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Vorwort des Herausgebers 

Leichtere Fahrzeugstrukturen ermöglichen umweltfreundlichere Mobilität. Ins-

besondere durch den Einsatz von Hochleistungs-Faserverbundkunststoffen 

lässt sich das Gewicht tragender Bauteile erheblich reduzieren. Die Integration 

von Faserverbundkomponenten in bestehende Fahrzeugsysteme ist aktuell ein 

weitreichendes, interdisziplinäres Forschungsfeld, das sich von den Berech-

nungsmethoden für monolithische Faserverbundbauteile über faserverbund-

gerechte Konstruktionsweisen bis hin zur komplexen Thematik der Multi-

Material-Bauweise und Hybridisierung erstreckt. Um in diesem Kontext leichte 

und leistungsfähige Bauteile und Komponenten für die Fahrzeugindustrie be-

reitzustellen, ist es essentiell, Kompetenzen aus den Bereichen Methoden, 

Werkstoffe und Produktion (MWP-Ansatz) zu bündeln und deren Wechselwir-

kungen im Sinne einer ganzheitlichen System- und Gewichtsoptimierung zu er-

fassen. 

Vor diesem Hintergrund können tragende Faserverbundbauteile nur dann ge-

wichtsoptimiert ausgelegt werden, wenn die Anisotropie der Fasern technisch 

weitestgehend genutzt wird und wenn die Einflüsse der Herstellung auf das Ma-

terialverhalten richtig erkannt und berücksichtigt werden. Um dies zu erreichen, 

ist es erforderlich, den Herstellprozess von Faserverbundbauteilen virtuell zur 

beschreiben und die Simulation der einzelnen Herstellprozessschritte mit der 

Strukturauslegung in einer CAE-Kette virtuell zu verknüpfen. Damit können die 

komplexen Wechselwirkungen zwischen Bauteildesign, Bauteilherstellung und 

Werkstoffeigenschaften bereits in den frühen Phasen der Produktentwicklung 

erfasst werden. Bei der Herstellung geometrisch komplexer Hochleistungs-

Faserverbundbauteile kommt dem Umformprozess der Faserverbundhalbzeuge 

eine besondere Rolle zu. Im Umformprozess werden die lokalen Faserorientie-

rungen sowie die Inhomogenität der Faserverteilung im Bauteil definiert und es 

entstehen unerwünschte Effekte (Drapiereffekte), wie beispielsweise Falten oder 

Faserondulationen, die durch eine geeignete Prozessführung verhindert bzw. 

minimiert werden müssen.  

Unter den existierenden Faserverbundhalbzeugen bieten unidirektionale Faser-

verbundhalbzeuge aufgrund ihrer hohen gewichtsspezifischen mechanischen 



 

 

Eigenschaften die größte Möglichkeit zur Herstellung gewichtsoptimierter 

Hochleistungs-Faserverbundbauteile. Das Umformverhalten und die Um-

formsimulation von unidirektionalen Faserverbundhalbzeugen, insbesondere 

von nähgewirkten unidirektionalen Kohlenstofffasergelegen (UD-Gelege), ist 

jedoch noch unzureichend erforscht. Hier setzt die Arbeit von Herrn Schirmaier 

an. Am Beispiel eines ausgewählten UD-Geleges wird das Umformverhalten 

von UD-Gelegen experimentell untersucht und ein Modell zur Simulation des 

Umformverhaltens von UD-Gelegen entwickelt und validiert. 

