dem homogenisierten Modell sind. Die Vernetzung des Submodells
muss sehr fein sein, damit die Resultate der Realitdt so nahe wie moglich kommen.

Da im Submodell nur eine kleine kritische Stelle modelliert werden muss, kann
diese Stelle sehr fein vernetzt werden, ohne Probleme mit der Rechenzeit zu be-
kommen.

Sandwichpaneel mit homogenem Kern Submodell mit Wabenkern

Randbedingungen
extrahiert aus
: homogenisierten Modell und in
0 Submodell eingesetzt

I

([

Abbildung 6.9: Sandwichplatte mit homogenisiertem Kern und Submodell mit Wabenkern
modelliert (vertikale Verschiebung ist dargestellt)
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6.5 LASTEINLEITUNG

Ein wichtiger Teil der Simulation ist die korrekte Modellierung der Krafteinleitung,
da dies einen groflen Einfluss auf die Ergebnisse haben kann. Die Flache, tiber
welche die Last verteilt eingeleitet wird, hat einen direkten Einfluss auf die Schub-
und Druckspannungen im Kern.

Da die Einleitung der Last in den meisten Fillen mit einem Kunststoff aus Po-
lyurethan (Vulkollan) erfolgt ist, wird dieses Material im Folgenden experimentell
genauer untersucht. Zur Ermittlung eines ungefdhren E-Moduls des Polyurethans
(genauen Wert gibt es nicht, da das Material aufgrund von Kriecheffekten zeitab-
héngig ist), wurden Druckversuche durchgefiihrt. In Abbildung 6.10 ist der Druck-
versuch an einer Rolle dargestellt, welche im 3-Punkt Biegeversuch in Kapitel 8
benutzt wurde. Dabei wurde das Material mehrmals be- und entlastet. Es konn-
te festgestellt werden, dass das Material anfangs stark fliefst. Jedoch bereits am
Ende des ersten Zyklus sind die Ergebnisse identisch mit den darauffolgenden
Zyklen (Abbildung 6.11). Der E-Modul betragt ungefahr 35 MPa (ermittelt aus der
Steigung des letzten Zyklus). Das gleiche Material wurde auch im pulsierenden
Rollenversuch (Kapitel 9) und im Food-Cart Roller Versuch (Kapitel 10) benutzt.

Abbildung 6.10: Druckversuch einer Rolle aus Polyurethan (Vulkollan)

Der Druckversuch hat gezeigt, dass das Vulkollan bei einer Belastung anfangs
fliefst, jedoch stabilisiert sich das Material sehr schnell. Dieses Fliefsen hat den
positiven Effekt, dass sich das Polyurethan bei einer Belastung sehr gut an den
Untergrund anpasst, und die Auflagefliche grofler wird. Die Schwierigkeit des
Fliefiverhaltens ist, diesen Vorgang genau in einer Finite-Elemente Simulation ab-
zubilden. Die Annahme von linearem Materialverhalten wiirde zu einer starken
Unterschiatzung der Abplattung der Rolle fiihren, was eine kiirzere Lebensdauer
des Paneels bedeuten wiirde.
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Abbildung 6.11: Spannungsdehnungsdiagramm der Vulkollanrolle fiir 5 Zyklen

(o)

Da die Auflageflache der Krafteinleitung eine wesentliche Rolle in der Bean-
spruchungsverteilung in Wabenkernen spielt, wurde die Flachenpressung mithilfe
von Druckmessfolien ("Fujifilm Prescale" http://www.fujifilm.eu) gemessen. Die-
se Druckmessfolie besteht aus zwei Lagen. Die erste Lage beinhaltet Mikrokapseln
unterschiedlicher Grofie, die unter einer definierten Last aufplatzen. Die freigege-
bene Fliissigkeit reagiert mit der zweiten Lage, welche sich rot verfarbt. Die druck-
abhéngige Rotverfarbung zeigt schliefdlich die Druckverteilung im Kontaktbereich.

Wenn die beschriebene Druckmessfolie zwischen Lasteinleitung und Probe plat-
ziert wird, entsteht eine rote Kontur, welche die Druckverteilung auf der Probe
darstellt. Abbildung 6.13a zeigt die Druckverteilung einer Rolle, wie in Kapitel 9.1
und 10.1 benutzt, fiir fiinf verschiedene Lasten, wenn die Last langsam eingelei-
tet wird (0,01 mm/s). Fiir steigende Krifte wird die Kontaktfliche grofier (jedoch
nicht linear). Die Druckspannung ist relativ gut iiber die Flache verteilt. Es ist
kein parabolischer Druckverlauf wie bei der Hertzschen Pressung erkennbar, da
Kriechvorgiange im Vulkollan eine Spannungshomogenisierung bewirken.

In Abbildung 6.13b sind die Druckverteilungen unter dem Rad fiir verschiedene
Belastungsgeschwindigkeiten dargestellt. Dabei wurde die Rolle mit der angegebe-
nen Geschwindigkeit belastet und sofort danach mit der gleichen Geschwindigkeit
wieder entlastet. Je nach Last entspricht der Rollvorgang beim Food-Cart Roller
Test (Kapitel 10.1) einer Geschwindigkeit zwischen 50 mm/s und 200 mm/s. Die
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Rad

Druckmessfolie

Abbildung 6.12: Druckmessfolie

Belastungsgeschwindigkeit hat einen Einfluss auf die Kraftverteilung, jedoch ist
dieser nicht so stark, wie der Einfluss der Last. Je schneller die Last angreift, desto
konzentrierter wirkt die Last.

An den seitlichen Réandern der Aufstandsfldche ist nur eine gewisse Spannungs-
tiberhohung erkennbar. Diese kann aber iiber die Zeit aufgrund der Abnutzung
oder Materialfliefens abnehmen. Abbildung 6.14 zeigt eine neue und eine durch
den Food-Cart Roller Test stark abgenutzte alte Rolle im Vergleich. Die Rolle neigt
dazu, sich so abzunutzen und so zu fliefSen, dass die Kraft konstant tiber der Brei-
te verteilt ist. Aus diesem Grund wurde die Krafteinleitung in der Simulation als
konstant angenommen.

In einer Simulation kann die Krafteinleitung auf zwei verschiedene Arten und
Weisen modelliert werden: Es besteht die Moglichkeit, die Krafteinleitung genau
zu modellieren, indem in der Finite-Elemente Simulation zwischen Krafteinleitung
und Probe Kontaktelemente eingefiigt werden (Abbildung 6.15). Die Kontaktbedin-
gung zwischen der Rolle und dem Probenkdrper wurde mit den Elementen Con-
ta174 und Targe170 modelliert. Wenn ein Conta174 Element ein Targe170 Element
durchdringt, erkennt das Finite-Elemente Programm den Kontakt. Die Kontaktstei-
figkeit muss hoch genug gewdhlt sein, dass keine Durchdringung auftritt und tief
genug, dass die Losung noch konvergiert.

Wenn die Krafteinleitung aus einem Material besteht, welches eine zeitabhdngi-
ge Verformung aufweist, muss dieses nichtlineare Verhalten auch in der Simulati-
on nachgebildet werden, was sehr aufwandig ware. Um sicherzustellen, dass die
Abbildung der Lasteinleitungsfliche in der Simulation richtig erfolgt, wurden in
dieser Arbeit keine Kontaktbedingungen mehr benutzt, sondern die Last wurde
als konstanter Druck auf der gemessenen Flidche eingeleitet (Abbildung 6.13). Fiir
den Fall einer Lasteinleitung mit einer harten Stahlrolle (Kapitel 7.1), kann eine
Linienlast angenommen werden, da dies anndhernd der Realitédt entspricht.
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ﬁ

15 mm 18 mm 20.5 mm 22.5mm 24 mm
(a) Last variiert (0,01 mm/s)
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0,01mm/s somm/s 200mm/s

20.5mm 19.5 mm 19 mm
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Abbildung 6.13: Druckverteilung unter einem neuen Rad aus Polyurethan, abhéngig von
der Last und der Belastungsgeschwindigkeit

Abbildung 6.14: Neue Rolle (konkav), abgenutzte Rolle (konvex)
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Krafteinleitung
(Vulkollanrolle)

Kontakt

Abbildung 6.15: Finite-Elemente Modell mit Kontakt
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BEULVERSAGEN IM WABENKERN






BEULVERSAGEN IM 3-PUNKT BIEGEVERSUCH

7.1 EXPERIMENTELLE ERGEBNISSE: 3-PUNKT BIEGUNG MIT BEULVERSAGEN

In Kapitel 2.2 wurde gezeigt, dass das Einleiten einer Querlast auf das Deckblech
einer Sandwichstruktur mit Wabenkern zu verschiedenen Arten von Versagen fiih-
ren kann. Bei niedriger Last kann angenommen werden, dass der Kern nur auf
Druck und Schub beansprucht wird. Wenn die Drucklast jedoch einen kritischen
Wert tiberschreitet, konnen die sehr diinnen Zellwande des Wabenkerns die Druck-
kréfte nicht mehr tragen und beulen aus. Dabei entsteht im Deckblech eine Ein-
buchtung (Abbildung 7.1).

Abbildung 7.1: Kerneinbuchtung nach einem Beulversagen (L-Probe)

Diese hohen Druckspannungen treten {iblicherweise auf, wenn eine Last konzen-
triert, also auf einer sehr kleinen Fldche, ins Deckblech eingeleitet wird. Zur Unter-
suchung der Festigkeit des Kerns gegen Einbuchtungen wurde ein Versuchsaufbau
mit konzentrierter Krafteinleitung aufgebaut (Abbildung 7.2). Die Krifte werden
mithilfe von Stahlrollen mit kleinem Durchmesser eingeleitet, sodass die lokale
Druckbeanspruchung moglichst hoch ist. Die Lasteinleitung erfolgt in Form eines
3-Punkt Biegeversuches, das heifst, dass auf der oberen Seite der Probe eine Rol-
le mittig driickt, und unterhalb der Probe wirken zwei Rollen in einem gleichen
Abstand von der Mitte.

Der Priifstand wird durch einen universell einsetzbaren hydraulischen Zylin-
der der Firma Instron Structural Testing Systems (IST) angetrieben. Dieser Zylin-
der kann Krafte bis zu 10kN einleiten. Angetrieben wird der Zylinder durch ein
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Kraftsensor

Krafteinleitung

Probe *F

TF/z TF/z

Hydraulischer Zylinder
mit Wegsensor

Abbildung 7.2: Versuchsaufbau des 3-Punkt Biegeversuches: fithrt zu Beulversagen

Hydraulikaggregat, welches Volumenstrome von bis zu 411/min fordern kann.
Daraus folgt, dass der Zylinder Wegamplituden von smm bei einer maximalen
Frequenz von etwa 50Hz fahren kann. Diese Anlage kann tiber eine zugehorige
Software von Instron {iiber beliebige Sensoren geregelt werden. Deshalb kann der
Priifstand sowohl fiir statische als auch fiir zyklische Versuche genutzt werden.
Der hydraulische Zylinder kann wahlweise weg- oder kraftgeregelt gefahren wer-
den. In Abbildung 7.2 ist der Versuchsaufbau dargestellt. Der Teil des Versuchsauf-
baus unterhalb der Probe wird durch den hydraulischen Zylinder belastet. Der
Teil oberhalb der Krafteinleitung kann als starr und unbeweglich angenommen
werden. Die Kraftmessdose wird also nicht beschleunigt, was dazu fiihrt, dass die-
se keine Beschleunigungskrifte misst, sondern nur die Beanspruchungskrifte an
der Probe.

Die Grofse der Proben wurde so gewdhlt, dass diese moglichst klein sind, jedoch
grof3 genug, dass die getrennten Zellen an den Randern und die Fertigungstole-
ranzen keinen grofsen Einfluss haben. In der Abbildung 7.3 sind die wichtigsten
Mafle des Versuchsaufbaus und der Proben dargestellt.

Quasistatische 3-Punkt Biegeversuche wurden in L- und in W-Richtung der Pro-
ben durchgefiihrt. Quasistatisch bedeutet, dass die Belastungsgeschwindigkeit so
langsam ist, dass dynamische Effekte keine Rolle spielen. Der Zylinder wurde mit
einer konstanten Geschwindigkeit von 1mm/min bis zum Versagen der Proben
nach oben bewegt. Die Versuche wurden abgebrochen, nachdem die Traglast ihr
Maximum erreicht hat.

Das aufgenommene Kraft-Weg-Diagramm (Abbildung 7.4) zeigt, dass die Pro-
ben mit einer Kernorientierung in L-Richtung eine hohere Steifigkeit und Festig-
keit als Proben mit einer Kernorientierung in W-Richtung haben. W-Proben erlau-
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Abbildung 7.3: Abmessungen des Versuchsaufbaus
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Abbildung 7.4: Kraft-Weg-Diagramme der statischen 3-Punkt Biegeversuche mit harter
Krafteinleitung
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ben jedoch eine hohere plastische Verformung, ohne dass nach Erreichen der Trag-
last die Last wieder stark abféllt. In Abbildung 7.4 kann man auch erkennen, dass
die Ergebnisse zwischen verschiedenen Versuchen nur sehr wenig streuen. Also
haben die Fertigungstoleranzen der Proben fast keinen Einfluss auf die Resultate.

Die zerstorten L-Proben (Abbildung 7.1) zeigen, dass die Versagensart Kernein-
buchtung ist. Genau unter der Krafteinleitung beulen die Wabenzellen aus und
der Kern wird zerdriickt, sodass eine Einbuchtung in der Sandwichstruktur ent-
steht. W-Proben versagen auch durch Kerneinbuchtung (Abbildung 7.5), jedoch
ist in den statischen Versuchen auch Schubversagen neben der Krafteinleitung er-
kennbar. In Kapitel 8 wird gezeigt, dass das Schubversagen der Probe nur un-
wesentlich hoher liegt, als das Beulversagen, sodass beide Versagensarten parallel
auftreten. Aus diesem Grund dhnelt das Kraft-Weg-Diagramm der W-Probe (Abbil-
dung 7.4) stark dem Kraft-Weg-Diagramm der Proben mit reinem Schubversagen
(Abbildung 8.2).

Abbildung 7.5: Kerneinbuchtung einer W-Probe mit tiberlagertem Schubversagen (quasi-
statisch)

Zur Untersuchung der Ermiidungseigenschaften der Struktur wurden mit dem
gleichen Versuchsaufbau auch zyklische Versuche durchgefiihrt. Dabei wurden die
Proben im 3-Punkt Biegeversuch mit einer sinusformigen Kraft bei einer Frequenz
von 5 Hz und bei einem Kraftverhaltnis von R = Mﬂﬁ:\i 2};22?;?12 =0, 1 (konstante
Amplitude) belastet. Dieses Kraftverhaltnis wurde gewdhlt, da die Proben mit dem
benutzten Versuchsaufbau nur auf Druck belastet werden kénnen. Zudem kann
eine Last von Null zu Problemen mit der Regelung fiihren, da dies an der Grenze
zum Abheben der Lasteinleitung liegt. Deshalb wurde kein Kraftverhiltnis von o,
sondern von 0,1 gewdhlt. Die Last wurde kraftgeregelt eingeleitet.

In Abbildung 7.6 ist ein typisches Zeit-Weg-Diagramm von Proben mit Beulver-
sagen dargestellt. Das blaue Signal entspricht einem Sinussignal. Da jedoch viele
Tausende Zyklen getestet wurden, sind die einzelnen Sinusbogen so nahe zusam-
men, dass nur noch eine blaue Fliche erkennbar ist. Da die Versuche kraftgeregelt
sind, ist die Amplitude und der Mittelwert der Kraft {iber die gesamte Lebensdau-
er konstant. Man erkennt jedoch, dass der Mittelwert des Weges iiber die Lebens-
dauer der Probe anwichst. Schon zu Beginn der Lebensdauer steigt der Mittelwert
des Weges langsam an, woraus man schlieffen kann, dass hier schon plastische
Verformungen und kleine Risse entstehen. Der Mittelwert des Weges steigt mit
der Zeit langsam weiter, und am Ende der Lebensdauer stark an.
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Abbildung 7.6: Verschiebung tiber die Zeit der zyklischen 3-Punkt Biegeversuche mit har-
ter Krafteinleitung (W-Probe)

Die Amplitude des Weges (also die Steifigkeit der Probe) dndert sich jedoch
kaum tiiber die Lebensdauer, da vor allem die Deckbleche die Steifigkeit eines
Sandwichpaneels definieren (die Deckbleche bleiben unbeschddigt tiber die Le-
bensdauer). Aus diesem Grund ist die Wegamplitude nicht geeignet, um einen
Schaden zu definieren. Ein Schaden wurde so definiert, dass der Mittelwert des
Weges um 50% der Wegamplitude ansteigt. Einzelne kleine Risse sind also noch
akzeptabel, da dies kein Versagen der Struktur ist.

In Abbildung 7.7 ist ein typischer Schaden einer L-Probe dargestellt. Da sich
der Schaden im Wabenkern befindet, ist es notig ein Deckblech zu entfernen, um
den Schaden sehen zu konnen. Hierfiir kann die Probe im Ofen etwa 30 Minuten
bei 200° erwdrmt werden. Bei dieser Temperatur erweicht die Klebeschicht so sehr,
dass das Deckblech ohne weitere Beschddigungen zu erzeugen, entfernt werden
kann. Der Schaden befindet sich genau unter der Krafteinleitung an der Stelle des
maximalen Drucks und nicht an der Stelle des maximalen Schubs, sodass als Versa-
gensform Kerneinbuchtung und nicht Schubversagen vorliegt. Die Risse verlaufen
dabei fast ausschliefilich in horizontaler Richtung.

Die Abbildung 7.8 zeigt den Schaden einer W-Probe. Die Bilder a bis d zeigen
vier unterschiedliche Proben mit identischen Mafien, welche auch identisch zy-
klisch belastet wurden (Lastamplitude 750N). Der Versuch der Probe (a) wurde
nach 25’000 Zyklen abgebrochen, Probe (b) nach 50’000 Zyklen, Probe (c) nach
100’000 Zyklen und Probe (d) nach 350’000 Zyklen. Die Krafteinleitungsstelle ist
jeweils mit einem roten Rechteck markiert. Die unterschiedlich gefarbten Kreise
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Abbildung 7.7: Schaden einer L-Probe (rot: Ort der Krafteinleitung)

markieren unterschiedliche Rissarten. Nach 25’000 Zyklen ist neben einigen plas-
tisch verformten Stellen im Kern auch schon ein Riss in horizontaler Richtung er-
kennbar (Entfernung zur Klebeschicht: etwa o,5mm). Die horizontalen Risse sind
typisch fiir ein Beulversagen (wie bei der L-Probe). Nach 50’000 Zyklen sind meh-
rere Risse in horizontaler Richtung erkennbar. Dann nach 100’000 Zyklen treten
neben den horizontalen Rissen auch diagonale Risse auf, welche eher typisch fiir
ein Schubversagen sind (In L-Richtung sind keine Schubrisse erkennbar). Die Risse
breiten sich anschlieffend auch tiber die doppelten Wabenwinde aus, und vermeh-
ren sich. Nach etwa 350’000 Zyklen iiberlappen verschiedene Risse mehrere Zellen.
Hier ist die Grenze erreicht, an der die Zellen die Lasten bald nicht mehr tragen
konnen und der Kern zusammengedriickt wird. Man kann zudem erkennen, dass
sich die Risse nur in der Mitte der Probe und nicht am Rand befinden. Man muss
das Deckblech entfernen, um die Risse zu erkennen.

Die ersten Risse treten schon nach weniger als 10% der gesamten Lebensdauer
auf. Diese einzelnen Risse fithren aber noch keinesfalls zu einem gesamten Versa-
gen der Struktur. Da die Last sehr lokal eingeleitet wird, beulen die Zellen auch
nur sehr lokal aus und es treten nur sehr vereinzelte Risse auf. Die Nachbarzellen
sind aber noch stark genug, um die Lasten tragen zu kénnen.
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(c) Nach 100000 Zyklen (d) 350000 Zyklen: Risse iiber mehrere Zellen

Abbildung 7.8: Schadensverlauf von W-Proben bei einer Lastamplitude von 750N:
Krafteinleitung (rot), plastische Zonen (griin), horizontale Risse (schwarz)
und diagonale Risse (blau)
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7.2 NUMERISCHE BEULANALYSE

Im Kapitel 7.1 sind 3-Punkt Biegeversuche beschrieben, bei welchen Kerneinbuch-
tung als Versagensart identifiziert wurde. Physikalisch bedeutet Kerneinbuchtung,
dass die Zellwande im Wabenkern beulen. Solange es kein Beulen gibt, entstehen
nur Druckkrifte im Wabenkern unter der Krafteinleitung, und es ist kein Ermii-
dungsversagen zu erwarten. Beim Auftreten von Beulen im Wabenkern entstehen
hohe Biegespannungen, also auch hohe Zugspannungen. Diese Zugspannungen
haben einen sehr negativen Einfluss auf die Lebensdauer des Wabenkerns, sodass
die Rissentstehungsphase sehr kurz wird.

Beim Beulverhalten ist es schwer moglich, genaue Spannungen zu berechnen
(kleine Imperfektionen konnen einen sehr grofien Einfluss haben), was eine Le-
bensdauerberechnung fiir den Beulfall schwierig macht. Zudem hat Kapitel 7.1 ge-
zeigt, dass die Risswachstumsphase den grofsten Teil der Lebensdauer einnimmt.
Das Risswachstum in einer komplexen Struktur mit vielen Klebestellen im Waben-
kern ist ein sehr anspruchsvolles Thema, welches in einer separaten Untersuchung
analysiert werden kann (siehe Ausblick 13). In der Praxis sind Risse hdufig uner-
wiinscht, sodass hier empfohlen wird, Bauteile so auszulegen, dass kein Beulen
entsteht. Beulen kann entweder vermieden werden, indem die lokale Druckbean-
spruchung reduziert wird (z. B. grofsflachigere Krafteinleitung), oder durch lokales
Verstdrken des Kerns an solchen Stellen. Eine Verstarkung kann mithilfe von Ein-
legern (Inserts) realisiert werden (Wabenkern wird lokal durch stabileres Material
ersetzt), oder indem der Kern an dieser Stelle mit einer verstarkenden und stabili-
sierenden Pottingmasse gefiillt wird.