 

Karlsruhe, im Januar 2017 

Prof. Dr.-Ing. Frank Henning 
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Kurzfassung  

In der vorliegenden Arbeit wird das Umformverhalten von unidirektionalen 

Kohlenstofffasergelegen (UD-Gelegen) am Beispiel eines ausgewählten nähge-

wirkten UD-Geleges experimentell untersucht sowie ein Modell zur Simulation 

des Umformverhaltens von UD-Gelegen im Kontext eines automatisierten Pre-

formprozesses entwickelt. Anhand experimenteller Untersuchungen werden die 

Hauptdeformationsmechanismen und Drapiereffekte des UD-Geleges identifi-

ziert. Zur experimentellen Untersuchung der Membraneigenschaften des  

UD-Geleges werden Querzugversuche (90° zur Faserrichtung), Off-Axis-

Zugversuche (30°, 45° und 60° zur Faserrichtung) und der Pictureframe-Test 

durchgeführt. Dabei wird das Deformationsverhalten des UD-Geleges im Rah-

men der Querzugversuche sowohl mit fest eingespannten Schussfäden (Glas-

fasern) als auch mit in der Einspannung „nachfließenden“ Schussfäden (Glas-

fasern) untersucht. Zur Bewertung der Verformung des UD-Geleges bei 

mehrachsiger Beanspruchung werden die Oberflächendehnungen in den Off-

Axis-Zugversuchen optisch gemessen. Die Biegeeigenschaften des UD-Geleges 

werden mit dem Cantilever-Test bestimmt. Zusätzlich dazu werden die Reib-

eigenschaften zwischen zwei trockenen UD-Gelegen sowie zwischen den UD-

Gelegen und den Umformwerkzeugen bestimmt sowie das Auszugsverhalten 

der Glasfasern aus dem UD-Gelege untersucht. Zur Untersuchung des Um-

formverhaltens auf Bauteillevel werden der Hemisphären-Test und mehrlagige 

Umformversuche am Beispiel des Lampentopf-Demonstrators mit dem sequen-

tiellen Preformprozess der Firma Dieffenbacher durchgeführt. 

Auf Basis der experimentell gewonnenen Erkenntnisse wird ein homogenisiertes 

(kontinuierliches) Modell zur Umformsimulation von UD-Gelegen mit dem  

FE-Solver ABAQUS/Explicit entwickelt. Das Modell beinhaltet eine Material-

subroutine zur Beschreibung der Membraneigenschaften von UD-Gelegen 

(VUMAT), eine Subroutine zur benutzerdefinierten Beschreibung der Biege-

eigenschaften (VUGENS) und einen Subroutine zur Beschreibung des Reibver-

haltens zwischen zwei UD-Gelegen mit aktiviertem Binder (VUINTER-

ACTION). Da der Fokus dieser Arbeit auf der Modellierung der 

Membraneigenschaften und der Reibeigenschaften liegt, wird zur Beschreibung 
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der Biegeeigenschaften auf ein aus der Umformsimulation von UD-Tapes be-

stehendes Modell zurückgegriffen und für UD-Gelege parametriert. Zur Model-

lierung des Membranverhaltens wird ein lineares Dehnungsmaß vorgestellt, das 

es erlaubt, nicht-orthogonales Materialverhalten auch bei großen Deformationen 

mit einer orthotropen Materialmatrix sowie bezüglich technischer Spannungen 

und Dehnungen bestimmten Materialeigenschaften (Nennspannungskonzept) 

zu beschreiben. Die Beschreibung der Schubeigenschaften und der Zugeigen-

schaften in Richtung der Naht erfolgte in diesem Zusammenhang mit einem 

elastisch-plastischen Materialgesetz. Die Beschreibung des Materialverhaltens 

bei Druckbelastung quer zu den Kohlenstofffaserbündeln (in-plane) erfolgt 

durch die Superposition eines zusätzlichen, eindimensionalen nichtlinear-

elastischen Materialgesetztes. Das Kontaktmodell zur Beschreibung des Reib-

verhaltens zwischen zwei UD-Gelegen mit aktiviertem Binder ermöglicht die 

Berücksichtigung von Adhäsion in tangentiale und normale Richtung. Die Iden-

tifikation der Materialparameter für das Simulationsmodell erfolgt durch die Si-

mulation der Couponversuche. Die mit dem entwickelten Simulationsmodell 

generierten Simulationsergebnisse stimmen sowohl im Fall des Hemisphären-

Tests als auch im Fall des Lampentopf-Umformversuchs gut mit den experi-

mentellen Ergebnissen überein. 
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Abstract 

This work contributes to the investigation of the forming behavior and the 

forming simulation of unidirectional non-crimp fabrics (UD-NCF) within the 

context of an automated preforming process.  