Da in diesem Kapitel das Beulen des Wabenkerns als Versagen der Struktur
angenommen wird, ist es wichtig, die kritische Last berechnen zu kénnen, ab wel-
cher Beulen auftritt. Die Beullast fiir diese komplizierte Geometrie kann analytisch
nur grob abgeschitzt werden (Kapitel 4.1). Deshalb wird diese in diesem Kapitel
ausschlieSlich mittels der Finite-Elemente-Methode berechnet. Wenn kein Beulen
auftritt, dann sind die Spannungen im Kern einfacher berechenbar und das Versa-
gen des Wabenkerns kann nach Kapitel 8.2 abgeschétzt werden.

Das Beulverhalten des Wabenkerns mithilfe der Finite-Elemente-Methode kann
auf zwei verschiedene Arten durchgefiihrt werden: Entweder mit einer linearen
Beulanalyse, welche durch das Losen eines Eigenwertproblems die theoretische
Beullast eines perfekt elastischen Systems berechnet oder mit einer nichtlinearen
Analyse, bei welcher grofie Verformungen zugelassen werden. Beide Methoden der
Finite-Elemente Berechnung haben jeweils Vor- und Nachteile, die nun diskutiert
werden.

Die Berechnung der Beullast mit einer linearen Beulanalyse hat den Vorteil, dass
keine besonders hohe Rechenleistung benétigt wird. Mit einem relativ geringen
Aufwand koénnen Beullasten und Beulformen ermittelt werden. Man ist jedoch
auch limitiert, da keine weitergehenden Aussagen mit dieser Methode berechen-
bar sind. Zur Ermittlung von Spannungen und Verformungen ist eine separate
Simulation notig. Zudem konnen keine Nichtlinearititen in die Simulation einge-
fugt werden.
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Eine lineare Beulanalyse wird in der finite Elemente Analyse als eine Art Eigen-
wertproblem formuliert:

(KT +A; - S -{bh =0 (7.1)

Beim Auftreten einer geometrischen Nichtlinearitdt, wie sie beim Beulen auftritt,
reicht es nicht mehr aus, nur die elastische Steifigkeitsmatrix [K] zu berticksich-
tigen, sondern auch die geometrische Steifigkeitsmatrix [S] muss beriicksichtigt
werden (Theorie II. Ordnung). Diese hdngt zusétzlich von der Last ab. Wenn A;
mit der Last multipliziert wird, welche die geometrische Steifigkeitsmatrix erzeugt
hat, erhélt man die Beullast. {{p}; sind die Eigenvektoren der Verschiebungen.

Abbildung 7.9a zeigt den ersten Beulmodus einer L-Probe. Die Last wurde als
Linienlast genau iiber den nichtgeklebten Wabenwidnden eingeleitet. Man erkennt,
dass im ersten Beulmodus nur die Zellwand ganz am Rand ausbeult. Diese Wand
ist auf einer Seite frei, sodass hier die Beullast sehr klein ist. Da dies nur eine einzel-
ne Zellwand betrifft, kann dieser Beulmodus iiblicherweise ignoriert werden. Ein
Versagen in dieser Wabenwand wiirde die Stabilitit des Gesamtpaneels nicht ent-
scheidend reduzieren. Der zweite Beulmodus, welcher bei einer Last von 1986 N
auftritt, ist dagegen relevant, und soll in der Realitdt vermieden werden (Abbil-
dung 7.9b). In diesem Beulmodus geben mehrere Zellen in der Mitte der Struktur
nach. Der Ort des Versagens entspricht genau den experimentellen Beobachtungen
aus Abbildung 7.7.

In den Abbildungen 7.9c und 7.9d sind die Modelle leicht modifiziert worden.
In Abbildung 7.9c wurde die Last genau {iiber die doppelten geklebten Wande
verschoben. Die Beullast ist hier bedeutend héher. Obwohl die Anzahl der Waben-
winde unter der Lasteinleitung halbiert ist, konnen die doppelten Wabenwénde
aufgrund der hoheren Wandstdarke viel mehr Last tragen. In der Praxis ist es je-
doch fast unmoglich, die Last nur tiber doppelten Wabenwidnden einzuleiten, da
der Kern durch den Fertigungsprozess nicht zu hundert Prozent reproduzierbar ist.
Aus diesem Grund ist die niedrigste Beullast ausschlaggebend (also wenn die Last
tiber den einzelnen nichtgeklebten Zellwanden eingeleitet wird). In Abbildung
7.9d wurde das Modell mit einer Klebeschicht (Dicke: 0.08 mm, Hohe: 0.2 mm),
wie in Kapitel 6.2 beschrieben, ergidnzt. Die Klebeschicht hat eine stiitzende Wir-
kung, sodass die Beullast leicht erhcht wird (Einfluss maximal 5%).

Wenn zusitzlich noch die Materialnichtlinearitdt im plastischen Bereich bertick-
sichtigt werden soll, kann die Beullast nur mit einer nichtlinearen statischen Analy-
se ermittelt werden. Eine nichtlineare Simulation bedeutet, dass die Finite-Elemente
Software die Simulation in mehreren Schritten durchfiihrt, und die Steifigkeitsma-
trix nach jedem Schritt aktualisiert wird. Zudem mdiissen in der Simulation grof3e
Verformungen erlaubt werden. In diesem Fall kann man an den Normalspannun-
gen erkennen, dass beim Erreichen der Beullast, Zugspannungen (also positive
Spannungen) im Kern auftreten. Diese Zugspannungen, wie in Abbildung 7.10a
gezeigt, treten nur auf, wenn der Kern ausbeult. Zur Verbesserung der Resultate
kann eine Klebeschicht hinzufiigt werden (Abbildung 7.10b).

Zur Uberpriifung der Ergebnisse, wurde das gleiche Modell in einem reinen
Druckversuch belastet (Abbildung 4.1) und die Beullast numerisch berechnet. Die
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(a) Krafteinleitung auf freien Wanden: Erster (b) Krafteinleitung auf freien Wanden: Zweiter
Beulmodus (Beullast: 1585 N) Beulmodus (Beullast: 1986 N)

KrX{teinleityhg

(c) Krafteinleitung auf geklebten Wéanden (Beul-  (d) Krafteinleitung auf freien Wanden: mit Kle-
last: 2890 N) beschicht (Beullast: 2010 N)

Abbildung 7.9: Lineare Beulanalysen einer L-Probe

Ii00NDOwN

NTEE Wi - N

(a) Statische Analyse mit grofSen Verformun- (b) Statische Analyse mit grofsen Verformun-
gen und nichtlinearen Materialparameter gen, nichtlinearen Materialparameter und
(Beullast: 1800 N) Klebeschicht (Beullast: 1880 N)

Abbildung 7.10: Nichtlineare statische Simulation einer L-Probe bei erreichen der Beullast
(Normalspannung dargestellt)
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berechnete Beullast betrdagt 46,2 kN, was einer Druckspannung von 4,4 MPa ent-
spricht. Dieser Druck entspricht sehr genau der Beullast in Tabelle 4.1, sodass die
Richtigkeit der Simulation verifiziert ist.

Die gleiche nichtlineare Simulation des 3-Punkt Biegeversuches mit Klebeschicht
kann in W-Richtung durchgefiihrt werden und anschliefend kann die Beullast
ermittelt werden (Abbildung 7.11). Die W-Probe erreicht die Beullast schon bei
niedrigeren Lasten als die L-Probe.

T

Abbildung 7.11: Normalspannung einer beulenden W-Probe (Beullast: 1550 N)

Die L-Probe beult nach Simulation bei einer Last von 1880 N. Bei einem Lastver-
hiltnis von R = l\l\ﬁgﬁflz 252?332@ = 0,1, wird diese Last bei einer Amplitude von
846 N erreicht. Bei einer W-Probe wird die Beullast von 1550 N bei einer Amplitu-
de von 697 N erreicht. Wenn man annimmt, dass sich die Last auf einer Breite von
4mm verteilt, dann betragt der Druck -1220N__ — 5 1 MPa. Dieser Wert ist sehr
nahe am theoretischen Wert von 4,7 MPa aus Tabelle 4.1.

Die berechneten Beullasten des 3-Punkt Biegeversuches sind in einem Schwing-
festigkeitsdiagramm mit den Versuchen verglichen dargestellt (Abbildung 7.12).
Das Schwingfestigkeitsdiagramm ist kein {ibliches Wohlerdiagramm, da auf der
Ordinate nicht die Spannungsamplitude am Rissentstehungsort, sondern die Kraft-
amplitude auf das Bauteil dargestellt ist (diese beiden Werte hangen jedoch direkt
voneinander ab). Die Schwingspielzahl auf der Abszisse entspricht der Schwing-
spielzahl bis zum kompletten Versagen des Bauteils und nicht bis zum ersten Riss.
Die Messresultate liegen trotzdem sehr gut auf einer Geraden.

Man kann erkennen, dass bei jedem Versuch mit Versagen die berechnete Beul-
last tiberschritten wurde (mit einer Genauigkeit von 5%). Die Versuche haben also

gezeigt, dass beim Uberschreiten der berechneten Beullast im Versuch Beulversa-
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gen auftritt. Bei niedrigeren Lasten (Lebensdauer von tiber 10° Zyklen) konnte
kein Beulen in den Proben nachgewiesen werden, sodass die Simulationen sehr
gut mit den Versuchsergebnissen {ibereinstimmen.

Die Versuchsergebnisse (Abbildung 7.12) zeigen auch, dass eine Probe, die hun-
derttausend Zyklen hilt, nur etwa 10% hohere Lasten ertragen kann als eine Pro-
be, welche eine Lebensdauer von einer Million Zyklen hat. Wegen der sehr flachen
Schwingfestigkeitskurve (L-Richtung: k=26, W-Richtung: k=23) entsteht keine be-
deutende Uberdimensionierung mit der Annahme, dass kein Beulen akzeptiert
wird. Aufgrund der nichtlinearen Effekte beim Beulvorgang entsteht diese aufSer-
gewohnlich flache Kurve. Wenn die Beullast erreicht wird, steigen die Spannungen
fast sprunghaft an.

Lastamplitude [N]
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Abbildung 7.12: Schwingfestigkeit unter 3-Punkt-Biegung: Vergleich Experimente mit Be-

rechnung
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8.1 EXPERIMENTELLE ERGEBNISSE: 3-PUNKT BIEGUNG MIT SCHUBVERSAGEN

Wenn der Versuchsaufbau aus Kapitel 7.1 so modifiziert wird, dass die Kréfte we-
niger konzentriert eingeleitet werden (reduzierter Druck bei gleicher Last), dann
ist die beobachte Versagensform nicht mehr Beulversagen, sondern Schubversa-
gen (Kapitel 2.2). Im 3-Punkt Biegeversuch kann die Kraft besser verteilt werden
als mit einer Stahlrolle (Kapitel 7.1), indem die mittlere Rolle der Krafteinleitung
durch eine Rolle mit grofierem Durchmesser und einer niedrigeren Steifigkeit er-
setzt wird. In diesem Fall wurde ein Durchmesser von 76 mm und als Material
ein Polyurethan Kautschuk (Vulkollan) gewéhlt (vgl. Kapitel 6.5), was zu einer et-
wa zehn Mal grofieren Lasteinleitungsfldache fiihrt. Die beiden dufieren Lagerrollen
sind identisch wie im Kapitel 7.1 (Stahlrollen), da hier die Kraft nur halb so hoch
ist wie bei der mittleren Rolle und deshalb sind hier keine Schdden zu erwarten.

Kraftsensor

Wegsensor

Krafteinleitung

TF/z TF/Z

Hydraulischer Zylinder
mit Wegsensor

Abbildung 8.1: 3-Punkt Biegeversuch mit weicher Krafteinleitung
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In Abbildung 8.1 ist der Versuchsstand mit der weichen Krafteinleitung dar-
gestellt. Der Versuchsaufbau ist identisch mit dem aus Abbildung 7.2, aufler der
gednderten Krafteinleitung.

Quasistatische Versuche wurden mit einer sehr langsamen Hubgeschwindigkeit
von T mm/min durchgefiihrt. Es wurden Proben in L- und in W-Richtung sowie
Zellgrofsen von 6,4 mm und 9,6 mm getestet. Die Ergebnisse konnen in einem Kraft-
Weg-Diagramm miteinander verglichen werden (Abbildung 8.2). Bei allen Proben
sind anfangs dhnliche Steifigkeiten erkennbar, da die Anfangssteifigkeit vor allem
von den Deckblechen abhédngt (Kapitel 4.2). Die Festigkeit, das heifst die maximal
ertragbare Kraft, hiangt jedoch sehr stark von der Kerngeometrie ab. Die Zellgro-
en beider untersuchten Zellgeometrien liegen um Faktor 1,5 auseinander, dhnlich
wie das Festigkeitsverhiltnis (Abbildung 8.2) und die Dichte (Tabelle 1.1) beider
Zellgrofen.

4000 - - . : .
6,4 mm L-Rtg
3500 6,4 mm W-Rtg |
~ 9,6mm L-Rtg
9,6 mm W-Rtg -
3000 [ o - - 7
2500 [ =
Z.
& 2000 [
—~
N
1500 [ 7
1000 [ i
500 [ .
0 ~ i i i i i
0 0.5 1 1.5 2 2.5 3

Weg [mm]

Abbildung 8.2: Kraft-Weg-Diagramme der statischen 3-Punkt Biegeversuche mit weicher
Krafteinleitung

Die Versagensform ist eindeutig Schubversagen (Abbildung 8.3). Die Probe ver-
sagt nicht genau unter der Krafteinleitung, wo die Druckspannung am hochsten
ist, sondern daneben, wo fast nur Schubspannungen im Kern wirken.

Neben den statischen Versuchen, wurden auch zyklische Versuche bei einem
Kraftverhiltnis von R = %ﬁgﬁ = 0,1 gefahren. Es wurde eine kraftregel-
te Belastung mit einer Frequenz von 5Hz und einer konstanten Kraftamplitude
gewdhlt. Ein typisches Weg-Zeit-Diagramm, welches aufgenommen wurde, ist in

Abbildung 8.4 dargestellt. Da viele tausende Zyklen dargestellt sind, ist das Sinus-
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Abbildung 8.3: Schubversagen
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Abbildung 8.4: Verschiebung iiber die Zeit der statischen 3-Punkt Biegeversuche mit wei-
cher Krafteinleitung
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signal nur als blaue Flache erkennbar. Wiahrend der ersten 9o% der Lebensdauer,
verandert sich die Amplitude und der Mittelwert des Weges kaum. Erst ganz am
Ende der Lebensdauer steigt der Mittelwert des Weges stark an, wobei die Am-
plitude dagegen fast konstant bleibt. Da sich der Weg-Zeit Verlauf wihrend der
ersten 90% der Lebensdauer kaum verdandert, sind hier auch noch keine Risse ent-
standen. Dies wurde an einigen Stichproben tiberpriift, indem ein Versuch vor
einem Versagen abgebrochen wurde, und die Proben visuell auf Risse untersucht
wurden. Diese Erkenntnis ist sehr wichtig, da dies tiberhaupt erst die Anwendung
der FKM-Richtlinie [14] im folgenden Kapitel rechtfertigt, welche nur bis zum tech-
nischen Anriss anwendbar ist.

Die Versuche wurden in drei verschiedenen Richtungen durchgefiihrt: 0° (L), 62°
und 90° (W), wobei 0° die steifste Richtung ist, 9o° die weichste Richtung und 62°
die schwichste Richtung (in dieser Richtung sind die Schubspannungen maximal,
wie im Kapitel 4.3 gezeigt).

Nach dem Erreichen des Abbruchkriteriums konnte der Schaden untersucht wer-
den. In den Abbildungen 8.5a ist der Schaden einer L-Probe dargestellt. Da sich
der Schaden ausschliefdlich im Wabenkern befindet, wurde ein Deckblech entfernt,
sodass der Kern im Ganzen erkennbar ist (Abbildung 8.5b). Auch in diesem Fall
befinden sich die Risse nicht genau unter der Lasteinleitung, sondern einige Zel-
len weit entfernt von dieser. Aus diesem Grund ist auch das zyklische Versagen
ein Schubversagen. Es sind mehrere einzelne Risse erkennbar, dadurch ist nicht
nur der Rissfortschritt fiir das Bauteilversagen verantwortlich, sondern auch das
gleichzeitige Auftreten von vielen Anrissen in der Zellstruktur. Auch in W- und in
62°-Richtung kann ein Schubversagen erkannt werden, da die Probe nicht am Ort
der Krafteinleitung, sondern etwas entfernt von dieser versagt (Abbildungen 8.7
und 8.8)

Die Risse wachsen vor allem in diagonaler Richtung, senkrecht zur ersten Haupt-
spannung (Abbildung 8.6). Dies ist jedoch nicht immer der Fall, teilweise treten
auch Risse senkrecht zur dritten Hauptspannung, also senkrecht zur Druckspan-
nung auf. Haufig treten auch Risse in horizontaler Richtung auf (45° zur ersten
Hauptspannung), oder auch eine Mischung von mehreren Risswachstumsrichtun-
gen. Auch in den Simulationen ist die hochstbeanspruchte Stelle nicht immer
gleich orientiert (Abbildungen 8.12 und 8.10).

Im folgenden Kapitel wird gezeigt, dass die Stellen mit Rissen auch die hochst-
beanspruchten Stellen sind.
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I——

Krafteinleitung _.c.

(a) Sicht auf ganze Probe (b) Sicht auf Probe mit entferntem Deckblech

Abbildung 8.5: Schubversagen des Wabenkerns einer L-Probe

F/2 F/2

i SIRNIE
AT AN PAN TN

Schubspannung

>

Abbildung 8.6: Skizzierte Wabenstruktur mit grofiter (blau) und kleinster Hauptspannung
(grin): Riss (rot) senkrecht zur ersten Hauptspannung dargestellt

93



94 SCHUBVERSAGEN IM 3-PUNKT BIEGEVERSUCH

Schubrisse

Plastische
Zonen

Abbildung 8.7: Schubversagen des Wabenkerns einer W-Probe nach 1'023’000 Zyklen bei
einer Lastamplitude von 720 N

Schubrisse

Plastische
Zonen

Abbildung 8.8: Schubversagen des Wabenkerns einer 62°-Probe nach 1°089’0oo Zyklen bei
einer Lastamplitude von 697,5 N
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In diesem Kapitel werden die 3-Punkt Biegeversuche aus Kapitel 8.1 in ANSYS
modelliert, um anschliefSend in Kapitel 8.3 einen Vergleich der Simulationsergeb-
nisse und der Versuchsergebnisse durchzufiihren. Bevor eine Ermiidungsberech-
nung durchgefithrt werden kann, muss sichergestellt werden, dass kein Beulen
auftritt. Wenn kein Beulen auftritt, kann eine statische Analyse durchgefiihrt wer-
den, welche als Grundlage fiir die Ermiidungsanalyse benutzt wird. Hierfiir wur-
de die Sandwichstruktur, wie im Kapitel 6.1 beschrieben, modelliert und vernetzt.
Anschlieffend konnen die Lasten in das Modell eingeleitet werden. Da die Last im
Versuch mit einer sehr weichen Rolle mit groffem Durchmesser eingeleitet wird, ist
die Last keine Linienlast, sondern ist als flachige Last anzusehen. Mit einer Druck-
messfolie kann gemessen werden, dass die Breite der Krafteinleitung je nach Last
etwa 10mm betrdgt. Einfachheitshalber wurden die beiden dufSeren Rollen durch
eine Linienlast modelliert. In diesem Fall ist die Annahme zuldssig, da diese Rollen
nur die Hélfte der Kraft der mittleren Rolle einleiten, sodass dort keine Schadigung
zu erwarten ist.

Abbildung 8.9: Finite-Elemente Modell des 3-Punkt Biegeversuches

Mit der gleichen Vorgehensweise, wie im Kapitel 7.2 beschrieben, werden die
Beullasten bestimmt, da eine Ermiidungsanalyse nur durchfiihrbar ist, wenn kein
Beulen auftritt. Die Beullasten sind in Tabelle 8.1 dargestellt. Diese berechneten
Lasten liegen tiber den Lasten, welche in den Versuchen benutzt wurden, also tritt
kein Beulen auf.

Zur Uberpriifung der Grélenordnung der Beullast, kann diese mit der theoreti-
schen Beullast aus Kapitel 4.1 verglichen werden. Eine Last von 3700 N entspricht
einem Druck von % = 4,87 MPa. Dieser Wert ist sehr dhnlich mit dem
theoretischen Wert von 4,7 MPa aus Tabelle 4.1.

Nachdem gezeigt wurde, dass kein Beulen auftritt, kann eine statische Analyse
durchgefiihrt werden. In Abbildung 8.10 sind die einzelnen Spannungskomponen-
ten im Kern einer W-Probe, welche mit einer Lastamplitude von 787N belastet

wird, dargestellt (die simulierte Last ist die maximale Last = 2]'7_807.]1\1 = 1750N

__ Minimale Last __ : . . .
da R = {iimalTast = 0, 1). Die Spannungen sind homogener verteilt, als bei den

Proben mit Beulversagen aus Kapitel 7.2, was sich positiv auf die Genauigkeit der
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Beullast Beullast

6.4 mm Zelle 9.6 mm Zelle
3-Punkt Biegung L-Rtg 3700 N 2300 N
3-Punkt Biegung W-Rtg 3150 N 1950 N
3-Punkt Biegung 62°-Rtg 3100N 1925 N
Food-Cart Roller 62°-Rtg  1950N 1200 N

Tabelle 8.1: Beullasten

Berechnung auswirkt. In den Simulationen erkennt man, dass im Wabenkern vor
allem Schub- (Tyy) und Druckspannungen (o, negativ) auftreten. Genau unter der
Lasteinleitung herrschen hohe Druckspannungen und genau neben der Krafteinlei-
tung herrschen hohe Schubspannungen. Da Druckspannungen das Material wenig
auf Ermiidung schadigen, ist die Schubspannung die relevante Spannungskompo-
nente. Deshalb konnen die kritischen Punkte mithilfe der Schubspannungen ermit-
telt werden.

I0ENECEN

anoimnonn |

Abbildung 8.10: Spannungen im Wabenkern wéhrend des 3-Punkt Biegeversuchs (Lastam-
plitude=787 N, W-Richtung, Elementkoordinatensystem)

An der kritischen Stelle kann eine Lebensdaueranalyse mithilfe der FKM-Richtlinie
durchgefiihrt werden [14]. In Tabelle 8.2 ist das Vorgehen der FKM-Richtlinie



8.2 ERMUDUNGSBERECHNUNG!: 3-PUNKT BIEGUNG MIT SCHUBVERSAGEN

fir den Belastungsfall der Abbildung 8.10 dargestellt. Die maximale Schubbelas-
tung betrdgt 108 MPa und die Normalspannungskomponenten liegen in diesem

Fall ungefahr bei Null (Abbildung 8.10). Daraus folgt die Spannungsamplitude =

(1—0.1)-Maximale Spannung __ Minimale Spannung : . .
> da R = Maximale Spannung — 0, 1. Die Materialwechselfestig-

keit fiir eine Million Lastzyklen stammt aus der experimentellen Untersuchung
aus Kapitel 5. Die FKM-Richtlinie beriicksichtigt zudem die Spannungsgradien-
ten. Das heifit, dass eine Schadigung wahrscheinlicher fiir ein Bauteil ist, wenn
ein grofieres Materialvolumen hoch beansprucht wird, als ein kleines Volumen.
Der Gradient wird nach FKM-Richtlinie von dem kritischen Punkt, senkrecht ins
Bauteilinnere berechnet. In unserem Fall gibt es keinen Gradienten iiber die Dicke
des Bauteils (sehr diinne Zellwédnde), was zu einem Konstruktionsfaktor von Eins
fithrt. Das Spannungsverhiltnis R = x;?:lﬁzﬁ zgzﬁﬂﬁg = 0,1 fithrt zu einem Mit-
telspannungsfaktor von 0,88. Das heifst, dass die Spannungsamplituden, welche
das Material tragen kann, um den Mittelspannungsfaktor kleiner sind, als wenn
das Spannungsverhiltnis R = —1 wiére. Der Betriebfestigkeitsfaktor wurde iterativ
verdndert, sodass der am Ende berechnete Auslastungsgrad eins betrdgt. In die-
sem Fall muss der Betriebfestigkeitsfaktor 1,21 sein, um einen Auslastungsgrad
von eins zu erhalten. Daraus folgt, dass die mittlere Lebensdauer (Py = 50%, Si-
cherheitsfaktor: 1) 80’000 Zyklen betrdgt.Im Versuch ist die Lebensdauer im Mittel
etwa doppelt so hoch.

Zur Bestédtigung, dass die Annahme die Normalspannungen zu vernachlédssigen
zuldssig ist, sind alle Spannungskomponenten aus Abbildung 8.10 oben in Abbil-
dung 8.11 an der kritischen Stelle {iber die Hohe h des Wabenkerns dargestellt.
Man kann erkennen, dass die Schubspannungen die Normalspannungen bei wei-
tem tiberschreiten und dass die Schubspannungen sehr gleichméflig tiber die Zelle
verteilt sind (Spannungsgradient sehr klein). Aufgrund der Biegebeanspruchung
ist die Normalspannung in x-Richtung unten (h=0,6 mm) positiv (Zug) und oben
(h=9,4 mm) negativ (Druck). Eine Normalspannung in y-Richtung ist fast nicht
vorhanden. Im unteren Diagramm in Abbildung 8.11 sind die Auslastungsgrade
(Auslastungsgrad = vorhandene Spannung / ertragbare Spannung) nach FKM-
Richtlinie [14] fiir alle Spannungskomponenten aufgetragen. Zudem wurde ein
zusammengesetzter Auslastungsgrad nach FKM-Richtlinie berechnet (nichtdukti-
les Aluminium: 50% Normalspannungshypothese und 50% Gestaltinderungsener-
giehypothese). Man erkennt, dass der zusammengesetzte Auslastungsgrad fast mit
dem Auslastungsgrad der Schubspannung iibereinstimmt, sodass es in diesem Fall
zuldssig ist, die Normalspannungen zu vernachlédssigen.

Ahnlich wie in W-Richtung kann eine Lebensdaueranalyse in L-Richtung durch-
gefiihrt werden. Die Spannungskomponenten sind in Abbildung 8.12 dargestellt,
und die Ermiidungsanalyse in Tabelle 8.3. Man kann sehen, dass die L-Probe eine
wesentlich hohere Lebensdauer hat, obwohl die Probe stdrker beansprucht wurde
(990N statt 787 N). Im folgenden Unterkapitel werden die Ermiidungsberechnun-
gen mit den Versuchen verglichen.
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Maximale Schubspannung an
der kritischen Stelle (Abbildung
8.10)

Schubspannungsamplitude
der kritischen Stelle (R=0,1)
Normalspannungsamplituden
an der kritischen Stelle
Zugdruckwechselfestigkeit (Ab-
bildung 5.6)
Schubwechselfestigkeit
Konstruktionsfaktor (Gute Ober-

flache, kein Spannungsgradient
senkrecht zur Oberfldche)

Bauteilwechselfestigkeit

an

Mittelspannungsfaktor (R=0,1)
Eigenspannungsfaktor
Bauteil-, Dauerfestigkeit”

Betriebsfestigkeitsfaktor (k = 13,
N =8-10% Np = 10°)
Bauteil-Betriebsfestigkeit
Sicherheitsfaktor
Auslastungsgrad

TMax = 108 MPa

—R) /2 Tmax = 48,6 MPa

ox ~0und oy ~ 0

ow 24 = 79,5MPa (N} = 10°)

Tw.s = Ow.za/V3 =45,9MPa (Ny = 1 o )

KWK'T_TILT.<] ~f (KRT )

=1

Twk = Tw,s/Kwk r = 45,9 MPa
Kax,« = 0,88 (Mittelsp.: 59,4 MPa)
Kgr=1

Tak = Kax,r - Kg,r - Twk = 40,25 MPa

KBK,T:( Dy1/k = 1,21

TBK = KBK,T . KE,T cTAK = 48, 69 MPa
j=1

_ Ta _
aBK,t = TeK/] 1

Tabelle 8.2: Ermiidungsberechnung in Anlehnung an die FKM-Richtlinie [14] fiir den Fall
aus Abbildung 8.10 (W-Probe, Py, = 50%): bei einer Lastamplitude von 787 N
versagt das Bauteil nach 80’000 Zyklen
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Abbildung 8.11: Verteilung der Spannungen und der Auslastungsgrade iiber die Hohe an
der kritischen Stellen fiir den Fall aus Abbildung 8.10 (W-Probe)
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Abbildung 8.12: Spannungen im Wabenkern wéhrend dem 3-Punkt Biegeversuch (Lastam-
plitude=99o N, L-Richtung, Elementkoordinatensystem)
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Maximale Schubspannung an
der kritischen Stelle (Abbildung
8.12)

Schubspannungsamplitude  an
der kritischen Stelle (R=0,1)

Normalspannungsamplituden
an der kritischen Stelle

Zugdruckwechselfestigkeit (Ab-
bildung 5.6)

Schubwechselfestigkeit

Konstruktionsfaktor (Gute Ober-
flache, kein Spannungsgradient
senkrecht zur Oberfldche)

Bauteilwechselfestigkeit
Mittelspannungsfaktor (R=0,1)
Eigenspannungsfaktor

Bauteil-, Dauerfestigkeit”
Betriebsfestigkeitsfaktor (k = 13,
N =3,9-10°, Np = 10°)
Bauteil-Betriebsfestigkeit
Sicherheitsfaktor
Auslastungsgrad

TMax = 76 MPa

o= (1—R)/2 - Tpmax = 43,2MPa

ox ~0und oy = 0

ow za = 79,5MPa (N = 10°)

Tw,s = Ow.za/V3 =45,9MPa (N =1 0)

Kwie = (142 (1)) &

=1

Twk = Tw,s/Kwk r = 45,9 MPa
Kax,« = 0,88 (Mittelsp.: 52,8 MPa)
Kgr=1

Tak = Kax,r - Kgr - Twk = 40,3 MPa
Kpkr = (R2)1/k =1,07

TBK = KBK,T . KE,T cTAK = 43,2MPa
j=1

_ Ta _
aBK,t = TeK/] 1

Tabelle 8.3: Ermiidungsberechnung in Anlehnung an die FKM-Richtlinie [14] fiir den Fall
aus Abbildung 8.12 (L-Probe, Py = 50%): bei einer Lastamplitude von 990 N
versagt das Bauteil nach 390’000 Zyklen
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83 VERIFIKATION DER ERMUDUNGSBERECHNUNG

Im Kapitel 4.3.2 wurde gezeigt, dass die Festigkeit einer Sandwichstruktur mit
Wabenkern sehr stark von der Orientierung des Kerns abhéngt. Aus diesem Grund
wurden die zyklischen 3-Punkt Biegeversuche in drei Richtungen untersucht: o°
(L), 62° und 9o° (W). 0° ist die steifste Richtung, 9o° die nachgiebigste Richtung
und 62° die Richtung mit der niedrigsten Festigkeit.

In Abbildung 8.13 sind die Ermiidungsberechnungen der drei Wabenorientie-
rungen mit den Versuchen verglichen [97]. Dabei ist nur der Bereich zwischen
10* und 10° Zyklen dargestellt, da in diesem Bereich die FKM-Richtlinie [14] gilt.
Man kann sehen, dass die 62°-Richtung auch im Versuch am schwiéchsten ist. In
L-Richtung stimmen die Versuchsergebnisse sehr gut mit den Simulationsergeb-
nissen {iiberein. Im W-Richung und 62°-Richtung wird die ertragbare Last in der
Berechnung um etwa 10% unterschitzt. Die kleine Abweichung ist unbedenklich,
da diese auf der konservativen Seite liegt. Die Steigungen der Berechnungskur-
ven und der Versuchsergebnisse stimmen auch sehr gut iiberein. Die Steigung der
experimentellen Ergebnisse ist in L-Richtung leicht steiler (k=11), und in W- und
62°-Richtung leicht flacher (k=17) als die angenommene Neigung der Materialwoh-
lerlinie (k=13).

1400 ; I . ; S
i S = : DL
1300 ; S 7
a0 ¢+ TR L
Py = 50%, k=13 o
1100 [ R N
';‘ - PuZSO()/o,i(=13
S 900 [T ST R
B ‘ Sl L SN : oL
e TS R
g 8oof ey ':':":;'Qo o R ¢ I I
g fno, L S 0 oo
2 Py =50%, k=13 v, ~. 2 PoS Do
= S S S T =28 o
700/ 8 LReg Test RN LR
L-Rtg Berechnung | S I R
o W—Rtg Test . . . . . S, ‘,'., -~
600 [ .
''''' W-Rtg Berechnung '
Q  62°-Rtg Test :
"""" 62°-Rtg Berechnung |- : Do Dol
500 ' e ' E—
10 10° 108

Schwingspielzahl

Abbildung 8.13: Schwingfestigkeitsdiagramme des 3-Punkt Biegeversuches fiir die 6,4 mm
Wabenzelle in verschiedenen Richtungen (Versagenskriterium: Abbildung

8.4)
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Die Ergebnisse der Berechnung und der Versuche kénnen auch fiir eine Zell-
grofle von 9,6 mm miteinander verglichen werden (Abbildung 8.14). In diesem
Fall stimmen die Berechnungen und die Versuchsergebnisse noch besser {iiber-
ein. In den Versuchsergebnissen gibt es immer eine gewisse Streuung, was aber

ganz normal ist. Hardrath et al. [52] haben Streuspannen von iiber 10 gemessen

__ Lebensdauer mit 10% Uberlebenswahrscheinlichkeit : _
(Streuspanne " Lebensdauer mit 9go% U'berlebenswahrscheinlichkeit)' Kotte und Eulitz [63 ] ha

ben in experimentellen Materialversuchen mit Stahl Streuspannen von 2,5 bis 3,5
ermittelt. Auch in diesem Fall kann man wieder deutlich erkennen, dass die L-
Richtung am stirksten ist, und die 62°-Richtung am schwiéchsten. Zudem sind die
Paneele mit einer Zellgrofie von 9,6 mm viel schwicher, als jene mit 6,4 mm Zelle.

900 : — T T ; T T T T
Pa = 50%, k=3~
700
= ool m Pa=S0%kety ]
v SeSL D ; S
- ~ o . . . . Lo
I=H KRR LNl : o
= e o '~io ; Lo
| T \.\ ..... O .............
ECL Pa=son ki TROL T
é) : R 0 : \\\ ‘O,
O LRigTest | 08 e T el
O W-Reg Test | S R
_____ W-Rtg Berechnung ‘ o
Q  62°-Rtg Test :
"""" 62°-Rtg Berechnung |-
. — i A

300
10 10° 106
Schwingspielzahl

Abbildung 8.14: Schwingfestigkeitsdiagramme des 3-Punkt Biegeversuches fiir die 9,6mm
Wabenzelle in verschiedenen Richtungen

Auf der Abszisse der Schwingfestigkeitsdiagramme ist die Anzahl Zyklen bis
zum kompletten Versagen dargestellt und nicht bis zum ersten Riss. Die Versuche
haben gezeigt, dass die Risswachstumsphase weniger als 10% der Lebensdauer
ausmacht. Diese Annahme kann trotzdem dazu fiihren, dass die Berechnung die
Lebensdauer leicht unterschitzt. Dies kann eine Erklarung sein, wieso verschiede-
ne Lebensdauerberechnungen zu konservativ waren. Es ist jedoch schwierig, den
ersten Riss im Versuch festzustellen, da dieser im Kern der Struktur versteckt ist.
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9.1 EXPERIMENTELLE ERGEBNISSE: PULSIERENDER ROLLENVERSUCH

Ein typischer Anwendungsbereich von Sandwichstrukturen sind Zwischendecks,
zum Beispiel in Flugzeugen. Diese Zwischendecks werden vor allem durch Per-
sonen und Gegenstidnde belastet, welche sich darauf bewegen. Das Rollen von
schweren Speisewagen iiber den Fufiboden erzeugt hohe Flichenpressungen, da
diese Wagen oft mit sehr kleinen Réddern bestiickt sind. Daher wurde von Luft-
fahrtunternehmen der sogenannte Food-Cart Roller Test entwickelt, der in Kapitel
10 vorgestellt wird. Zundchst wird in diesem Kapitel ein vereinfachter Test unter-
sucht, der sogenannte pulsierende Rollenversuch. Bei diesen Versuchen wird keine
Rollbewegung mit dem Rad erzeugt, sondern eine pulsierende Bewegung.

Der Versuchsaufbau dieses Tests ist in Abbildung 9.1 dargestellt. Das Paneel ist
auf allen vier Seiten mit mehreren Schrauben an einem sehr steifen Rahmen be-
festigt, so wie in der Praxis tiblich und wie beim Original Food-Cart Roller Test
(Kapitel 10). Die Rolle wird durch einen hydraulischen Zylinder pulsierend mit
einer Frequenz von 5Hz gegen das Paneel gedriickt. Hierbei erfolgt die Beanspru-
chung sinusférmig und mit konstanter Amplitude. Der getestete Fufsboden wird
von unten belastet, also umgekehrt wie in der Realitdt, was aber keinen Einfluss
auf die Ergebnisse haben sollte (Die Masse des Paneels ist viel kleiner als die an-
greifenden Kréfte).

Im Kapitel 4.3 wurde gezeigt, dass eine Kernorientierung von 62° am schwéchs-
ten ist. Aus diesem Grund ist das Rad der Lasteinleitung so gedreht, als wenn der
Wagen den Kern in 62°-Richtung tiberfdhrt. Die genauen Mafie des Paneels und
der Ort der Krafteinleitung sind in Abbildung 9.2 dargestellt. Das Rad hat das
gleiche Material und den gleichen Durchmesser wie die Rollen der 3-Punkt Biege-
versuche aus Kapitel 8. Nur die Breite der Rader betrdgt in diesem Fall lediglich
32mm.

Wihrend der pulsierenden Rollenversuche wurden mehrere Werte gemessen
(Abbildung 9.2). Genau neben dem Rad der Krafteinleitung wurde ein induktiver
Wegsensor befestigt, welcher den vertikalen Weg des Sandwichpaneels an diesem
Ort messen kann. Zudem wurden die vertikalen Verschiebungen und die Krafte
des Zylinders aufgezeichnet. Da die Kraftmessdose wahrend des Versuchs vom Zy-
linder beschleunigt wird, miissen die Beschleunigungskrafte von den gemessenen
Kréften abgezogen werden. Die Beschleunigungskrifte erhilt man aus einer Kraft-
messung, wenn der Versuch ohne das Vorhandensein eines Paneels gefahren wird
(in diesem Fall ist die Beschleunigungskraft weniger als 1% der Gesamtlast). Die
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Paneel

Rad

Wegsensor

Kraftsensor

Zylinder

Abbildung 9.1: Versuchsaufbau des pulsierenden Rollenversuchs

Druckfldche konnte mithilfe einer Druckmessfolie gemessen werden (diese Folie,
welche im Ausgangszustand weifs ist, verfarbt sich rot, wenn eine Drucklast auf
die Folie aufgebracht wird). Die Folie kann sehr gut benutzt werden, um die qua-
litative Verteilung der Last zu erkennen. Die Druckverteilung ist fast identisch mit
Abbildung 6.13. Zudem wurde auch die Zyklenzahl gezahlt und aufgezeichnet.

Dieser Test wurde nicht statisch durchgefiihrt, sondern nur zyklisch mit kon-
stanter Lastamplitude und einem Kraftverhiltnis von R = %ﬁg‘;ﬁ =0,1 (auch
bei diesem Versuch sind nur Druckkréfte moglich). Der Einfluss der Lastamplitude
wurde untersucht, indem diese fiir jeden Test neu gewidhlt wurde. Das Abbruch-
kriterium entspricht einem Anstieg des Mittelwertes der Zylinderverschiebung um
die Hélfte der Amplitude des Verformungsweges (identisch wie beim 3-Punkt Bie-
geversuch: Abbildung 8.4). Die Zylinderverschiebung tiber der Zeit sieht qualitativ
gleich aus wie in der Abbildung 8.4.

Nach Erreichen des Abbruchkriteriums konnte nur ein Schaden im Kern fest-
gestellt werden, das Deckblech war nicht beschéddigt. Genau unter der Krafteinlei-
tung befinden sich keine Risse (Abbildung 9.3). Dies bedeutet, dass kein Beulversa-
gen aufgetreten ist. Der Schaden verlduft fast kreisformig um die Krafteinleitungs-
stelle, wo die Schubspannungen am hochsten sind. Hieraus kann man schliefSen,
dass Schubversagen aufgetreten ist. Etwas weiter entfernt von der Krafteinleitung
sind wiederum keine Risse feststellbar.
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Abbildung 9.2: Geometrie, Befestigungsstellen und Sensoren am pulsierenden Rollenver-
such

Kein Schaden unter der
Krafteinleitung

Schaden um Krafteinleitung
wo der Schub maximal ist

Abbildung 9.3: Risse im Wabenkern nach einem pulsierenden Rollenversuch
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9.2 ERMUDUNGSBERECHNUNG: PULSIERENDER ROLLENVERSUCH

Genau wie beim 3-Punkt Biegeversuch ist als Basis der Ermiidungsberechnung
des pulsierenden Rollenversuches eine statische Analyse notig. Das Vernetzen mit
finiten Elementen der gesamten Probe mit Wabenkern benétigt viele Millionen
von Elementen. Diese Anzahl an Elementen ist mit der zur Verfligung stehenden
Rechenleistung nicht in einem verniinftigen Zeitrahmen berechenbar. Aus diesem
Grund wird die Simulation in einem ersten Schritt homogenisiert (Kapitel 6.3). Das
heifit, dass der Kern nicht als Wabe modelliert wird, sondern als homogenes Voll-
material, welches die gleichen Steifigkeits- und Querkontraktionswerte besitzt, wie
der Wabenkern (Steifigkeiten in Tabelle 6.1). Auf diese Weise kann die Elementzahl
stark reduziert werden.

Die berechneten Verschiebungen aus der Simulation mit homogenisiertem Kern
sind identisch mit denen aus einer Simulation mit Wabenkern. Die Spannungen
sind jedoch sehr verschieden. An Stellen ohne hohen Spannungsgradienten kon-
nen die berechneten Spannungen mit den Formeln aus Tabelle 6.3 in reale Span-
nungen umgerechnet werden. Jedoch an Stellen, wo hohe Spannungsgradienten
auftreten, konnen diese Formeln nur Anndherungswerte geben. Aus diesem Grund
wurde an der kritischen Stelle ein Submodell mit Wabenkern erstellt, wie in Kapi-
tel 6.4 beschrieben. Diese Methode liefert genaue Resultate, ohne dass die Berech-
nungszeit sehr hoch ist.

Beim pulsierenden Rollenversuch ist es noch wichtiger als beim 3-Punkt Biege-
versuch, die Lasteinleitung richtig zu modellieren. Der Schubfluss verteilt sich um
die Flache der Krafteinleitung, das heifit, dass der Schubfluss und die Lasteinlei-
tungsfliche invers voneinander abhidngen. Zur Untersuchung der Lasteinleitung
wurde im Versuch eine Druckmessfolie zwischen Lasteinleitung und Probe gelegt.
In Abbildung 9.4 ist die Rolle im belasteten Zustand und der Abdruck auf der
Druckmessfolie zu sehen. Die Intensitat der roten Farbe ist ziemlich gleichmafig
verteilt, sodass beim Kontakt zwischen einem Elastomer und Metall die Annahme
einer Hertzschen Pressung nicht angebracht ist. Eine einfache und gute Annahme
ist die gleichméfsiige Verteilung des Druckes an der Kontaktfliche, da das Elasto-
mer alle Unregelmaéfligkeiten durch Fliefien ausgleichen kann.