Experimental tests with UD-NCF are performed to investigate the forming be-

havior and to identify principal deformation modes as well as occurring manu-

facturing defects of UD-NCF. Membrane properties of UD-NCF are deter-

mined via transverse tensile tests (90° fiber orientation), off-axis-tension test 

(30°, 45°, 60° fiber orientation) and pictureframe tests. To work out the influ-

ence of slipping glass-fiber yarns on the transverse tensile stiffness, the clamping 

conditions for the glass-fiber weft yarns are varied in the transverse tensile tests. 

To investigate multiaxial deformation behavior of UD-NCF, optical strain 

measurement is used in off-axis-tension tests. Bending stiffness of UD-NCF is 

determined via cantilever tests. Furthermore, tool-ply friction properties, ply-ply 

friction as well as pull-out properties of glass-fiber weft yarns are determined. 

Moreover, hemisphere tests and multi-layer forming experiments with an auto-

mated preforming process are conducted.   

Based on the experimental results, a macroscopic forming simulation model is 

developed and implemented in the multi-purpose solver ABAQUS/Explicit. 

Membrane properties are modeled via a material subroutine (VUMAT), bending 

stiffness is modeled via a user defined shell section definition (VUGENS) and 

ply-ply friction behavior is modeled via a contact subroutine (VUINTERAC-

TION). While this work focuses on modelling the membrane properties of UD-

NCF, for bending behavior an existing subroutine, originally developed for 

thermoplastic UD-Tapes, is applied to the forming simulation of UD-NCF. To 

model the membrane deformation behavior of UD-NCF, a linear, non-

orthogonal strain measure is introduced. This strain measure enables modelling 

covariant deformation behavior via an orthotropic stiffness matrix based on 

technical strains and technical stresses in case of large tensile strains superim-

posed with large shear strains. In this context elastic-plastic constitutive laws  

are used to model shear and transverse tensile properties and a non-linear  
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elastic constitutive law is used to model transverse (in-plane) compression. Ad-

ditionally, a contact law is introduced and implemented to consider tangential 

and normal adhesion in ply-ply contact of bindered UD-NCF. The parameters 

for the simulation model are identified via simulating the material tests and us-

ing an inverse parameter identification approach.  

In summary, the simulation results of the hemisphere forming and of the auto-

mated preforming of the generic part are in good agreement with the experi-

mental forming results. 
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A 1 Motivation 

Für die Mobilität der Zukunft hat Leichtbau eine große Bedeutung. Leichtere 

Fahrzeugstrukturen sind zum einen zur weiteren Reduktion von CO2-Emis-

sionen erforderlich [Bun12], zum anderen ermöglichen leichte Fahrzeugstruk-

turen das Mitführen vergleichbar schwerer Batterien im Kontext der Elektro-

mobilität [Gud15]. In diesem Zusammenhang haben insbesondere kontinuier-

lich, bzw. mit Endlosfasern verstärkte Kunststoffe auf Grund ihrer 

hervorragenden gewichtsspezifischen Eigenschaften ein sehr großes Potential 

für den Fahrzeugleichtbau [Bun12][Ash11]. Die beste Nutzung der guten ge-

wichtsspezifischen Eigenschaften bieten dabei Kunststoffe mit unidirektionaler 

Faserverstärkung [Ash11][Läs12]. 

Geometrisch komplexe Hochleistungsfaserverbundbauteile für den Fahrzeug-

bau werden nach aktuellem Stand der Technik unter anderem im RTM-Prozess 

(Resin-Transfer-Molding) hergestellt. Dabei werden zweidimensionale textile 

Halbzeuge im ersten Schritt, dem sog. Preforming, in eine dreidimensionale 

endkonturnahe Geometrie (die sog. Preform) umgeformt, bevor die Preform in 

einem zweiten Schritt unter hohem Druck mit reaktivem Harz infiltriert wird.  

 

Abbildung A-1: Faserverbundbauteil hergestellt im RTM-Prozess [Hen15]. 