In Abbildung 9.5 ist die Vergleichsspannung im homogenisierten Kern nach von
Mises dargestellt, fiir eine Probe, welche mit einer Lastamplitude von 630N be-
lastet wird. Die dargestellte Spannung ist sehr klein, da diese Spannung auf den
homogenisierten Kern bezogen ist. Dies ist also keine reale Spannung, kann aber
benutzt werden, um die kritischen Punkte zu ermitteln. In diesem Fall ist der ein-
zige Ort mit hohen Spannungen die Umgebung der Krafteinleitung, weshalb ein
Submodell mit Wabenkern an diesem Ort erstellt wurde. Aus diesem Submodell
konnen die realen Spannungen in diesem Ort ausgelesen werden (Abbildung 9.6).
Im Gegensatz zum 3-Punkt Biegeversuch, wo im gesamten Bereich zwischen den
Krafteinleitungen die Schubspannungen fast identisch sind, sind hier nur weni-
ge Zellwiande hoch beansprucht. Der Berechnungsweg ist trotzdem identisch wie
beim 3-Punkt Biegeversuch (Kapitel 8.2) und dieser ist in Tabelle 9.1 zusammen-
gefasst. Wie schon in Abbildung 8.11 gezeigt wurde, ist es auch in diesem Fall
zuldssig nur die Schubspannungen und keine Normalspannungen zu berticksich-
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(a) Rolle (b) Abdruck Druckmessfolie

Abbildung 9.4: Abplattung der Rolle

Abbildung 9.5: Von Mises Vergleichsspannung im homogenisierten Kern: Spannungen ma-
ximal um Krafteinleitung (Lastamplitude: 630 N)
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tigen. Das berechnete Sandwichpaneel hat bei einer Lastamplitude von 630N im
pulsierenden Rollenversuch eine berechnete Lebensdauer von 130’000 Zyklen (Si-
cherheitsfaktor: 1).

HE0ONEDNN

(N[

Abbildung 9.6: Spannungen im Wabenkern wahrend dem pulsierenden Rollenversuch
(Lastamplitude=630 N, Elementkoordinatensystem)
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Maximale Schubspannung an
der kritischen Stelle (Abbildung
9.6)

Schubspannungsamplitude  an
der kritischen Stelle (R=0,1)

Normalspannungsamplituden
an der kritischen Stelle

Zugdruckwechselfestigkeit (Ab-
bildung 5.6)

Schubwechselfestigkeit

Konstruktionsfaktor (Gute Ober-
flache, kein Spannungsgradient
senkrecht zur Oberfldche)

Bauteilwechselfestigkeit
Mittelspannungsfaktor (R=0,1)
Eigenspannungsfaktor

Bauteil-, Dauerfestigkeit”
Betriebsfestigkeitsfaktor (k = 13,
N =1,3-10°, Np = 10°)
Bauteil-Betriebsfestigkeit
Sicherheitsfaktor
Auslastungsgrad

TMax = 104 MPa

a=(1—R) /2 Tpmax = 46,8 MPa

ox ~0und oy = 0

ow .a = 79,5MPa Ny = 10°

Tw,s = Ow.za/V3 =45,9MPa (N =1 0)

Kwie = (142 (1)) &

=1

Twk = Tw,s/Kwk r = 45,9 MPa
Kax,« = 0,88 (Mittelsp.: 57,2 MPa)
Kgr=1

Tak = Kax,r - Kgr - Twk = 40,3 MPa
Kpir = (RR)1/k=1,17

TBK = KBK,T . KE,T cTAK = 46,9MPa
j=1

_ Ta _
aBK,t = TeK/] 1

Tabelle 9.1: Ermiidungsberechnung in Anlehnung an die FKM-Richtlinie [14] fiir den Fall
aus Abbildung 9.6 (P, = 50%): bei einer Lastamplitude von 630N versagt das

Bauteil nach 130’000 Zyklen
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9.3 VERIFIKATION DER ERMUDUNGSBERECHNUNG

Zur Validierung der Berechnungsergebnisse werden diese in diesem Kapitel mit
den den Versuchsergebnissen verglichen. In Abbildung 9.7 sind die Berechnungser-
gebnisse als Linien dargestellt, und die Versuchsergebnisse als Punkte. Man kann
feststellen, dass die Berechnungsergebnisse in den meisten Fallen um weniger als
10% konservativ sind. Da die Abweichungen der Berechnung ausschlief3lich leicht
auf der konservativen Seite liegen ist die Berechnungsmethode gut geeignet fiir die
Dimensionierung von Bauteilen. Eine Ursache fiir die konservativen Ergebnisse ist,
dass die Risswachstumsphase in der Berechnung nicht bertiicksichtigt wird.
Zudem wird deutlich, dass die 6,4 mm Zellen eine hohere Festigkeit besitzen, als
die 9,6 mm Zellen. Der Unterschied der Festigkeit entspricht auch ungefdhr dem
Unterschied in der Dichte. Aus diesem Grund kann nicht gesagt werden, welche
Zellgrofie am besten ist. Eine hohere Festigkeit muss mit einer hoheren Dichte
bezahlt werden, wie bereits in den einfachen Formeln in Tabelle 4.2 erkennbar ist.
Eine Berechnung erlaubt es, die optimale Geometrie fiir jeden Fall zu wahlen.
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10* 10° 106
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Abbildung 9.7: Schwingfestigkeitsdiagramm des pulsierenden Rollversuches fiir zwei ver-
schiedene Zellgrofien
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10.1 EXPERIMENTELLE ERGEBNISSE: FOOD-CART ROLLER VERSUCH

Der gezeigte pulsierende Rollenversuch aus Kapitel 9.1 soll die Last von Speisewa-
gen in Flugzeugen nachbilden. Dieser Versuch hat jedoch den Nachteil, dass das
Rad keine Rollbewegung macht, was somit nicht der Realitdt entspricht. Im pulsie-
renden Rollenversuch ist die Last nur zeitabhdngig und nicht ortsabhédngig. Dies
fihrt dazu, dass die Spannungskomponenten im pulsierenden Rollenversuch sich
synchron schwellend verdndern, also sind die Hauptspannungsrichtungen kon-
stant. Um die rollende Last, also eine nichtsynchrone Last, untersuchen zu kénnen,
kann der Aufbau aus Abbildung 10.1 benutzt werden, der sogenannte Food-Cart
Roller Test [12, 15]. Dieser Test wird hédufig von Flugzeugherstellern vorgeschrie-
ben, um Fufiboden aus der Luftfahrt zu untersuchen. Der Versuchsaufbau besteht
aus einem mit Gewichten beschwerten Teller, welcher auf drei Rollen iiber zwei
fest eingespannte Proben im Kreis rollt. Der Teller dreht sich mit einer Geschwin-

digkeit von 20 mliln. Bei drei Rddern entspricht das einer Belastungsfrequenz von
einem Hertz. Da sich die Rader im Kreis bewegen, wird das Sandwichpaneel in
jeder Wabenkernorientierung belastet, sodass bei diesem Versuch der Kern immer

auch im schwiachsten Winkel belastet wird.

Bertihrungsloser kapazitiver
Wegaufnehmer

Last

Drehender Teller mit
3 Radern

Induktive Wegaufnehmer
Dehnmessstreifen
Zwei Sandwich Paneele

Mittleres Auflager (Stahlprofil)

Abbildung 10.1: Food-Cart Roller Versuchsaufbau, nach Spezifikation [12, 15]

113



114

FOOD-CART ROLLER VERSUCHE MIT SCHUBVERSAGEN

Die Sandwichpaneele haben die gleichen Dimensionen wie jene des pulsieren-
den Rollenversuches (Abbildung 10.2)). Die Einspannung ist auch gleich, nur dass
hier zwei identische Paneele nebeneinanderliegen. Der Versuchsstand ist so dimen-
sioniert, dass die Platte im gleichen Punkt belastet wird, wie beim pulsierenden
Rollenversuch, wenn das Rad auf der Position 62° steht. Die Rider sind identisch
bei beiden Versuchen.

Am Teller werden die vertikale Verschiebung mit einem beriihrungslosen kapa-
zitiven Wegaufnehmer und die Anzahl der Umdrehungen gemessen. Die gemes-
sene Verschiebung am Teller entspricht der Durchbiegung der Paneele an den drei
Rddern. Am Paneel werden an vier verschiedenen Orten die vertikalen Verschie-
bungen mit induktiven Wegsensoren gemessen (zwei Wegsensoren oberhalb der
Paneele, zwei unterhalb). Die horizontalen Dehnungen in den Deckblechen wur-
den an verschiedenen Orten mit Dehnmessstreifen gemessen (Abbildung 10.2).

X X X X X X X X AX
1003Mm
543mm
< X
P A
X X
>< O ><
XX Lox  oxery X yX
X X X X X X
X X
P A
D=76mm
< Rollspur b=32mm X
W
X | X
L
< Befestigungsschrauben P
X X X X ol X X X X

Abbildung 10.2: Geometrie, Befestigungsstellen und Sensoren im Food-Cart Roller Test
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Die Food-Cart Roller Versuche haben immer zum gleichen Schadensmechanis-
mus gefiihrt (Schubrisse — Eindriicken des Kerns — Deckblechversagen). Es konn-
te stichprobenartig {iberpriift werden, dass Proben, welche rechnerisch schon 0%
der gesamten Lebensdauer {iberstanden haben, trotzdem noch keine erkennbaren
Risse im Kern oder anderswo besitzen (analog zum pulsierenden Rollenversuch).
Das heifit, dass die Rissentstehungsphase bei weitem den grofiten Teil der Lebens-
dauer ausmacht. AnschliefSend treten einige horizontale Risse im Kern auf (Abbil-
dung 10.3). Diese Risse befinden sich genau unter der Fahrspur und nur in den
Wiénden, welche nahezu parallel zur Rollrichtung sind. Die Risse liegen immer
etwa 62° von der L-Richtung, also genau an der Stelle wo auch die pulsierenden
Rollenversuche durchgefiihrt wurden (Kapitel 9.1). Die Risse sind nur erkennbar,
indem das Paneel durch das Abnehmen eines Deckbleches geoffnet wird. Wahrend
der Versuche konnte keiner der angebrachten Sensoren diese ersten Risse messen.

Laufspur

Abbildung 10.3: Erste Risse entstehen erst, nachdem das Paneel 9o% seiner Lebensdauer
tiberstanden hat

(a) Eindriicken des Kerns bei 62° (b) Riss im Deckblech bei 62°

Abbildung 10.4: Nachdem mehrere Risse im Sandwichpaneel entstanden sind, treten Fol-
geschédden auf

115



116

FOOD-CART ROLLER VERSUCHE MIT SCHUBVERSAGEN

Wenn mehrere Risse an einem Ort entstehen, dann kann der Kern auf einmal die
Drucklasten nicht mehr tragen und beult. Wenn dies passiert, dann entsteht eine
Einbuchtung und der kapazitive Wegsensor am Teller kann den Schaden erkennen.
Ein Absacken des Tellers um 1 mm wurde als Schaden definiert (Abbildung 10.5).
Abbildung 10.4a zeigt den Schaden, nachdem ein Deckblech vom Paneel gelost
wurde.

OBF

Q6 F -

Weg [mm]

5 6 7 8 9 10
Zyklen x10°

Abbildung 10.5: Der kapazitive Sensor am Teller zeigt einen Schaden bei goo’ooo Zyklen

Nachdem ein Versagen aufgetreten ist, kann das Sandwichpaneel trotzdem noch
Lasten tragen, und der Versuch kann fortgesetzt werden. Man kann erkennen, dass
der Schaden immer weiter wachst, aber fast nur in die Drehrichtung der Last
(Abbildung 10.6).

Bei einer weiteren Belastung des Paneels nach einem Kernversagen wird das
obere Deckblech wesentlich hoher beansprucht, weil dieses jetzt auch Biegespan-
nungen ertragen muss. Dies fiihrt folglich zu einem Riss im Deckblech. Hierdurch
verliert die Platte wesentlich an Steifigkeit und kann die geforderten Lasten nicht
mehr tragen.

Die Versuche haben gezeigt, dass das Versagen immer bei ungefdhr 62° von der
L-Richtung auftritt (Abbildung 10.6). Dies passt zu den theoretischen Resultaten
aus dem Kapitel 4.3, wo gezeigt wurde, dass die Schubspannungen am hochsten
sind, wenn die Lasten 62° von der L-Richtung angreifen.
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Abbildung 10.6: Paneele des Food-Cart Roller Tests nach einem Versagen (Schaden tritt
immer bei ungefdhr 62° von der L-Richtung auf)
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10.2 ERMUDUNGSBERECHNUNG: FOOD-CART ROLLER VERSUCH

Der Food-Cart Roller Versuch ist um einiges komplexer als der pulsierende Rollen-
versuch. Der Ort der Krafteinleitung dndert sich kontinuierlich durch die rollen-
den Réider, was eine erste Schwierigkeit darstellt. Theoretisch kann dies simuliert
werden, indem zuerst eine vertikale Last eingeleitet wird und anschliefSend wird
der Ort der Last in der Simulation schrittweise verdndert. So konnte die gesam-
te Kreisbewegung der Rolle simuliert werden. In der Praxis wire eine sehr hohe
Rechenzeit bei diesem Vorgehen ein grofieres Problem. In der Umgebung der La-
steinleitung muss die Platte sehr fein vernetzt werden. Wenn die Last einen weiten
Weg zuriicklegt, dann muss diese fein vernetzte Flache sehr grofs sein. Aus diesem
Grund wird in den folgenden Abschnitten die Rollbewegung des Versuches in ei-
nem ersten Schritt mechanisch untersucht, sodass es nicht mehr notwendig sein
wird, die ganze Kreisbewegung der Lasteinleitung zu simulieren.

Dazu muss der hochstbelastete Winkel der Lasteinleitung bestimmt werden, der
am schadlichsten fiir die Struktur ist. Drei verschiedene Effekte konnten einen
Einfluss auf diesen Winkel haben:

¢ Ortsabhédngigkeit (Abstand zur Einspannung), aber ohne Einfluss der Durch-
biegung oder des Winkels der Lasteinleitung

¢ Einfluss der Durchbiegung des Paneels auf die Spannung

¢ Winkelabhingigkeit der Lasteinleitung (Rollrichtung), ohne Einfluss des Or-
tes oder der Durchbiegung

Die Ortsabhingigkeit ohne Einfluss des Winkels kann an einer Probe mit ho-
mogenisiertem Kern untersucht werden. Ein Wabenkern (z.B. die Orientierung)
hat bei diesem Effekt keinen Einfluss, sondern nur die Abstinde von den Ein-
spannungsstellen. Die Last wurde mittels einer Punktlast eingeleitet, damit die
Durchbiegung keinen Einfluss auf die Lasteinleitung hat. Die Vergleichsspannung
nach von Mises im Kern wurde fiir verschiedene Positionen der Punktlast berech-
net (Abbildung 10.7) und verglichen. Der Einfluss des Ortes auf die Spannungen
im Kern hat in den Simulationen jedoch nie um mehr als 1% variiert. Daraus kann
man schlieflen, dass der Kern fast ausschlieslich Schubspannungen aufnehmen
muss, weil Schubspannungen unabhédngig vom Hebelarm sind (Biegespannungen
wéren abhingig vom Ort).

Die Durchbiegung des Paneels hat einen Einfluss auf die Lastverteilung, da eine
gerade Rolle auf ein gekriimmtes Paneel wirkt. In Abbildung 10.8 ist die Durchbie-
gung des Paneels unter dem Rad dargestellt, bei einer Lage von 45°. Zwischen der
maximalen und der minimalen Durchbiegung liegen nur 25 um. Dies ist kleiner als
die Toleranzen des Rades, woraus man schlieflen kann, dass die Durchbiegung und
die daraus resultierende ungleichmafsige Lasteinleitung keinen relevanten Einfluss
auf die Lebensdauer hat.

In den Kapiteln 4.3.2 und 8.2 wurde schon gezeigt, dass die Orientierung des
Wabenkerns einen sehr grofien Einfluss auf die Lebensdauer haben kann. Da alle
anderen Einfliisse vernachldssigbar sind, wird der Kern an dem Ort versagen, wo
der Orientierungswinkel des Kerns am ungiinstigsten ist.
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Abbildung 10.7: Punktlast: Nur ein sehr kleiner Bereich bei der Krafteinleitung ist hoch
belastet, ansonsten sind die Spannungen fast null (Vergleichsspannung
nach von Mises im Kern dargestellt, dunkelblau: Spannung fast null)
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Abbildung 10.8: Durchbiegung [mm] des Paneels unter dem Rad, bei 45°
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In Abbildung 10.9 sind die Schub- und die Druckspannungen im Wabenkern
in der Mitte der Rollspur gezeigt. Dies sind simulierte Spannungen aus einer
Finite-Elemente Simulation. Die dargestellte Spannungsverteilung startet 40 mm
vor der Rolle und endet 40 mm dahinter in der Mitte der Rollspur. Genau unter der
Krafteinleitung sind hohe Druckspannungen und der Schub ist Null. Druckspan-
nungen haben jedoch nur einen kleinen Einfluss auf die Lebensdauer im Vergleich
zu den Schubspannungen, welche auf einer Seite der Rolle positiv und auf der an-
deren negativ sind. Das heif$t, dass die Schubspannungen in jedem Punkt der Roll-
spur wechselnd sind, also ist das Spannungsverhéltnis R = I\I\g;ﬁzllz g‘;ﬁﬁg =—1
Neben der Rollspur sind die Schubspannungen jedoch auf einer Seite immer posi-
tiv (R = 0) und auf der anderen Seite immer negativ (R = —oo, Abbildung 10.10).
Aus diesem Grund ist die Spannungsamplitude auf der Spur ungefdhr doppelt so
hoch wie neben der Spur.

----- Druckspannung
Schubspannung

Spannung [MPa]

i i ) i i i i i
-40 -30 -20 -10 0 10 20 30 40
X [mm]: Distanz vom Zentrum der Rolle

Abbildung 10.9: Spannungsverlauf unter der Krafteinleitung (Finite-Elemente Simulation)

Da die Schubspannungsamplituden auf der Rollspur am hdochsten sind, sind
die Zellen des Wabenkerns neben dem Rad nicht relevant fiir die Lebensdauerbe-
rechnung. Somit sind nur die Schubspannungen vor und hinter dem Rad relevant.
Daraus folgt, dass genau wie beim 3-Punkt Biegeversuch (Kapitel 8.2), eine Orien-
tierung des Kerns in 62°-Richtung am schwichsten ist. Somit sind die kritischen
Radpositionen bei 62°, 118°, 242° und 298°. Aus Symmetriegriinden werden diese
Punkte identisch belastet. Deshalb reicht es aus, nur eine einzige Radposition zu
simulieren, und zwar bei 62°. Dieses Wissen reduziert den Arbeitsaufwand erheb-
lich, da theoretisch unendlich viele Radpositionen moglich sind.

Die rollende Bewegung der Last bringt eine weitere Schwierigkeit mit sich, da
diese Belastungsart nichtsynchrone Beanspruchungen zur Folge hat. Die Druck-
und die Schubbelastungen sind also nicht konstant proportional iiber die Zeit. Es
existieren Methoden (z. B. im Anhang der FKM-Richtlinie [14]) zum Losen solcher
Probleme, welche jedoch grofitenteils sehr konservativ sind. Da die auftretenden
Druckspannungen unkritisch auf Ermtidung sind, wurde in den Berechnungen
angenommen, dass die Spannungen synchron sind (die Druckspannungen werden
in der Berechnung zu wenig berticksichtigt, was jedoch kaum Einfluss auf das
Ergebnis hat).
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Minimale Spannung ), ab-
4

Abbildung 10.10: Verschiedene Schubspannungsverhiltnisse (R = Maximale Spanntng

hingig vom Ort

Eine Beulanalyse hat gezeigt, dass Beulen im ungiinstigsten Fall (Linienlast bei
einem Winkel von 62°) erst bei 1950 N auftritt (Tabelle 8.1). Die Schubspannungen
im Kern fiihren aber schon bei kleineren Lasten zum Versagen, weshalb Schubver-
sagen auftreten wird.

Das Modell zur Ermittlung der statischen Spannungen ist identisch zum Modell
des pulsierenden Rollenversuches. Es musste nur ein Paneel des Food-Cart Rol-
ler Versuches modelliert werden, da beide Paneele unabhéngig voneinander sind.
Die Kontaktfliche zwischen dem Rad und dem Paneel ist jedoch verschieden von
der Kontaktfliche des pulsierenden Rollenversuches. Da die rollende Krafteinlei-
tung wechselnde Schubspannungen einleitet, diirfen beim Food-Cart Roller Test
nur etwa halb so hohe Lasten eingeleitet werden als beim pulsierenden Rollen-
versuch, um gleich hohe Spannungsamplituden zu erhalten. Aus diesem Grund
ist die Lasteinleitungsflache im Food-Cart Roller Test kleiner, was in der Simula-
tion beachtet werden muss (Vergleiche Abbildung 10.13 mit Abbildung 9.6). Die
Lasteinleitungsfldche je nach Last wurde in Abbildung 6.13 mithilfe von Druck-
messfolien untersucht.

Die Resultate der Simulation mit homogenisiertem Kern (Abbildung 10.11) kon-

nen mit den Sensorwerten aus den Versuchen verglichen werden (Abbildung 10.12).

Die Sensoren messen die vertikale Verschiebung und die Dehnungen des unteren
Deckbleches, genau unter der Rolle bei 62°. Die Maximalwerte der Messungen
sind nur sehr leicht hoher als die Maximalwerte in der Simulation. Die vertikale
Verschiebung und die radiale Dehnung sinken nie auf Null, da zu jedem Moment
mindestens eines der drei Rader auf dem Paneel steht. Aus diesem Grund ist das
Paneel nie komplett entlastet. Alle Simulationsergebnisse korrespondieren gut mit
den Versuchsergebnissen, sodass die Simulation validiert ist.
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N0CNRENN

—.b2z2E-04
LAT71E-04
.146E-03
.246E—-03
. 245503
. 444503

|
[
[
[
[
[
]
/
.

L 436F-03

Abbildung 10.11: Simulierte Verschiebungen und Dehnungen genau unterhalb der Lastein-
leitung wéhrend dem Food-Cart Roller Test (Rollspur eingezeichnet)



10.2 ERMUDUNGSBERECHNUNG: FOOD-CART ROLLER VERSUCH
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Abbildung 10.12: Gemessene Verschiebungen und Dehnungen genau unterhalb der La-
steinleitung wihrend dem Food-Cart Roller Test
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Wie im Kapitel 9.2 beschrieben, konnen die Ergebnisse des homogenisierten Mo-
dells benutzt werden, um die Randbedingungen fiir ein kleines detailliertes Sub-
modell zu liefern. Die einzelnen Spannungskomponenten des Submodells sind in
Abbildung 10.13 dargestellt, wenn das Rad mit 560N belastet wird und genau
bei 62° (kritische Position) steht. Die kritischen Zellwdnde sind jene, wo das Span-
nungsverhéltnis R = 1\1\//[[;21122112 ?;Ziﬁiiz = —1 ist. Das heif3t, dass nicht der hochst
beanspruchte Punkt (t = 55 MPa) kritisch ist, sondern der rot umkreiste Punkt, da
dieser auf der Rollspur liegt.

Mit den statischen Spannungswerten aus Abbildung 10.13, zusammen mit dem
Wissen, wo der kritische Ort ist, kann eine Ermiidungsanalyse durchgefiihrt wer-
den (Tabelle 10.1). Das Vorgehen ist gleich, wie im Kapitel 8.2 beschrieben, nur
dass der Mittelspannungseinfluss fiir die Schubspannungen wegfillt. Die Normal-
spannungen wurden in der Berechnung vernachldssigt, was auch zuldssig ist (Ab-
bildung 8.11). Fiir 350’000 Zyklen ist der Auslastungsgrad 1, was bedeutet, dass
die Struktur im Mittel nach 350’000 Zyklen geméafs FKM-Richtlinie versagen wird.
Im folgenden Kapitel wird dieser Wert mit den Versuchsergebnissen verglichen.

Maximale Schubspannung an Tnax =50MPa

der kritischen Stelle (Abbildung

10.13)

Schubspannungsamplitude an 74 =(1—R)/2:Tmax = 50MPa
der kritischen Stelle (R=-1)

Normalspannungsamplituden ox ~0und oy ~ 0
an der kritischen Stelle

Zugdruckwechselfestigkeit (Ab- ow .4 =79,5MPa (Ny = 10°)
bildung 5.6)

Schubwechselfestigkeit Tw,s = Ow zd/V3 V3 =45,9MPa (Ny = 10 )
Konstruktionsfaktor (Gute Ober- Kwk = n% . (1 ~f (KRT ) =
fliche, kein Spannungsgradient =1

senkrecht zur Oberfldche)

Bauteilwechselfestigkeit Twk = Tw,s/Kwk r = 45,9 MPa
Mittelspannungsfaktor (R=-1) Kax,r =1 (Mittelsp.: 0 MPa)
Eigenspannungsfaktor Kgr =1

Bauteil-, Dauerfestigkeit” Ak = Kax,r - Kgr - Twk = 45,9 MPa

Betriebsfestigkeitsfaktor (k = 13, Kk« = (32)/*=1,1
N =3,5-10°, Np = 10°)

Bauteil-Betriebsfestigkeit Tk = Kk x - Kgr - TaAk = 50, MPa
Sicherheitsfaktor j=1
Auslastungsgrad ABKx = 75075 = |

Tabelle 10.1: Ermiidungsberechnung in Anlehnung an die FKM-Richtlinie [14] fiir den Fall
aus Abbildung 10.13 (Py = 50%): bei einer Lastamplitude von 560N versagt
das Bauteil nach 350’000 Zyklen
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Abbildung 10.13: Spannungen im Wabenkern wéahrend des Food-Cart Roller Tests
(Last=560 N pro Rad, 62°, Elementkoordinatensystem)
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10.3 VERIFIKATION DER ERMUDUNGSBERECHNUNG

Die Berechnungsergebnisse der Food-Cart Roller Versuche in Kapitel 10.2 kénnen
in Schwingfestigkeitsdiagrammen (Abbildung 10.14) mit den Versuchsergebnissen
in Kapitel 10.1 verglichen werden. Die Schwingfestigkeitsdiagramme dhneln den
Kurven des pulsierenden Rollenversuches (Abbildung 9.7) sehr stark. Beide Versu-
che konnen fast identische Lastamplituden ertragen. Aufgrund des unterschiedli-
chen Lastverhiltnisses R beider Versuche ist die maximale Last des pulsierenden
Rollenversuches doppelt so hoch als beim Food-Cart Roller Versuch. Letzterer be-
sitzt also eine niedrigere Mittelspannung, jedoch ist die Lasteinleitungsflache auch
kleiner aufgrund der niedrigeren Last. Diese beiden Effekte 16schen sich gegensei-
tig teilweise aus, sodass die Kurven fast identisch aussehen.

900 T T T T oot i i i i T
Boof !
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o0 T 5 1

600 | REiE 2
E Tr=Q L : S
£ b :50/ :1'(~:'-:, - CDQAD: : o :dD:::
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104 10° 10°
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Abbildung 10.14: Schwingfestigkeitsdiagramm des Food-Cart Roller Versuches fiir zwei
verschiedene Zellgrofien

In Abbildung 10.6 wurde gezeigt, dass es vier schwéchste Stellen in den Panee-
len gibt, welche versagen konnen. Aus diesem Grund wurde der Versuch nach
einem ersten Versagen nicht gestoppt, sondern es wurde beobachtet, wann der
ndchste Schaden auftritt. Aus diesem Grund gibt es in Abbildung 10.14 bei jeder
Last immer mehrere Lebensdauerpunkte. Wenn der Schaden so stark ist, dass die-
ser den Versuchsaufbau beschddigen konnte, wurde der Versuch gestoppt. Aus
diesem Grund konnte in den meisten Féllen nur weniger als vier Messpunkte pro
Versuch ermittelt werden.
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Abbildung 10.15: Abdruck von 2 Radern des Food-Cart Roller Versuches: Hohe Streuung

Zudem fallt in Abbildung 10.14 auf, dass die Ergebnisse der 9,6 mm Zelle sehr
stark streuen. Dies ist aufgrund der Streuung der Materialparameter der Lastein-
leitung erklarbar. Die weichste Rolle (Abbildung 10.15 links) hat die Messpunkte
bei 700’000 Zyklen erzeugt. Die hirteste Rolle (Abbildung 10.15 rechts) den Mess-
punkt bei 22’000 Zyklen. Dies zeigt, dass die Lasteinleitung einen sehr grofsen
Einfluss hat. Die Streuung der Paneele dagegen ist viel kleiner, da die einzelnen
Messpunkte bei einer identischen Last sehr nahe zusammen liegen.

In Abbildung 10.14 kann man erkennen, dass die Berechnung leicht konservativ
ist. Eine Ursache hierfiir ist, dass die Risswachstumsphase in der Berechnung nicht
berticksichtigt wurde.
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11.1 EXPERIMENTELLE ERGEBNISSE: REALBAUTEILVERSUCHE

Neben den in Kapitel 8, 9 und 10 beschriebenen normalen rechteckigen Sand-
wichplatten, welche nur aus zwei Deckblechen und einem Wabenkern bestehen,
wurden auch kompliziertere Bauteile untersucht, welche unter anderem mit Aus-
sparungen, An- oder Einbauteilen versehen wurden. Diese Bauteile sind nahe an
Realbauteilen aus der Serienproduktion, sodass die herbeigefiihrten Schiaden auch
in der Realitidt auftreten konnen. Aus diesem Grund werden diese Versuche Real-
bauteilversuche genannt.

11.1.1  Rampe fiir Schienenfahrzeuge

Die in Abbildung 11.1 gezeigte Rampe dient gehbehinderten Menschen als Hilfs-
mittel zum Uberbriicken der Stufe zwischen Zug und Bahnsteig mit dem Rollstuhl.

Die untersuchten Rampen sind manuelle Rampen, welche bei Bedarf vom Bahn-
personal bedient werden. Diese Rampen sind in Langsrichtung klappbar ausge-
tiihrt, sodass diese gut in einem Schrank von Ziigen verstaut werden konnen. Hier
kommen Sandwichstrukturen zum Einsatz, um hohe Steifigkeit und Leichtbau zu
kombinieren.

Diese Rampe besteht aus mehreren Bauteilen, wie in der Abbildung 11.1 dar-
gestellt. Das grofse Profil aus Aluminium ist das schwerste Bauteil mit einem Ge-
wicht von 6kg. Dieses Profil hat die Funktion, sich im Zug festzuhaken, sodass
die Rampe nicht verrutschen kann. Am anderen Ende befindet sich ein weiteres
Aluminiumprofil von 2,2kg, welches den Ubergang vom Bahnsteig zur Rampe
bildet. Die Verbindung zwischen den beiden Rampenhilften ist mit zwei Schar-
nieren realisiert. An den Ridndern befinden sich zwei Wangen aus Aluminium
(0,8kg), welche das Abrutschen eines Rollstuhlfahrers von der Rampe verhindern
soll. An einer Wange ist noch ein Handgriff befestigt. Zwischen diesen Anbautei-
len befinden sich zwei Sandwichpaneele. Diese bestehen genau wie in Abbildung
1.1 beschrieben aus Aluminium Deckblechen (5,2kg), einem Kern aus Aluminium
(2,6 kg) und Klebeschichten. Zudem ist der Kern bei jeder Verschraubung und am
Rand mit einer Kunststoffmasse (Potting) gefiillt (Abbildung 11.2). Dies ist eine
Kunststoffmasse, welche im unausgehdrteten Zustand in den Kern gefiillt wird.
Nachdem die Pottingmasse ausgehértet ist, kann diese zur lokalen Verstarkung
des Kerns benutzt werden. Alle Bauteile sind verklebt und teilweise zuséatzlich
noch verschraubt oder vernietet.
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Kleines Aluminiumprofil(2,2kg)

Hintere Halfte gleich wie vordere

Aluminium Wangen (o,8kg)

Handgriff

Kern aus Aluminium (2,6kg)

Aluminium Deckbleche (5,2kg)

Scharnier

Grofies Aluminiumprofil (6kg)

Abbildung 11.1: Bauteile der Rampe

Abbildung 11.2: Wabenkern am Rand mit weifler Pottingmasse gefiillt
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Die Rampe hat eine Lange von 1800 mm und im auseinandergeklappten Zustand
eine Breite von goymm. Alle Komponenten der Rampe besitzen zusammen ein
Gewicht von ungefidhr 17 kg. Dieses Gewicht ist eigentlich zu hoch, um von jeder
Person bequem ohne grofse Kraftanstrengung bewegt zu werden. Daher werden in
Kapitel 11.2.1 Vorschldge gemacht, wie das Gewicht reduziert werden kann. Die
Rampe muss nach Verordnung [11] 300 kg tragen konnen, welche auf einer Flache
von 660 mm x 660 mm mittig eingeleitet wird.

Die Annahme der Verordnung, die Krafteinleitung auf einer Fliche von 660 mm
x 660omm einzuleiten, bildet die Realitdt nicht genau nach. Aus diesem Grund
wurde mit einer Druckmessfolie die Druckfldache der Rollstuhlrdder gemessen, fiir
den Fall, dass ein handelstiblicher Rollstuhl, mit einem Reifendruck von o,75 MPa
und einer Zuladung von 120kg, in einer Rampenneigung von etwa 20% steht. Im
Abdruck der Druckmessfolie (Abbildung 11.3) kann man erkennen, dass das Hin-
terrad eines Rollstuhls eine ovale Druckfldche erzeugt, welche relativ konstant be-
ansprucht wird.

7,5cm

<

1,5Ccm

Abbildung 11.3: Druckfliche des Hinterrades eines Rollstuhls bei einer Last von 120kg
und einem Reifendruck von o,75 MPa

Da die Verwendung eines richtigen Rollstuhlrades zur Krafteinleitung umstand-
lich gewesen wire, wurde die Last mit einem Elastomerstempel eingeleitet, wel-
cher eine dhnliche Kontaktfliche wie ein Rollstuhlrad besitzt. In Abbildung 11.4
ist der Versuchsaufbau dargestellt. Die Rampe ist symmetrisch beziiglich ihrer
Langsachse, was dazu fiihrt, dass es ausreicht, nur eine Hilfte der Rampe zu tes-
ten. Die Rampe wird von unten belastet, ist also umgekehrt angeordnet wie in der
Realitdt. Auf einer Seite ist die Rampe nur aufgelegt und kann horizontal gleiten
(entspricht Bahnsteig), auf der anderen Seite liegt die Rampe in einer Nut, sodass
sie nicht verschoben werden kann (Fest-Los-Lagerung).

Die Last wurde zyklisch in Sinusform mit konstanter Amplitude eingeleitet. Die
Belastung erfolgte kraftgeregelt. Zudem wurden Dehnmesssteifen und Wegsenso-
ren angebracht (Abbildung 11.4). Identisch wie bei den zuvor beschriebenen Ver-
suchen wurde ein Ansteigen des Mittelwertes der Zylinderverschiebung um 50%
der Amplitude der Zylinderverschiebung als Schaden definiert.

In Abbildung 11.5 ist das Versagen der Rampe dargestellt. Der Riss entsteht
genau an der Stelle, wo das Aluminiumprofil einen kleinen Radius hat. Das grofse
Aluminiumprofil ist also zugleich das schwerste und das schwéchste Bauteil. Dies
ist schon ein Hinweis, dass dieses Bauteil nicht optimal ausgelegt ist, was auch im
Kapitel 11.2.1 noch gezeigt wird.
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Abbildung 11.5: Versagen der Rampe: Riss im grofien Aluminiumprofil
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Wiéhrend der Versuche konnte zudem festgestellt werden, dass in der seitlichen
Wange ein Beulmuster entsteht (Abbildung 11.6). Aufgrund der Durchbiegung der
Rampe entstehen hohe Druckspannungen in der Wange. Weil die Wange sehr

diinn ist, wird die Beulspannung {iiberschritten, sodass ein Beulmuster entsteht.
Die Festigkeit der Rampe wird hierdurch jedoch nur unwesentlich eingeschrankt.

Es ist jedoch ein unschones Detail.

Abbildung 11.6: Wange beult bei einer Belastung
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11.1.2  Probe mit Aluminiumeinleger (Insert)

Da das Versagen der Rampen nicht im Sandwichpaneel stattfand, wurde die Ram-
pe so umgebaut, dass das Versagen in den Sandwichkern verlagert wird. Das grofie
Aluminiumprofil wurde durch ein kleineres rechteckiges Aluminiumrohr ersetzt,
welches stabiler ist. Die Mafse der neuen Probe sind in Abbildung 11.7 dargestellt.

1150
Alueinleger
-
¢ i ¢ 450
6o M8
250
1450

Abbildung 11.7: Probe mit Alueinleger

Um keine dhnliche Versagensform wie in Kapitel 9.1 zu erhalten, wurde die
Last nicht iiber ein Rad wie in Kapitel 9.1 eingeleitet, sondern es wurde ein Alu-
miniumeinleger in den Kern eingesetzt. Solche Aluminiumeinleger werden haufig
benutzt, um Verschraubungsstellen, welche Krifte tibertragen miissen, zu verstar-
ken (z.B. Befestigung von Sitzen im Flugzeug). In Abbildung 11.8 ist ein solcher
Einleger dargestellt, bevor die Deckbleche mit dem Wabenkern verklebt wurden.

In den Aluminiumeinleger wurde ein Gewindeloch gebohrt, sodass die Kraft
tiber dieses Gewinde eingeleitet werden kann (Abbildung 11.9). Der Versuchsstand
wurde mithilfe der Kraftmessdose, mit einem konstanten Sinussignal, kraftgeregelt
betrieben. Genau tiber der Krafteinleitung wurde ein Wegsensor angebracht. Die-
ser Wegsensor diente nur der Kontrolle des Wegsignals aus dem hydraulischen
Zylinder.

Die Versuche wurden bis zum Versagen der Probe durchgefiihrt. Die Proben
haben knapp neben dem Aluminiumeinleger versagt (Abbildung 11.10), wo die
Schubspannungen am hochsten sind. Das heifit, dass der Kern aufgrund der Schub-
spannungen versagte.
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Abbildung 11.8: Wabenkern mit eingefiigtem Aluminiumeinleger

Auflager

Probe

Lasteinleitung(Insert)

Sensorkabel (Wegsensor)

Kraftmessdose

Hydraulischer Zylinder

Abbildung 11.9: Versuchsaufbau zum Testen der Probe mit Insert
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Abbildung 11.10: Schaden im Wabenkern nahe dem Insert bei einer Lastamplitude von
1710 N nach 51000 Zyklen (Nur ein Viertel des Inserts dargestellt)
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11.1.3 Probe mit Bohrloch und Kernversagen

Um die Lebensdaueruntersuchungen zu komplettieren, werden in diesem Ab-
schnitt Proben mit Kerben untersucht. Getestet wurde eine Probe mit einem kreis-
formigen Loch (Durchmesser: 100 mm) in einem 3-Punkt Biegeversuch (Abbildung
11.11 und 11.12). Solche Locher konnen zum Beispiel als Kabeldurchfithrung die-
nen. Die Last wurde, wie in Abbildung 11.12 dargestellt, in 30 mm Abstand vom
Bohrloch eingeleitet. Der Wabenkern ist in 62°-Richtung orientiert, also in die
schwichste Richtung.

Kraftmessdose

Wegsensor

Krafteinleitung

Probe

Aussparung

Hydraulischer Zylinder

Abbildung 11.11: Probe mit Bohrloch, belastet in einem 3-Punkt Biegeversuch

Wie in allen im Rahmen dieser Arbeit durchgefiihrten Versuche wird die Last
kraftgeregelt und mit konstanter Amplitude eingeleitet. Identisch zu den ande-
ren Versuchen wurde als Abbruchkriterium das Ansteigen des Mittelwertes des
Zylinderweges benutzt. Es wurden mehrere Versuche bei verschiedenen Lastam-
plituden gefahren.

Abbildung 11.13a zeigt einen Riss, welcher nach 31’000 Zyklen bei einer Lastam-
plitude von 2160N beobachtet werden konnte. Dieser Riss hat die Probe jedoch
nicht stark geschwicht. Erst nach 85’000 Zyklen konnte ein weiterer Riss entdeckt
werden (Abbildung 11.13a). Anschlieffend wurde die Probe noch weiter bis zum
Erreichen des Abbruchkriteriums bei 170’000 Zyklen belastet.

Nachdem die Versuche abgebrochen wurden, konnte kein Schaden in den Deck-
blechen festgestellt werden. Zur Untersuchung des Kerns wurde ein Deckblech
von der Probe entfernt. Im Kern sind auf der Seite des Lochs mehrere Risse er-
kennbar (Abbildung 11.14), welche zum Versagen der Struktur gefiihrt haben.

Im folgenden Unterkapitel werden die Realbauteilversuche mithilfe der Finite-
Elemente-Methode simuliert, um anschlieflend die Versuchsergebnisse mit den Be-
rechnungsergebnissen vergleichen zu konnen (Kapitel 11.3).
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Abbildung 11.12: Geometrie und Lasteinleitung der Probe mit Bohrloch

(a) 317000 Zyklen (b) 85’000 Zyklen

Abbildung 11.13: Erster Riss nach 31’000 Zyklen, zweiter nach 85’000 Zyklen (Lastampli-
tude: 2160 N)
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Abbildung 11.14: Schaden nach 170’000 Zyklen (Lastamplitude: 2160 N)
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11.2 ERMUDUNGSBERECHNUNG: REALBAUTEILVERSUCHE
11.2.1  Ermiidung: Rampe fiir Schienenfahrzeuge

Es wurde ein Finite-Elemente Modell der Rampe mit relativ grobem Netz erstellt
(Abbildung 11.15). Die Randbedingungen wurden dem Versuch entsprechend an-
gebracht, sodass die Verschiebungen des linken grofien Aluminiumprofils in alle
Richtungen blockiert sind, und im rechten kleinen Profil sind nur die vertikalen
Verschiebungen (z-Richtung) blockiert. Die Krafteinleitung wurde {iber mehrere
Knoten verteilt in vertikaler Richtung eingeleitet, identisch wie im Versuchsauf-
bau. Der Kern ist in diesem Modell homogenisiert, da in einem ersten Schritt nur
das globale Verhalten der Struktur untersucht werden soll.

Translationsfreiheitsgrade

gesperrt Lasteinleitung Vertikale Translation
gesperrt

Abbildung 11.15: Finite-Elemente Modell der Rampe mit Randbedingungen

Nach Verordnung [11] muss eine Maximallast von 1500 N pro Rampenhilfte bei
sehr niedrigen Zyklenzahlen ertragen werden. Diese Last wurde hier auf 2200 N er-
hoht, um eher ein Versagen herbeizufiihren. Bei einer Belastung der Rampe wird
die seitliche Wange im oberen Bereich stark auf Druck beansprucht, sodass hier
Beulen auftreten kann. Aus diesem Grund ist es wichtig, grofie Verformungen in
der Simulation zu erlauben. Ansonsten kann ein Beulen dieser Wange in den Er-
gebnissen nicht erkannt werden. Abbildung 11.17 zeigt, dass bei einer Belastung
von 2200 N (jedoch auch aber schon bei tieferen Lasten) die Wange identisch wie
im Versuch (Abbildung 11.6) mit mehreren Verschiebungsmaxima und -minima
ausbeult. Dieses Beulen belastet die Verklebung stark und fiihrt zu hohen Bie-
gespannungen. Die Stabilitit der Rampe selbst ist jedoch nicht gefdhrdet, sodass
dieses Beulen einfach ignoriert wird. In den Versuchen hat dieses Ausbeulen mit
der Zeit auch zu einem Versagen der Klebeschicht zwischen der Wange und dem
Paneel gefiihrt.

Abgesehen von der seitlichen Wange treten im groflen Aluminiumprofil bei Wei-
tem die hochsten Spannungen auf (Abbildung 11.17: oberes Bild). Das Profil be-
steht aus einem oberen und einem unteren Blech, wobei das obere Blech bei einer
Beanspruchung der Rampe vor allem auf Druck beansprucht wird, und das untere
Blech auf Zug. Am Ort der hochsten Spannungen besitzt das untere Blech einen
engen Radius, um die Dicke des Profils fast schlagartig zu verdandern. Wenn ein
gebogenes Blech auf Zug beansprucht wird, dann entstehen Biegespannungen in
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Abbildung 11.16: Seitliche Wange beult in der Simulation mit gleichem Muster als im Ver-
such (Normalspannung dargestellt)

diesem Blech, welche sich wie in diesem Fall sehr negativ auf die Lebensdauer
auswirken.

Die Lebensdauer des Profils kann nach FKM-Richtlinie [14] berechnet werden.
Die Maximalspannung von 180 MPa (Abbildung 11.17) fiihrt zu einer Spannungs-
amplitude von 81 MPa. Das Material besitzt eine Wechselfestigkeit von etwa 70 MPa.
Dieser Wert ist nach Materialdatenblatt und FKM-Richtlinie abgeschédtzt, kann
jedoch leicht verschieden sein, da keine Materialversuche mit dieser Legierung
durchgefiihrt wurden. Unter Beriicksichtigung des Konstruktionsfaktors (0,96), Mit-
telspannungsfaktors (0,83) und Betriebsfestigkeitsfaktors (1,35), erhdlt man eine Le-
bensdauer von 93’000 Zyklen. Daraus folgt, dass das Profil fiir diese Anwendung
mehr als ausreichend dimensioniert ist, da 93’000 Zyklen bei einer Last von 2200 N
sehr hoch sind fiir eine Rampenhiilfte.

Eine Entschdrfung des Radius, wie in Abbildung 11.17 unten dargestellt redu-
ziert die Spannungen um tiber 60%. Zudem sinkt die gesamte Durchbiegung der
Rampe bei der neuen, im Vergleich zur urspriinglichen, Variante von 23mm auf
13mm. Theoretisch konnten die Wandstarken gedrittelt werden, und somit das Ge-
wicht auch, ohne Einschrankungen beztiglich der Festigkeit und der Steifigkeit zu
erhalten. Dies ist ein Verbesserungsvorschlag, der jedoch im Rahmen dieser Arbeit
nicht umgesetzt werden konnte.

Zudem sind die Deckbleche nur sehr wenig beansprucht (maximal 50 MPa). Aus
Sicht der Festigkeit konnte die Wandstarke der Deckbleche auch verringert werden.
Dadurch sinkt jedoch auch die Steifigkeit der Rampe, was dazu fiihrt, dass das
Gewichtseinsparungspotenzial limitiert ist.

Der Kern spielt nur eine kleine Rolle beziiglich der Steifigkeit, somit kann bei
diesem das Gewicht besser optimiert werden. Nach Verordnung [11] muss die
Rampe eine Last von 300kg auf einer Fliche von 4350 cm? ertragen. Die Simula-
tionen und Versuche haben gezeigt, dass der Kern diese Last dauerhaft ertragen
kann, wenn die Last auf einer Fliche von 10 cm? eingeleitet wird. Somit kann
ein Wabenkern mit einer wesentlich geringeren Dichte gewdhlt werden, und eine
Gewichtsreduzierung von 1kg ist problemlos moglich.

Mithilfe der vorherigen Untersuchungen und Lebensdauervorhersagen kann das
Gewicht der Rampe um mindestens 5 kg (grofSes Profil 4 kg + Kern 1 kg) reduziert
werden, was einer Gewichtsreduktion von 30% entspricht. Dies bringt eine Reduk-
tion der Materialkosten und somit auch der Gesamtkosten. Es konnte gezeigt wer-
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den, dass mithilfe von Finite-Elemente Berechnungen ein reales Bauteil optimiert
werden kann.

Originalprofil

-170
-131.1
—92.22
—53.33
-14.44
24.444
63.333
102.22
141.11
180

INCERRO

Leicht modifiziertes Profil

Abbildung 11.17: Normalspannungen im grofsen Aluminiumprofil: Originalprofil und Pro-
fil mit verbesserter Geometrie (Last: 2200 N)
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11.2.2 Ermiidung in der Nihe von Aluminiumeinleger

Aluminiumeinleger werden benutzt, um einen Kern lokal zu verstarken, zum Bei-
spiel in der Nahe von Verschraubungsstellen. In Abbildung 11.18 ist das Modell
mit Aluminiumeinleger dargestellt, welches in Kapitel 11.1.2 experimentell getes-
tet wurde. Um die Rechenzeit zu reduzieren, wurde mit einem homogenisierten
Modell und einem Submodell gearbeitet (Kapitel 6.4). Wie in der Realitét ist der
Einleger nur mit den Deckblechen verbunden und nicht mit dem Wabenkern. Die
Last wurde auf dem Aluminiumeinleger in vertikale Richtung eingeleitet.
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Abbildung 11.18: Verschiebung des gesamten Modells mit Aluminiumeinleger und homo-
genisiertem Kern (oben), anschliefend des Submodells (unten)

Die Ermiidungsberechnung funktioniert in diesem Fall sehr dhnlich wie im Ka-
pitel 9.2. Die Schubspannung von 108MPa (Abbildung 11.19) fiihrt bei einer Le-
bensdauer von 60’000 Zyklen zu einem Auslastungsgrad auf Schub von o0,97. In y-
Richtung ist die Normalspannung fast null. In x-Richtung ist eine Druckspannung
von 35MPa vorhanden. Durch die negative Mittelspannung hat die Druckspan-
nung nur einen sehr kleinen Einfluss auf die Lebensdauer. Der zusammengesetzte
Auslastungsgrad (Schub- und Normalspannungen) ist genau 1 bei einer Lebens-
dauer von 60’000 Zyklen.
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Abbildung 11.19: Spannungskomponenten im Submodell mit Wabenkern und Aluminiu-
meinleger bei einer Lastamplitude von 1710 N
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11.2.3 Ermiidung: Bohrloch und Kernversagen

In allen bisher analysierten Versuchen mit Schubversagen im Kern wurden im-
mer quaderférmige Kerne ohne Aussparung beansprucht. Dies fithrte dazu, dass
mehrere Zellwdnde des Kerns mit der maximalen Schubspannung beansprucht
wurden und somit hat ein Riss immer auch schnell zu einem gesamten Versagen
der Struktur gefiihrt.

Wenn ein Loch in der Struktur vorhanden ist, werden dagegen nur wenige Zell-
wénde um das Loch maximal beansprucht (Abbildung 11.20), sodass die Funktion
der Struktur bei einem Riss noch nicht beeintrachtigt wird. Risse in den hochst
beanspruchten Zellwéanden bedeuten noch kein Versagen der gesamten Struktur.
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Abbildung 11.20: Spannungskomponenten im Kern einer Probe mit Bohrloch (Lastampli-
tude=2160N, Kernorientierung 62°, Elementkoordinatensystem)

In der Simulation in Abbildung 11.20 ist die Probe mit 4800 N beansprucht. Ei-
ne maximale Last von 4800 N entspricht einer Lastamplitude von 2160N (R =

1{4/[31:;:112 ggznnﬁ?é = 0,1). Die hochstbeanspruchte Zelle am Rand der Aussparung
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wird mit 121 MPa beansprucht und hélt somit nach FKM-Richtlinie 18’000 Zyklen
(genau gleiches Berechnungsvorgehen wie in Tabelle 9.1). Die hochstbeanspruch-
te Zelle, welche sich nicht ganz am Rand der Aussparung befindet, {ibertragt nur
noch eine Schubspannung von go MPa, was einer Lebensdauer von 9goo’ooo Zyklen
entspricht. Man kann also erkennen, dass der Zeitpunkt eines ersten Risses und
eines Strukturversagens stark auseinanderliegen kann.

Wenn jedoch ein Riss entstanden ist, konnen sich die Spannungen umlagern, so-
dass andere Wabenzellen hoher beansprucht werden. Abbildung 11.21 zeigt, dass
die Nachbarzellen von einer zerstorten Zelle leicht hohere Lasten ertragen miissen.
Das heifdt, dass ein Riss immer weiter wachsen wird, bis zu einem Versagen der ge-
samten Struktur. Wie schnell dies passiert, ist jedoch sehr schwierig zu simulieren,
da die Struktur tiberall Klebestellen und Zelliibergdnge besitzt. Risswachstums-
berechnungen in diesen Strukturen sind noch unerforscht. Es kann also nur ein
erster Riss vorhergesagt werden, jedoch nicht seine Wachstumsgeschwindigkeit
(siehe Ausblick: Kapitel 13).

JRC0NDENN

Wabenkern
zerstort

Abbildung 11.21: Schubspanngen im Wabenkern einer Probe, wenn eine Wabenzelle zer-
stort ist
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Die Lebensdauervorhersagen der realen Bauteile sind in Abbildung 11.22 mit den
Versuchsergebnissen verglichen. Man kann erkennen, dass alle Ergebnisse weniger
als 10% in der Lastamplitude voneinander abweichen. Die Berechnungen, der Ram-
penversuche und der Versuche mit Bohrloch, liegen leicht auf der konservativen
Seite. Die Paneele mit Aluminiumeinleger wurden dagegen in der Berechnung
leicht tiberschétzt. Dies kann man auf eine unprézise Fertigung der Paneele zu-
riickfithren. In Abbildung 11.8 wird gezeigt, dass verschiedene Nachbarzellen des
Inserts schon bei der Fertigung beschadigt wurden.
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Abbildung 11.22: Schwingfestigkeitsdiagramm der Realbauteilversuche: Versuchsergebnis-
se und Berechnungsergebnisse

Abschliefiend kann man sagen, dass die Lebensdauer von allen getesteten Bau-
teilen mit einer gewissen Streuung sehr gut berechnet werden konnte. Eine Le-
bensdauerberechnung hiangt von sehr vielen Faktoren ab, sodass die ermittelten
Abweichungen fast nicht vermeidbar sind. Zum Beispiel eine Abweichung der
Lasteinleitungshédrte kann grofie Auswirkungen haben (Abbildung 10.15). Kotte
und Eulitz [63] haben zum Beispiel in einfachen experimentellen Materialversu-
chen mit Stahl Streuspannen von 2,5 bis 3,5 ermittelt.

Lebensdauer mit 10% Uberlebenswahrscheinlichkeit
Lebensdauer mit go% Uberlebenswahrscheinlichkeit

(11.1)

Streuspanne =

147



148 REALBAUTEILVERSUCHE

Da es vor diesem Projekt noch sehr wenig Wissen iiber Lebensdauerberechnun-
gen des Wabenkerns in der Literatur vorhanden war, konnen diese Resultate als
ein grofier Fortschritt gesehen werden.
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Zwei verschiedene Versagensarten des Wabenkerns aus Aluminium wurden un-
tersucht: Kerneinbuchtung und Schubversagen. Kerneinbuchtung tritt auf, wenn
eine Sandwichstruktur so stark mit einer Querlast beansprucht wird, dass die Wa-
benzellen im Kern beulen. In der Praxis sollen Sandwichstrukturen so dimensio-
niert werden, dass kein Beulen auftreten kann. Die Beullast kann mit einer Finite-
Elemente Simulation berechnet werden, sodass unterdimensionierte Stellen ver-
starkt werden konnen (hohere Kerndichte oder Kern lokal verstiarken mit einem
Einleger (Insert) oder einer Pottingmasse). Die zweite Versagensart, das Schubver-
sagen, kann mithilfe einer statischen Finite-Elemente-Analyse untersucht werden.
Anschliefiend ist es moglich die Lebensdauer in Anlehnung an die FKM-Richtlinie
[14] fiir Einstufenbelastung zu berechnen.

Das Beulversagen wurde mithilfe von zyklischen 3-Punkt Biegeversuchen expe-
rimentell untersucht und mit den numerischen Finite-Elemente-Analysen vergli-
chen. Die Proben haben im Versuch nicht versagt (Lebensdauer grofier 100 Zyklen),
wenn kein Beulen auftritt (in der Simulation). Wenn die Last jedoch die Beullast
tiberschreitet, steigen die Spannungen im Kern stark an, sodass die Lebensdauer
sehr schnell fillt (10% hohere Lastamplitude bewirkt eine Reduktion der Lebens-
dauer um Faktor 100). Aus diesem Grund darf ein Beulen nicht toleriert werden.

Die Lebensdauerabschdtzung bei Schubversagen wurde fiir zwei verschiedene
Zellgeometrien validiert. Zudem wurden mehrere unterschiedliche Belastungsar-
ten untersucht: 3-Punkt Biegeversuche, pulsierende Rollenversuche, Food-Cart Rol-
ler Versuche und Realbauteilversuche. Zu den Realbauteilversuchen gehoren Pro-
ben mit Anbauteilen, Einlegern (Inserts) und Aussparungen. In allen Fillen liegen
die Abweichungen zwischen den Versuchen und den Berechnungen bei maximal
10% der Lastamplitude, wobei die Berechnungen in den meisten Féllen konserva-
tiv waren.

Der Beanspruchungsverlauf der Food-Cart Roller Versuche wurde hergeleitet,
sodass die ortsabhédngige Lasteinleitung in einer statischen Finite-Elemente-Analyse
untersucht werden kann. Obwohl die Spannungen in diesem Fall nichtsynchron
verlaufen, kann die Lebensdauer trotzdem abgeschitzt werden. Beim Food-Cart
Roller Versuch erzeugt die Rollbewegung unter dem Rad einen wechselnden Schub-
spannungsverlauf iiber die Zeit. Aus diesem Grund diirfen die maximalen Krifte
nur etwa halb so hoch sein wie beim pulsierenden Rollenversuch (schwellender
Schubspannungsverlauf).

Die Realbauteilversuche haben gezeigt, dass eine Lebensdaueranalyse genutzt
werden kann, um das Gewicht eines Bauteils zu optimieren. Die Lebensdauerun-
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tersuchungen haben einerseits gezeigt, wann ein Bauteil versagt, und anderseits
wann ein Bauteil (teilweise) tiberdimensioniert ist. Es konnten mehrere Vorschla-
ge gemacht werden, wie die untersuchte Rampe optimiert werden kann. Zudem
konnte die Lebensdauerberechnung in der Umgebung von Einlegern und Einspa-
rungen verifiziert werden. In der Nédhe von Einsparungen kann es vorkommen,
dass die Risswachstumsphase viel grofSer sein kann, als die Rissentstehungsphase.
In diesem Fall kann die Entstehung der ersten Risse berechnet werden.

Eine Lebensdaueranalyse von Sandwichstrukturen soll wie folgt durchgefiihrt
werden:

Bestimmung der Beullast im Wabenkern
mittels einer Finite-Elemente-Analyse

Moglicherweise lokale Verstarkung des Kerns, so-
dass die reale Last die Beullast nicht iiberschreitet

Bestimmung der Spannungen in einer statischen Finite-
Elemente-Analyse mit homogenisiertem Kern und gro-
bem Netz (bei einer kleinen einfachen Probe kann
dieser und folgender Punkt weggelassen werden)

Lokalisierung der kritischen Punkte anhand der
Schubspannungen (diese iiberwiegen im Kern)

Moglicherweise Optimierung der Struktur

Bestimmung der genauen Spannungen an den kritischen Punkten
mithilfe eines Submodells mit fein vernetztem Wabenkern

Wenn moglich, Bestdtigung der Resultate mit Versuchen

Berechnung der Lebensdauer durch Anwendung der FKM-
Richtlinie unter Beriicksichtigung aller Einflussfaktoren
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Einige analytische Herleitungen haben es ermoglicht, den Einfluss der Kern-
orientierung auf die Schubspannungen zu ermitteln. Wenn der Wabenkern in L-
Richtung (0°) orientiert ist, sind die Spannungen minimal (weil die Spannungen
optimal verteilt sind). Die L-Richtung ist also zugleich die Orientierung mit der
hochsten Steifigkeit und der hochsten Festigkeit. In 62°-Richtung erreichen die
Schubspannungen im Wabenkern ein Maximum, somit ist dies die Orientierung
mit der niedrigsten Festigkeit (im Fall eines regelméfsigen Sechsecks wiren es 60°).
Die nachgiebigste Richtung ist dagegen nicht 62°, sondern die W-Richtung (90°).
Die 3-Punkt Biegeversuche wurden mit unterschiedlichen Kernorientierungen un-
tersucht, sodass bestitigt werden konnte, dass die L-Richtung fester ist als die
W-Richtung, und diese ist fester als die 62°-Richtung. Die Food-Cart Roller Versu-
che haben Versagen an vier verschiedenen Punkten gezeigt. An diesen Punkten
betragt die Kernorientierung immer 62°, sodass dies die schwéchste Richtung ist.

Da diese Richtungsabhéngigkeit der Spannungen in einem homogenisierten Kern
nicht erkennbar ist, wurde die Berechnung der realen Spannungen analytisch her-
geleitet. Identische Spannungen im homogenisierten Kern konnen je nach Kernori-
entierung um Faktor zwei voneinander abweichen. Vor allem an Stellen mit hohen
Spannungsgradienten ist es genauer, die Spannungen in einem Submodell mit Wa-
benkern numerisch zu bestimmen.
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In dieser Arbeit konnte ein Konzept zur Lebensdauerberechnung von Aluminium
Wabenstrukturen hergeleitet und validiert werden. Um die Lebensdauerberech-
nung von Sandwichstrukturen mit Wabenkern zu vervollstandigen, sollte in Zu-
kunft noch das Versagen der Klebeschicht untersucht werden. Dieses wurde in die-
ser Arbeit nicht untersucht, da dieses Versagen wahrend der Versuche auch nicht
aufgetreten ist. Dies konnte jedoch interessant sein, wenn ein schwécherer Kleb-
stoff oder eine andere Lasteinleitung (z. B. Abscherversuch) gewéhlt wird. Um ein
Klebstoffversagen mit der Finite-Elemente-Methode zu untersuchen, kann die Kle-
beschicht nicht wie in dieser Arbeit als einfache starre Verbindung angenommen
werden. Die genauen Materialparameter des Klebstoffes miissen bekannt sein, so-
dass dieser mit Volumenelementen realistisch modelliert werden kann. Aufserdem
benotigt das Modell wesentlich mehr Elemente, wenn realititsnahe Spannungen
in der Klebeschicht berechnet werden sollen.

In Kapitel 2.2 wurden noch weitere, etwas seltenere Versagensarten beschrieben,
welche noch untersucht werden miissen. Zudem kann der Einfluss von Einlegern
(Inserts) weiter untersucht werden, indem die Belastungsart, die Einspannungsart
und die Grofie variiert werden.

Es wurden nur Sandwichstrukturen mit Aluminiumdeckblech und Aluminium-
kern untersucht. Haufig bestehen Sandwichstrukturen jedoch auch aus Nomex,
Carbon oder anderen faserverstarkten Kunststoffen. Fiir diese Materialien ist die
FKM-Richtlinie, welche in dieser Arbeit als Basis der Ermiidungsberechnungen
gedient hat, jedoch nicht giiltig. Aus diesem Grund mdiissen fiir diese Materialien
neue Ermiidungskonzepte untersucht werden, oder moglicherweise reicht es aus,
die FKM-Richtlinie leicht anzupassen.

Die Lebensdaueranalyse in Anlehnung an die FKM-Richtlinie sollte mit ande-
ren Konzepten verglichen werden, zum Beispiel dem Bruchmechanikkonzept. Die-
ses kann benutzt werden, um die Risswachstumsgeschwindigkeit zu bestimmen.
Die Realbauteilversuche mit Bohrloch haben gezeigt, dass die Risswachstumspha-
se grofier sein kann, als die Rissentstehungsphase. Die Untersuchung von weiteren
Konzepten kann zu einer hoheren Genauigkeit der Resultate fiihren.

Zudem miissen noch verschiedene Einflussfaktoren auf die Lebensdauer unter-
sucht werden, wie den Temperatureinfluss oder den Einfluss der Belastungsge-
schwindigkeit (z. B. Stofie). Zudem sollte der Einfluss eines Initialschadens in der
Klebeschicht, dem Kern oder dem Deckblech untersucht werden.
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Ein weiteres relevantes Thema ist die Entdeckung von Schdden. Da sehr haufig
Schdden im Wabenkern entstehen, ist es wichtig die Schdden zu detektieren, ohne
die Struktur zerstoren zu miissen.

Schlussendlich miissen Sandwichstrukturen neben den mechanischen Anforde-
rungen moglicherweise auch Schalldimm- oder Warmedammvorgaben erfiillen,
welche untersucht werden sollen.
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MODELLERSTELLUNG IN ANSYS MIT APDL, VBA UND
EXCEL

Zur mechanischen Untersuchung der Sandwichstrukturen wird das Finite-Elemente
Programm ANSYS benutzt. Diese Software kann mit zwei unterschiedlichen Be-
nutzeroberfldchen bedient werden: ANSYS Classic oder ANSYS Workbench. Die

Workbench ist so ausgelegt, dass alle Optionen durch Mausklicks ausgewéahlt wer-
den konnen, sodass die Bedienung sehr einfach ist. Die benutzerfreundliche Ober-

flache der Workbench fiihrt jedoch auch dazu, dass noch nicht der vollstandige

Funktionsumfang von ANSYS Classic vorhanden ist. In dieser Arbeit wurde die

Classic Benutzeroberfliche gewahlt. Hier kann die gesamte Simulation (Modeller-
stellung, Losung und Resultatsanalyse) in der eigenen Programmiersprache APDL

(ANSYS Parametric Design Language) von ANSYS programmiert werden kann.

Die Erstellung des Modells in APDL hat den Vorteil, dass sich kleine Anpassun-
gen am Modell sehr einfach vornehmen lassen und sogar automatisieren lassen.

Man ist somit sehr flexibel.

Die Zellen des Wabenkerns sind regelméfiig tiber die Flache verteilt, sodass
die Geometrieerstellung sehr einfach programmiert werden kann (keine CAD-
Software ist notig). Die APDL-Codeerstellung wurde in Microsoft Excel program-
miert, da in Excel immer wiederkehrende Befehle sehr leicht (mit kleinen Modifi-
kationen) kopiert werden kénnen. Die Erstellung jedes Keypoints und jeder Flache
benotigt eine Codezeile, sodass in Excel sehr lange Codes erstellt wurden. Um dies
zu beschleunigen, wurde die Erstellung des Codes zur Erstellung der sehr regel-
maéfiigen Sechseckstruktur in der Excel Programmiersprache VBA automatisiert
(theoretisch kann dies auch in der ANSYS-Programmiersprache APDL gemacht
werden, der Autor findet es aber einfacher so). Nachdem der gesamte APDL-Code
in Excel erstellt wurde, kann dieser in ANSYS kopiert werden, und die gesamte
Simulation lduft durch, ohne irgendwas auswihlen zu miissen.

Die praktische Umsetzung ist in Abbildung A.1 dargestellt. Im abgebildeten
Excel-Interface konnen alle gewtiinschten Parameter (Geometrie, Materialien, La-
steinleitung, Imperfektionen und Simulationsparameter) eingetragen werden. Durch
einen Klick auf die Schaltfliche ,Codegenerierung” wird der VBA-Code ausge-
fithrt, sodass der ANSYS APDL-Code erstellt wird. AnschlieSend kann der Code
in ANSYS ausgefiihrt werden, indem die Schaltflache ,ANSYS BATCH RUN" aus-
gewdhlt wird.
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Natiirlich kann das vorher beschriebene Vorgehen auch mit einigen manuellen
Schritten kombiniert werden, wenn man nicht jeden Schritt programmieren moch-
te (z.B. Erstellung der Hexagonstruktur programmieren und anschlieffend noch
einen Einleger (Insert) manuell einfiigen). Im Prinzip kann man sagen, dass es
sich vor allem lohnt, den Teil der Simulation zu programmieren, welcher immer
wiederkehrt (in diesem Fall, vor allem die Modellierung einer Platte mit Waben-
kern). Teile die nur einmal simuliert werden miissen (z.B spezielle Anbauteile),
konnen manuell in ANSYS eingefiigt werden.
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MODELLERSTELLUNG IN ANSYS MIT APDL, VBA UND EXCEL

I?

Devﬁpe DuiRu A

at o @ o =

& _J‘! General Y ‘ﬂlnse
ER - @@ oy 3 Delete - | [3]- 4~
ek o » | w8 FiFormat~ 2~
Clipboard 1= Alignment 7 Number Cells Editing
B12 - ft- =IF{$B57=1;ROUND({D12/B8;0) *B3;ROUND(D13/B8;0)*B8)

| A !_g_'l'c bt F H J
1 | finish
2 |lclear .
3 | title, 3-PunktBieg Codegenerierung ANSYS BATCH RUN
4 |/prep?
5
5 INotation Eingabe Beschreibung Bsp. 1 Bsp. 2
T |!
8 |a= 3 |Zellenlange/d in L-Rig 3 4.5
9 |b= 6.4 |Zellenhihe in W-Rig 5.4 9.6
10 t= 0.08 |Dicke Waben 0.08 0.08]
11 h= 8.8 |Hohe Sandwich 8.8 18.8|
12 IL= I 180 |Lange Ungeschnitten 138 141
13 |Q= 160 |Breite Ungeschnitien 76 76
14 |tP= 0.6 : Dicke Deckplatte 0.6 0.6
15 |1 ke [ Werfestigungsmodell KINH KINH
16 |! 89500 |E-Modul Wabe 65500 69500
17| 0.33_ Querkontraktion Wabe 0.33 0.33
18 |! @I Spannungs- Dehnungskurve Wabe AlMn1Cu H18 AlMn1Cu H18
1.1 70500  |E-Modul Platte 63000 §3000
201 0.33 [CQuerkontraktion Platte 0.33 0.33
21 M Spannungs- Dehnungskurve Platie AlMg3 H44 AlMg3 H44
22 drehs= 0 |Unsymmetrische Kraft 01 0.3
23 [Kv= - 0 |Ungenauigket Waben Keypoints 0.2 0.2
24 |ey= 5= () DinneW, & Ot | Exzentrizitit Zylinder 1.5(StegLy-1.5] -1 B(StegW)ia
25 |dreh= -890 |Wabenrig -61.9275 -850
26 |Fi= 0 [Kraft auf Wabe (N/mm*2} 0.02 0
27 |hk= W 0.2 |Hohe Klebung 0.5 0.2
28 [t= 0.08 |Dicke Klebung 0.2 0.1
29 |FF= 2000 |Kraft (total auch bei symm} 1900 1800
30 |weg= | O ':n'l'q"sl 0 |Weggesteuert (nur bis time 1) -2 -2
31 |lager= 102 |Lagerabstand (Linien unten) 102 102]
32 |wegh= . 0 |Weg der horizontalen Bewegung 0 5
33 |weq ﬂie55=|D'q"'m‘E| 0 |Wieviel Fiessen (mm) 0 0.2
34! 69 | Ort feine Elemente
3a ! 0.5 |Grosse Elemente bei Krafteinleitung
36 !max_size 2 |Grosse grobe Elemente 0.3 0.5
37 |typ= @ 5ot @5 |1 e oder Bucking Anaiyse Stat Buckle
3B | Breite geschnitten
39! 138 |Lange geschnitten
40 lastbreite= 0 |Lastbreite (Linien oben)
41 |1 3 |Verschiebung Paneel
42 ! SHELL281 Elementtyp shell
Ha4rH '___ e S IDDN _fine_buck steg ~ 3P 64 L 4000N_fine _n_UE__ |
Ready | = |

Abbildung A.1: Excel-Interface zur Erstellung des ANSYS Codes







VORGEHEN IN ANLEHNUNG AN DIE FKM-RICHTLINIE

An dieser Stelle wird die ortliche Lebensdauerabschitzung in Anlehnung an die
FKM-Richtlinie erldutert. Neben der ortlichen Lebensdauerabschidtzung konnen
nach der Richtlinie auch Nennspannungsnachweise (statisch und zyklisch) durch-
gefiihrt werden. Die FKM-Richtlinie gilt im Maschinenbau und in verwandten Be-
reichen der Industrie fiir geometrisch beliebige Bauteile, mit oder ohne Schweif3ver-
bindungen. Die Ermiidungsberechnung kann zur Bestimmung eines technischen
Anrisses in Aluminium oder Stahlbauteilen fiir Zyklenzahlen ab 10 benutzt wer-
den. Zulassige Temperaturen bei Aluminiumwerkstoffen sind -25°C bis 200°C.

Im Folgenden wird das Vorgehen fiir flichenférmige Bauteile erldautert (jedoch
ist die FKM-Richtlinie auch fiir stab- und volumenférmige Bauteile anwendbar).

A. Die kritische Stelle, wo die Richtlinie angewendet wird, muss bestimmt wer-
den (zum Beispiel aus der Vergleichsspannung einer FEM-Simulation).

B. Die Spannungsamplituden oy o 0y,q und Tyy,q sowie die Spannungsmittel-
werte Oy m Oy,m und Tyy,m miissen an der kritischen Stelle ermittelt werden
(zum Beispiel aus der FEM-Simulation). Das Spannungsverhéltnis R ist das
Verhiltnis zwischen der Unter- und der Oberspannung: R = .

c. Der einzige Werkstoftkennwert, der vorausgesetzt wird, ist die Zugfestig-
keit Ry, mit Py = 97,5%. Allerdings werden in dieser Arbeit experimentell
ermittelte Werte fiir Py, = 50% verwendet. Mit aluminiumspezifischen Kenn-
werten kann aus der Zugfestigkeit die Wechselfestigkeit des Materials auf
Zug und auf Schub berechnet werden (Ny = 10°): ow .4 = fw.o - Rm und
Tw,s = fwr - ow zq (Fir Aluminium: fy o = 0,3 und fw . =1/ V/3). Beim
Auftreten von hohen Temperaturen muss noch ein Temperaturfaktor bertick-
sichtigt werden.

D. Ein Konstruktionsfaktor Kyyk, .. kann bestimmt werden, welcher aus mehre-
ren Faktoren zusammengesetzt wird: Stiitzzahl n, Materialkonstante K¢, Rau-
heitsfaktor KR  Randschichtfaktor Ky und Schutzschichtfaktor Ks: Ky .

. —. Der Stiitzfaktor kann aus den Spannungsgradlen-
" (1+Kf (Kk,mi )) Ky Ks.
ten senkrecht zur Oberflache bestimmt werden.

E. Die Bauteilwechselfestigkeiten betragen: ok = ow .q4/Kwk,s und twx =
T™w,s/Kwk, -
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F. Die Bauteil-Dauerfestigkeiten mit Mittelspannungen und Eigenspannungen
betragen: ook = Kak,o - Kg,o - 0wk und tak = Kak,r - Kg,r - Twk, wobei der
Mittelspannungsfaktor Kak,.. von der Mittelspannung und der Mittelspan-
nungsempfindlichkeit des Materials abhadngt.

G. Der Betriebsfestigkeitsfaktor hdngt von der Zyklenzahl ab: Kgx,. = (N D/ N) 17k
(falls konstante Amplitude).

H. Anschliefend kann die Bauteil-Betriebsfestigkeit berechnet werden: ogx =
Kgk,o - 0ak und Tgx = Kpk,t - TAK-

I. Sicherheitsfaktoren j werden bestimmt.

J. Fiir jede Spannungskomponente wird ein einzelner Auslastungsfaktor be-

70_“” < 1T und apx,t = 7’5;(0/]' <1

stimmt: agk o = T

K. Durch eine Mischung der Normalspannungshypothese und der Gestaltande-
rungshypothese wird aus den einzelnen Auslastunsfaktoren der Spannungs-
komponenten ein zusammengesetzter zyklischer Auslastungsfaktor bestimmt,
der kleiner als 1 sein muss (fiir sehr duktiles Material wird die Gestaltande-
rungshypothese benutzt).

Dieses Vorgehen wurde in Matlab fiir flichenformige Bauteile programmiert.
Die Spannungen aus der Finite Elemente Simulation und die Materialparameter
miissen eingesetzt werden, sodass man die Lebensdauer oder den Auslastungs-
grad als Ergebnis erhalten kann. Dies muss jedoch fiir jeden kritischen Punkt wie-
derholt werden.

Wenn die Lebensdauer nicht nur in einzelnen Punkten, sondern iiber das ganze
Volumen dargestellt werden soll, existieren kommerzielle Programme, welche dies
machen konnen (z. B.: FEMFAT, nCode, AutoFENA3D oder fe-safe)



BEISPIEL DER AUSLEGUNG EINER SANDWICHSTRUKTUR
IM DETAIL

In diesem Anhang wird eine komplette Lebensdauerabschidtzung des Food-Cart
Roller Tests fiir die 9,6mm Zelle fiir eine Last von 420N pro Rad Schritt fiir Schritt
dargestellt. Die Beschreibungen werden moglichst klar formuliert, jedoch ist eini-
ge Erfahrung des Anwenders fiir jede Lebensdaueranalyse notig. Der Anwender
benotigt das Gefiihl, wie genau die Randbedingungen gesetzt werden miissen und
wo genau die Lebensdaueranalyse durchgefiihrt werden soll.

Die Dimensionierung eines Paneels ist ein iterativer Prozess. Es muss eine de-
finierte Geometrie angenommen werden, sodass ein Lebensdauernachweis durch-
gefiihrt werden kann. Wenn dann die berechnete Lebensdauer nicht den Anfor-
derungen entspricht, konnen die Geometrie oder die Randbedingungen iterativ
angepasst werden, um im Lebensdauernachweis die gewiinschten Ergebnisse zu
erhalten.

Der Lebensdauernachweis kann entweder anndhernd analytisch durchgefiihrt
werden, oder es konnen genauere Ergebnisse mithilfe einer Finite-Elemente Simu-
lation erreicht werden. Da eine analytische Berechnung mit sehr geringem Auf-
wand schon sehr gute Anhaltswerte liefern kann, wird hier mit einer analytischen
Bewertung begonnen.

Bevor jede Art von Berechnung durchgefiihrt werden kann, miissen immer zu-
erst alle Randbedingungen bekannt sein. In diesem Fall ist die Lasteinleitungsfla-
che wichtig. Dies wurde in Abbildung 6.13 untersucht, sodass die Last auf einer
Flache von 32 mm x 13 mm eingeleitet wird.

C.1 EINFACHE ANALYTISCHE BERECHNUNG

In Kapitel 4.3.2 wurde gezeigt, dass die Schubspannung in einer Zellwand des
Wabenkerns mit Formel C.1 abgeschitzt werden kann:

~ Kraft F/mn 420/12
T Fache h.t  88.008 ~0MPa (C1)

Es wird angenommen, dass die Kraft F eine gleichméfiige Schubspannung in
den n umliegenden Zellwdnden verursacht, sodass die Kraft pro Zellwand durch
n geteilt werden kann. n betrdgt in diesem Fall 12 (Abbildung C.1), was zu ei-
ner Spannung von 50 MPa fiihrt (Belastung in 62°-Richtung, da dies der kritische
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Winkel ist). Aus Abbildung 5.6 erhdlt man somit eine Lebensdauer von 250’000
Zyklen.

w4
\ A /
=W,
( el il
ol A =y
4 g ogs
Rl > o

Abbildung C.1: Lasteinleitungsflache auf dem Wabenkern (Schubfluss tiber 12 Wabenwin-
de)

Es ist zudem wichtig zu tiberpriifen, ob ein Beulversagen im Kern auftreten
kann. Eine Kraft von 420N auf einer Fliche von 32 mm x 13 mm entspricht einem
Druck von 1 MPa, was weit von der Beullast entfernt ist (Tabelle 4.1). Somit tritt
kein Beulen auf, sondern Schubversagen nach 250’000 Zyklen.

C.2 DETAILLIERTE FINITE-ELEMENTE BERECHNUNG

Eine detaillierte Finite-Elemente-Analyse ist ungleich aufwendiger als die analy-
tische Berechnung. Aufgrund der Grofle des Paneels des Food-Cart Roller Versu-
ches, muss dieses zuerst mit homogenisiertem Kern und grobem Netz modelliert
werden. Dieses Modell besteht aus 27 quaderformigen Volumen (2 Deckbleche &
1 Kern, jeweils in g Teilen: Abbildung C.2). Die Volumen wurden so unterteilt,
dass die Grenzen des mittleren Volumens (rot in Abbildung C.2) genau mit den
Réndern des spéteren Submodells tibereinstimmen (somit fallen die Knoten beider
Modelle genau aufeinander und es muss nicht interpoliert werden). Benachbarte
Quader besitzen gemeinsame Flachen, sodass diese nach der Vernetzung gemein-
same Knoten besitzen.



C.2 DETAILLIERTE FINITE-ELEMENTE BERECHNUNG

Zur Modellierung des homogenisierten Modells werden folgende Einstellungen
vorgenommen:

¢ Elementtyp: SOLIDg5

¢ Lineare Materialparameter aus Tabelle 5.1 und 6.1

¢ Vernetzung mit Quadern wie in Abbildung C.3 dargetellt

* Gelenkige Lagerung an den Randern (Abbildung C.3)

¢ Vertikale Lasteinleitung an der 62° Position des Rades (Abbildung C.3)
e Statische Analyse

¢ Kleine Verformungen

¢ Lineare Analyse mit nur einem Lastschritt

Abbildung C.2: Paneel mit homogenisiertem Kern besteht aus mehreren Volumen

Abbildung C.3: Vernetztes Paneel mit homogenisiertem Kern mit Randbedingungen
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Aus dieser Simulation kann die kritische Stelle ermittelt werden, es ist jedoch
nicht moglich genaue Spannungen im Wabenkern zu ermitteln. Die Ermittlung der
genauen Spannungen kann mithilfe eines Submodells mit Wabenkern und feinem
Netz durchgefiihrt werden (Abbildung 6.9):

Elementtyp fiir den Wabenkern: SHELL281

Materialparameter aus Tabelle 5.1 (nichtlinear, falls Beulen untersucht wer-
den soll)

Geometrie des Wabenkerns erstellen (Koordinatensysteme des Submodells
identisch wie beim homogenisierten Modell wéhlen). Dies kann automati-
siert werden wie in Anhang A beschrieben.

Den geklebten und den freien Wabenwinde miissen unterschiedliche Mate-
rialdicken zugeordnet werden.

Modellierung der Deckbleche als Flachen. Es wird keine Klebeschicht mo-
delliert, sondern eine perfekte Verbindung mit gemeinsamen Knoten an den
Verbindungspunkten

Flachen an Krafteinleitungsfliche mit Linien trennen, sodass der Ort der
Krafteinleitung richtig definiert ist (Abbildung C.4)

Vernetzung aller Flachen mit feinen Elementen

Fin Element des Wabenkerns kann mehrere Schichten in der Region der Kle-
beschicht besitzen (Abbildung 6.4)

Wenn die Deckbleche als Volumenelemente modelliert werden sollen, kon-
nen die Flichenelemente in Dickenrichtung in Volumen verwandelt werden
(sweep). In diesem Fall ist drauf zu achten, dass die Flichenelemente in die
Volumenelemente eindringen, sodass die Verbindung nicht gelenkig ist.

Alle Knoten am Rand des Submodells auswahlen und die Koordinaten dieser
Knoten in eine Datei schreiben lassen

Homogenisiertes Modell 6ffnen, und die Verschiebungen und Verdrehungen
an den vorher notierten Koordinaten auslesen lassen und in eine weitere
Datei schreiben lassen

Modell mit Wabenkern wieder 6ffnen und die Ergebnisse des letzten Schrit-
tes als Randbedingung definieren

Alle weiteren Randbedingungen festlegen (z. B. Krafteinleitung)
Je nachdem statische oder Beulanalyse auswéhlen

Bei einer Beulanalyse mit groflen Verformungen rechnen (nichtlineare stati-
sche Analyse oder Beulanalyse), ansonsten mit kleinen Verformungen (linea-
re statische Analyse)
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Abbildung C.4: Flachen bei Krafteinleitungsfliche mit Linien getrennt, sodass der Ort der
Krafteinleitung richtig definiert ist

Die Ergebnisse der Simulation sind in Abbildung C.5 und Tabelle C.1 dargestellt.
Man sieht, dass die analytisch berechnete Schubspannung von 50 MPa aus Anhang
C.1 sehr gut mit den numerischen Ergebnissen iibereinstimmt (Abbildung C.5). Da
die Spannung nicht perfekt um die Lasteinleitung herum verteilt ist, ist die nume-
rische Maximalspannung leicht hoher als die analytisch berechnete Spannung.
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NROONEONN
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Abbildung C.5: Spannungen im Wabenkern wihrend dem Food-Cart Roller Test
(Last=420 N pro Rad, 62°, Elementkoordinatensystem)
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Maximale Schubspannung an Tamax =56MPa
der kritischen Stelle (Abbildung
10.13)

Schubspannungsamplitude an 74 =(1—R)/2-Tmax =56 MPa
der kritischen Stelle (R=-1)

Normalspannungsamplituden ox ~0und oy = 0

an der kritischen Stelle

Zugdruckwechselfestigkeit (Ab- ow .4 =79,5MPa (Ny = 10°)

bildung 5.6)

Schubwechselfestigkeit Tw,s = Ow,zd/V3 V3 =45,9MPa (N} = O6
Konstruktionsfaktor (Gute Ober- Kwx r = n% . (1 (KRT )

flache, kein Spannungsgradient =]

senkrecht zur Oberfldche)

Bauteilwechselfestigkeit Twk = Tw,s/Kwk «r = 45,9 MPa
Mittelspannungsfaktor (R=-1) Kak«=1

Eigenspannungsfaktor Kgr=1

Bauteil-, Dauerfestigkeit” Tak = Kax - Kgr - Twk =45,9MPa

Betriebsfestigkeitsfaktor (k = 13, Kpkr = ( D)1/ = 1,22
N =7-10% Np = 10°)

Bauteil-Betriebsfestigkeit T8k = Kpx,r - Kgr - TaAk = 56 MPa
Sicherheitsfaktor j=1
Auslastungsgrad ABK = Tpo7f =

Tabelle C.1: Ermiidungsberechnung fiir den Fall aus Abbildung C.5 (Py = 50%): bei einer
Lastamplitude von 420 N versagt das Bauteil nach 70’000 Zyklen






DATENBLATTER

D.1 MECHANISCHE EIGENSCHAFTEN VULKOLLAN (HARTE 80 SHORE A)

Shore Harte DIN 53 505 A/D 84/32 | 89/36 | 92/40 | 95/45
Dichte DIN 53 479 Mg/m? 1,26 1,26 1,26 1,26
Spannung bei 100% Dehnung DIN 53 504 MPa 4.8 6,6 9,0 111
Spannung bei 300% Dehnung DIN 53 504 MPa 79 10,2 131 15,0
Rei¥festigkeit DIN 53 504 MPa 45,8 47,2 45,0 379
Reidehnung DIN 53 504 % 654 679 658 632
Riickprallelastizitat DIN 53512 % 60 60 59 57
Abrieb DIN 53 516 mm? 32 32 34 37
Taber (S 42/0,5 kp) DIN 53754 mg 3,5 4,0 6,1 7,5
Taber (H 18/1,0 kp) ASTM 1044-76 mg 11 14 13 10
WeiterreiRwiderstand DIN 53 515 KkN/m 33 42 58 65
WeiterreiRwiderstand DIN 53 507 KkN/m 33 44 59 50
Weiterreiwiderstand ASTM D 624-73 (C) | kN/m 66 118 137 157
Druckverformungsrest 23 °C/70 h DIN 53 517 % 10 11 12 13
Druckverformungsrest 70 °C/24 h DIN 53 517 % 20 20 21 22
Druckverformungsrest 23 °C/70 h ASTM 395-78 (B) % 9 12 12 13
Druckverformungsrest 70 °C/24 h ASTM 395-78 (B) % 15 16 17 18

Mechanische Eigenschaften von glykolvernetztem Vulkollan®
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DATENBLATTER

D.2 PRUFPROTOKOLL DER ALUMINIUMFOLIE FUR DEN WABENKERN

Laminazione Sottile S.p.A. CERTIFICATO DI CONFORMITA’
e A . e TEST CERTIFICATE
ASSICURAZIONE QUALITA $GS
QUALITY ASSURANCE SIH Elﬂ' )
Tel, 0823222111 201 IMKERT  No 11000046 DEL/DTD  7/02/11
Telefax  0823/451722-422134 o . . PAG [ 1)
Certificazione Sistema Qualitd
Cliente Conferma d'ordine Vs, Ordine
Custamer Our confirmation Your Order
EURQOCOMPOSITES SA (4501 ) 2010/1585-01 395124
Ms Codice Prodotto Vs, Prodotlo Stato Lega  Dimensioni in ordine
Our Product code Your Product Temper Alloy Dimension$ in order
4501 -000034 /4 1 H19 3003 0,08 x 1000
Cassa/Pallet Rotolo/Coil Colata/Casting Data Produzione/Production Date -
2011/05299 2010-11-0923 2010~ 00BB2-2 6/02/11
2011/05300 2010-11=-0923 2010- 006BZ-2 6/02/11
i" TTERISTICHE DIMENSIONALI RILEVATE / ACTUAL DIMENSIONS
Bolla lav./Cycle Caratteristica/Characteristic UM /MU
2010-21581 WIDTH i Min 1000, 0000 Max 1000, 1000
THICENESS mm Min 0, 0800 Max 0, 0850
CHROMATED LAYER{MG/M2) mg/mz Min 80,0000 Max 100, 0000
Cassa/Pallet Rotolo/Coil Colata/Casting Data Produzione/Production Date
2011/05285 2010-12-0258 2010- 00802-3 6/02/11
2011/05286 2010-12-0258 2010- 00802-3 6/02/11
2011/05287 2010-12-0258 2010- 00802-3 6/02/11
2011/05288 2010-12-0258 2010~ 00802-3 6/02/11
2011/05293 2010-12-0258 2010~ 00802-3 6/02/11
CARATTERISTICHE DIMENSIONALI RILEVATE / ACTUAL DIMENSIONS
Bolla lav./Cycle Caratteristica/Characteristic  UM/MU
2010-22417 WIDTH oan Min 1000, 5000 Max 1000, 5000
THICKNESS mm Min 0,0780 Max G, 0040
CHROMATED LAYER (MG/M2) mg/md Min 125, 0000 Max 135, 0000
{
' VALORI RICHIESTI / SPECIFIED VALUES
L Caratteristica/Characteristic  UM/MU
urs - 0° H/mm2 Min 200,0000 Max 286, 0000
¥gs - Q% N/ mn2 Min 180,0000
i AlOQ - 0F 1] Min 3,0000
ARNALISI CHIMICA DELLE COLATE / CHEMICAL ANALISYS CASTING
olata/Casting Fe & Mg % 51 % Mn % Cu % Zn % Ni % Cr % Fh % Ti % Al &
%Hlu— 006B2-2 0,4764 0,0358 0,1231 1,0490 09,0929 0, 0079 0, 0058 0, 0057 0,0056 - REM -
12010~ 00802-3 0, 5445 0, 0461 0,1410 1,10%0 0, 0656 0, 0071 0,0031 0,0033 0,0087 - REM -

CARATTERISTICHE MECCANICHE ROTOLO MADRE / MASTER COIL MECEANICAL PROPERTIES

Rotolo/Master Coil  Caratteristica/Characteristic UM/ MU
2010-11-0923 urs - 0° N/mm2
¥s - 0° B /mm2

Med/hvg 267, 2000
Med/Bvg 252, 0000

SEGUE >>>

ISPRZIONATO DA/ ISPECTED Y RESPONSABILE CONTROLLO QUALITA' / QUALITY CONTROL RESPONSIBLE




D.2 PRUFPROTOKOLL DER ALUMINIUMFOLIE FUR DEN WABENKERN

Laminazione Sottile 5.p.A. CERTIFICATO DI CONFORMITA’

TEST CERTIFICATE

ASSICURAZIONE QU A 5GS
QUALITY ASSURANCE
Tel, 0823/222111 2011 SINCERT e 11000946 DEL/DTD  7/02/11
Telefax  0823/451722-422134 o . BAG ( 2)
Certificazione Sistema Qualita
Cliente Conferma d"ordine Vs, Ordine
Customer Our confirmation Your Order
EUROCOMPOSITES S5A (4501 ) 2010/1585-01 395124
Ms Codice Prodotto Vs, Prodotio Stato Lega  Dimensioni in ordine
Our Product code Your Product Temper Alloy  DimensionS in order
4501 -000034 / 1 H19 3003 0,08 x 1000

CARATTERISTICHE MECCANTCHE ROTOLO MADRE / MASTER COIL MECHANICAL PROPERTIES

Rotelo/Master Coil  Caratteristica/Characteristic UM/MU
2010-11-0923 Al00 0 % Med /vy 3,3000

K lo/Master Coil Caratteristica/Characteristic UM/ My

2010-12-0258 urs - 0° /S mmz Med /vy 260, 6000
¥s - 07 H/mm Med/Avg 244, 0000
ALOC - 0" 11 Med/Avg 3,5000

{

CP{ECM5116-01 }

CERTIFICHIAMO CHE IL MATERIALE E' ADATTCO ALL'UTILIZZAZIONE PREVISTA E CONFORME ALLE SPECIFICHE TECNICHE.
Certificato di controllo conforme alla norma UNIEN10204

WE CERTIFY THAT THE MATERIAL IS SUITABLE FOR USE AND IT COMPLIES WITH TECHINCAL SPECIFICATIONS.
Inspection certificate according to UNIEN10204

NOUS CERTIFIONS QUE CE MATERIEL EST APTE A L'UTILISATION ET CONFORME AU CAHIER DES CHARGES.

Certificat d'inspection conformement 4 la norme UNIEN10204

ISPEZION, DA [/ ISPECTED BY RESPONSABILE CONTROLLO QUALITA' IO{‘IAIJTY CONTROL RESPONSIBLE
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D.3 INDUKTIVER WEGSENSOR (HBM WA10: 10MM)

R B D
Technische Daten

Typ WA2 | WA10 | WA20 | WA50 | WA100 | WA200 | WA300 | WA500
Nennmessweg mm 0..2 0..10 | 0..20 | 0..50 | 0...100 | 0...200 | 0...300 | 0...500
Nennkennwert

Nennausgangssignal bei Nennweg und unbe

lastetem Ausgang mV/V 80
Kennwerttoleranz

Abweichung des Kennwertes vom Nennkennwert % "1
Nullpunkttoleranz

bei Kern in Nullstellung mV/V "1 "8

Linearitatsabweichung

grofite Abweichung zwischen Anfangs- und End
punkt (einschlieRlich Hysterese bezogen auf den

Nennkennwert) % v " 02bzw.v " 0,1
Nenntemperaturbereich °C -20...+80
Gebrauchstemperaturbereich

Standard °C 25...480

Variante fur Hochtemperatur °C 25...+150

Variante flr Tieftemperatur °C 40...+125

Temperatureinfluss pro 10 K im Nenntemperatur
bereich auf das Nullsignal, bezogen auf den Nenn
kennwert % t " 01

Temperatureinfluss pro 10 K im Nenntemperatur
bereich auf das Ausgangssignal, bezogen auf den

Istwert % t " 01
Eingangswiderstand Q 100 350" 10%
" 10%
Ausgangswiderstand Q 570 680" 10%
" 10%
Nennspeisespannung Vest 2,5
Gebrauchsbereich der Speisespannung Veft 0,5...10
Tragerfrequenz,
Nennbereich kHz 48" 1%
Gebrauchsbereich kHz 4,8" 8%
Masse
des Aufnehmerkérpers g 54 56 57 68 104 147 190 276
des Tauchankers g 4 6 7 9 13 20 28 42

StoRbestandigkeit, Prifscharfegrad nach
DIN IEC 68, Teil 2-27; IEC 68-2-27-1987

Anzahl der Schocks (je Richtung) - 1000
Schockbeschleunigung m/s2 650
Schockdauer ms 3
Schockform - Sinushalbwelle

Vibrationsbestandigkeit, Priifscharfegrad nach
DIN IEC 68, Teil 2-6, IEC 68-2-6-1982

Frequenzbereich Hz 5 bis 65

Schwingbeschleunigung m/s2 150

Beanspruchungsdauer (je Richtung) h 0,5
Max. zulassige Beschleunigung des Tauchankers m/s2 2500

Tasterausfiihrung Lose Tauchankerausfiihrung

Lebensdauer typ. 10 Millionen Wegzyklen -
Federkonstante N/mm 0,116 0,063 -
Federkraft in Nullstellung (bei 1 mm Anhub) ca. N 2,4 2 -
Federkraft in Endstellung (=Nennmessweg) ca. N 2,7 3,6 47 8,2 8,3 -
Max. zulassige Beschleunigung der Tastspitze m/s2 170 140 95 45 -
Grenzfrequenz der Tastspitze bei 1Tmm Hub ca. Hz 60 55 45 30 -
Grenzfrequenz der Tastspitze bei Nennmessweg Hz 18 10 5 3 -
Schutzart nach EN 60529

fur Aufnehmerrohr und Kernkanal - IP67 (abhangig vom Anschlussstiick)
Max. zulassiger Druck (schwellende Belastung) bar 350
Uberlastgrenze (nach VDI/VDE 2600, Blatt 4) bar 450
Zerstérungsbereich (nach VDI/VDE 2600, Blatt 4) bar >500

HBM 2 B0545- 8.5 de
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D.4 KAPAZITIVER WEGSENSOR (MICRO-EPSILON S600-3: 3MM)

A
< <
@ g
N ~
I e [
g 3
Sh 4 Q
\ 4
MICRO-EPSILON
Technical data
Sensor | 8 | o | o | w | ~ o
Q@ @l < N Q@ ™ A N @ © Y
- — o - o o - o o o o
S 8|1 8| 83| 8| 2| 8| 8|83 8|3 3
Specification » » | B @» @ » » » » | & »
el.cond.[ mm 05 2 2 5 — 1 1 2 3 5 10
Measuring (metal)[ inch | .002 | .008 | .008 | 019 [ — [ 039 [ 039 [ 078 | 117 | 195 | .39
range mm») | — 4 4 1 7 2 4 6 10 20
Insulator |
inch (» | — .015 .015 .039 .027 .078 .078 156 234 .39 .78
Linearity £+0.2% FSO| =um A 4 4 1 1.4 2 2 4 6 10 20
stat. (...30 Hz)
002 008 .008 .02 .03 .04 .04 .08 12 2 4
, £0.004 %Fso| MM
Resolution . (.6 KHa)
yn. (... Z)
.01 4 4 1 14 2 2 4 . 1 2
£0002%Fso| M | O 0 0 6
Sensor outer mm 6 6 6 8 7 10 10 20 30 40 60
diameter inch .23 .28 .28 .31 27 .39 .39 .78 117 1.56 2.34
Weight Sensor g 2 2 2.5 12 3.5 71 71 61 95 120 230
Active measuring area mm 1.3 23 23 3.9 2.5 5.5 5.5 7.9 9.8 12.6 17.8
(diameter) inch 05 09 09 15 1 21 21 .31 .38 .49 .69
mm .8 1 1 1.4 4 15 15 4 8.1 11.8 18.1
Guard ring width .
inch 03 04 04 .05 .015 .06 .06 16 .32 .46 Nl
el. cond mm 3 5 5 7 — 9 9 17 27 37 57
Min. diameter (metal)] inch 12 2 2 27 — 35 | 35 | 66 [ 105 | 144 | 222
of target mm — 7 7 10 8 12 12 24 36 48 72
Insulator|
inch — 27 27 .39 .31 47 47 .94 1.4 1.87 2.8
Temp. stab. Zero| =um/°C| .03 06 03 06 A7 A7 06 A7 A7 17 17
sensor Sensitivity[-ppm/°C| 3 11 3 30 30 30 11 30 30 30 30
Temp. stab. electronics £ 0.01%FSO/°C
Long term stability £0.02 % FSO / month
e V/mm 200 50 50 20 »10 10 10 5 3,33 2 1
Sensitivity
V/inch | 5080 | 1270 | 1270 508 | »254 | 254 254 127 | 83.58 | 50.8 25.4
Output Voltage 0-10V
Power supply 230/115 VAC
Band width static .... 4 kHz (-0.1 dB), ....6 kHz (-3 dB)
Sensor -50 to +200 °C /-60 to +400 °F  (S600-1 max.150°C / 300°F)
Sensor cable -50to +150 °C /-60 to +300 °F
Temp.
range Preamplifier cable -20to +80°C /-4 t0 176 °F
Preamplifier +10to +50°C/ +50to +125 °F
Electronics +10to +50°C/ +50 to +125 °F
Air humidity Sensor 51095 % (non condensing)
Electromagnetic EN 50081-1 Spurious emission
compatibility (EMC) EN 50082-2 Immunity to interference - uncertainty of measurement max. 2.6 %
Sensor
Protection Sensorcable IP 54
class Preamplifier
Elecrtronics IP 40 (MF 684 IP 20)
FSO = Full Scale Output 1 um = 1 micron

1) The measuring range for insulators is approximate and depends upon the relative dielectric constant of the insulator
2) At reference temperature 20 °C (68 °C) and steady state
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D.5 KRAFTMESSDOSE

Tinearity (for static applications)............Better than
+ 0.25%0f reading from

1%t0 100700f load cell rating

Tinearity (for dynamic applications) ....Frror due to
inertia force of attached mass
reduced by at least 85%oover

0 to 200H: or, worst case,

toa value of 0.5%00f load cell

rating, whichever is greater
e etter than £ 0.25%0f
reading from 1%to 1007

of load cell rating

& SIS IES E— Tess than + 0.1%o0f full scale
GEEP covvvvvinnrsrrssinnnnnn 88 than £ 0.1%o0f reading
over 3 minutes minus 5 seconds at 20°C

Zero error (tesidual indicated force) .......Iess than
+ 0.5%0f load cell rating after

removing a series of forces

TLoad reversal zero shift ........... Tess than & 0.5%00f
load cell rating (tension

to compression)
SEOSUIVY covvrvrrnrrnrrssrsrssne e 1.0 10 24mMVA
Zerobalance ........ Better than 2%oof load cell rating
..700 ohms -5% + 15%

.Geater than

5000 Mohns at 50Vde

Fiditation. rrrrsesssnnnnenenn VRV at Sk
Deflection 0.02mmat full load

.0to+ 50°C
Mto+ 60°C
"Temperature effect on zero ..Iess than = 0.002%00f
load cell rating per °C

“Temperature effect on sensitivity ...............Less than
+ 0.002%o0f load

cell rating per °C

Specifications

Resistance to thermal gradients ..............Better than
+ 0.002%0f load cell rating

per °Ctemperature difference

across the load cell, lateral or axial

Zerostahility ........Better than £ 0.001%o0f load cell
rating per hour. After short

term stahility achieved

(isothermal test conditions)

static loading per 10mm radial

offset less than £ 0.5%00f reading,




D.6 EXTENSOMETER (INSTRON 2620-602)

D.6 EXTENSOMETER (INSTRON 2620-602)

2620 Series

Dynamic Strain Gauge Extensometer
Specifications
Catalog Numbers 2620-601, 2620-602, 2620-603, 2620-604
Linearity + 0.15% Full-Scale Deflection (FSD)
Repeatability +0.08% FSD
Hysteresis + 0.15% FSD
QOreep (in 3 Minutes) + 0.15% FSD
Bectrical Calibration Accuracy + 0.10% full rated output
Qutput Sensitivity 25mVIV+ 20%
Excitation Voltage 5V(A.C. RMSor DC) with 10 V maximum
Bridge Resistance 350 Q nominal
Balance + 2.5%0f full-scale
Overtravel Mechanical stops q
Operating Temperature Range -80 °Cto + 200 °C(-112 °Fto + 392 °F) Dimensions
Weight (Less Cable and Connectors) | 20 g (0.71 oz) average
Attachment Tension springs or special high tear strength rubber bands
SPECIMEN SIZES
Round 3mmto25mm (0.12into 1 in) diameter
Rectangular 3mmto 12.5 mmx 25 mm (0.12into 0.5inx 1in)
Square 3mmto12mm(0.12into 0.5in)
Model Specifications
Catalog Number Gauge Length Maximum Strain Full-Scale Range Frequency Range Qperating Force
(Typically Flat at 25 mm QL)
2620601 125mm(05in) | 40% +5mm (& 0.2in) 50 He 150 g (5.29 02)
With 12.5 mm (0.5 in) Extender 25 mm (1in) 20% +5mm (+ 0.2in)
With 37.5 mm (1.5 in) Extender 50 mm (2in) 10% +5mm (+ 0.2in)
2620-602 125mm(0.5in) | 20% +25mm(+ 0.1in) 70Hz 150 g (5.29 0z)
With 12.5 mm (0.5 in) Extender 25 mm (1 in) 10% +25mm (£ 0.1in)
With 37.5 mm (1.5 in) Extender 50 mm (2in) 5% +25mm ( 0.1in)
2620-603 10 mm (0.4 in) 10% + 1 mm ( 0.04in) 100 Hz 150 g (5.29 02)
With 15 mm (0.6 in) Extender 25 mm (1in) 4% + 1 mm (+ 0.04 in)
With 40 mm (1.6 in) Extender 50 mm (2iin) 2% + 1 mm (x 0.04in)
2620-604 (not used without extenders)
With 15 mm (0.6 in) Extender 25mm (1in) 50%to 10% 125 mmto-2.5mm 20Hz 759 (265 02)
05into-0.1in
With 40 mm (1.6 in) Extender 50 mm (2in) 25%t0 5% 125 mmto-2.5mm
05into-0.1in
Dimensions
Catalog Number Length Width Depth
2620601 87 mm (34 in) 21 mm (0.8n) 63 mm (25in)
2620-602 58 mm (2.3in) 21 mm (0.8in) 56 mm (2.2in)
2620-603 40 mm (1.6n) 21 mm (0.8in) 59 mm (2.3 in)
2620-604 99 mm (391in) 21 mm (0.8n) 69 mm (2.7 in)
Corporate Headquarters European Headquarters www.instron.com

100 Royall Street, Canton, Massachusetts 02021-1089, USA
Tel: + 1800 564 8378 or + 1781575 5000 Fax:+ 17815755751 Tel: + 44 1494 464646 Fax: + 44 1494 456123

Instron Industrial Products
900 Liberty Street, Grove Gy, PA 16127-0969, USA
Tel: + 17244589610 Fax: + 1724 478 9614

Coronation Road, High Wycombe, Bucks HP12 3SY, United Kingdom

Instron s a registered tradermerk of Instron Corporation. Cther nermes, logos,
icons, and merks idenifying Instron products and services referenced herein

Instron Co may not the prior
Instron. Cther product pany listed are
Copyright® Instron 2004, Al rights reserved.

shownin thi ge rotice.

pod_2620Series_rev2_1204
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Linear-DMS

Temperaturgang angepasst an Sahl

mita=108-109/K

LY13

DATENBLATTER

angepasst an
mit a =23 - 10-6/K

LY1x

angepasst nach KL
siehe Seite 16
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D.7 DEHNMESSSTREIFEN (HBM 1-LY13-6/120)

DMS/ %rie Y mit 1 Messgitter / Linear-DMS

Ab Lager lieferbare Typen Verianten Nenn- Abmessungen (mm) Max. zul. Lot-
wider- effektive | stiitz-
stand Bn'ipken- punkte
speisesp.
Messgitter Messgitter-
tréger
Sahl Aluminium Sonstige Q a b c d \
1-LY11-0.3/120 1-LY1x-0.3/120# | 120 03 09 2 12 06 LS7
1-Ly11-06/120 | 1-LY13-0.6/120 | 1-LY1x-0.6/120# | 120 06 1 5 32 15 LS7
1-LY11-15/120 | 1-LY13-1.5/120 | 1-LY1x-1.5/120 120 15 12 65 47 25 LS7
1-LY11-3/120 1-LY13-3/120 1-LY1x-3/120 120 3 16 | 85 | 45 4 LS7
1-LY11-3/120A 1-LY1x-3/120A 120 3 16 | 85 | 45 4 LS7
1-LY11-6/120 1-LY13-6/120 1-LY1x-6/120 120 6 27 |13 6 8 LS5
1-LY11-6/120A 1-LY1x-6/120A 120 6 27 |13 6 8 LS5
1-LY11-10/120 1-LY13-10/120 | 1-LY1x-10/120 120 | 10 46 | 185 95 13 LS5
1-LY11-10/120A 1-LY1x-10/120A 120 | 10 46 | 185 95 13 LS5
1-LY11-1.5/350 | 1-LY13-1.5/350 | 1-LY1x-1.5/350# | 350 15 12 57 47 45 LS7
1-LY11-3/350 1-LY13-3/350 1-LY1x-3/350 350 3 16 85 45 7 LS7
1-LY1x-3/350A 350 3 16 85 45 7 LS7
1-LY11-6/350 1-LY13-6/350 1-LY1x-6/350 350 6 28 |13 6 13 LS5
1-LY11-6/350A 1-LY1x-6/350A 350 6 28 |13 6 13 LS5
1-LY11-10/350 1-LY1x-10/350 350 | 10 50 | 185 | 95 23 LS5
1-LY11-10/350A 1-LY1x-10/350A | 350 | 10 50 | 185 95 23 LS5




D.8 DRUCKMESSFOLIE

STANDARD CONTINUOUS
PRESSURE CHART

Measurement pressure range: 0.2—0.6MPa
*Pressure application conditions
Time to reach the pressure to be measured: 5 sec.
Time of retention at the pressure to be measured: 2 min.

Check if the temperature and humidity meet with the conditions above when
the pressure is applied.

(For example, if the room temperature is 25°C and the humidity factor is
60%RH, acquire the pressure from the C curve in the standard chart.)

D.8 DRUCKMESSFOLIE

GRAPH OF TEMPERATURE/
HUMIDITY CONDITIONS
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STANDARD MOMENTARY
PRESSURE CHART

Measurement pressure range: 0.2—0.6MPa

*Pressure application conditions
Time to reach the pressure to be measured: 5 sec.
Time of retention at the pressure to be measured: 5 sec.

Check if the temperature and humidity meet with the conditions above when

CORRELATIVE HUMIDITY (%RH)

GRAPH OF TEMPERATURE/
HUMIDITY CONDITIONS
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40 E
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the pressure is applied. 10 20 30
(For example, it the room temperature is 25°C and the humidity factor is a
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