Dabei kommt dem Umformprozess der textilen Halbzeuge eine besondere Rol-

le zu, da der Umformprozess die finalen Bauteileigenschaften maßgeblich beein-

flusst [Kär15][Hen15]: Der Umformprozess definiert die lokalen Faserorien-

tierungen sowie die Homogenität der Faserverteilung im Bauteil. Außerdem 

entstehen im Umformprozess unerwünschte Effekte (Drapiereffekte), wie bei-
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spielsweise Falten und Faserondulationen, die durch eine geeignete Prozess-

führung im Umformprozess verhindert bzw. minimiert werden müssen. Somit 

ist die Entwicklung einer für die jeweilige Geometrie und die jeweils gewünschte 

textile Verstärkungsstruktur angepasste Prozessführung bei der Umformung der 

textilen Halbzeuge ein zentraler Schritt in der Entwicklung eines Hochleistungs-

faserverbundbauteils [Hen15]. Bei der Entwicklung von Faserverbundbauteilen 

wird die Simulation der Herstellprozesse, insbesondere die Simulation des Um-

formprozesses textiler Halbzeuge, immer wichtiger. Mit der Umformsimulation 

lassen sich zum einen die Entwicklungszeiten und die Entwicklungskosten geo-

metrie- und halbzeugspezifischer Umformprozesse reduzieren, zum anderen 

kann damit die Herstellbarkeit einer gewünschten Bauteilgeometrie mit definier-

ten Halbzeugen bereits in einer frühen Phase der Bauteilentwicklung bewertet 

werden. Außerdem steht die Umformsimulation am Anfang der virtuellen CAE-

Kette zur Entwicklung von Faserverbundbauteilen [Kär15], da die Umformsi-

mulation die Faserorientierung sowie die Homogenität der Faserverteilung der 

Preform für die weiteren Simulationsschritte bereitstellt (Abbildung A-2).  

 

Abbildung A-2: Beschreibung der Herstellung von Hochleistungsfaserverbundwerkstoffen im 
RTM-Prozess durch eine virtuelle Prozesskette (übersetzt aus [Kär15] mit freundlicher Genehmi-
gung von Luise Kärger). 

Um das Leichtbaupotenzial von kontinuierlich faserverstärkten Kunststoffen 

bestmöglich zu nutzen und um somit den Kostennachteil von Faserverbund-

werkstoffen im Vergleich zu anderen Leichtbauwerkstoffen zu reduzieren, führt 

die Entwicklung weg von Faserverbundbauteilen mit quasiisotropem Lami-

nataufbau hin zu Faserverbundbauteile mit lastoptimierten Laminaten. Zur Her-

stellung lastoptimierter Laminate im RTM-Prozess sind die aktuell etablierten 

V I R T U E L L E P R O Z E S S K E T T E

I N F O R M A T I O N S F L U S S

O P T I M I E R U N G

Infiltration Aushärtung 
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biaxialen oder multiaxialen Verstärkungshalbzeuge nur bedingt geeignet. Wer-

den Laminate beispielsweise aus Biaxialgelegen oder aus Geweben hergestellt, 

können die Faserorientierungen im Laminat nicht frei gewählt werden, da die 

zweite Faserorientierung einer Halbzeugschicht immer durch die erste Faser-

orientierung vorgegeben ist (z.B. um 90° verdreht). Werden dagegen unidirekti-

onaler Kohlenstofffasergelege (UD-Gelege) zur Laminatherstellung verwendet, 

kann die Faserorientierungsverteilung über die Laminatdicke frei gewählt wer-

den, so dass auch lastoptimierte Strukturen hergestellt werden können. 

Um die Forderung nach der Herstellung von lastoptimierten Hochleistungs-

faserverbundbauteilen im RTM-Prozess zu erfüllen, ist es jedoch erforderlich, 

das Umformverhalten von UD-Gelegen grundlegend zu untersuchen sowie ent-

sprechende Methoden zur effizienten Umformsimulation von UD-Gelegen be-

reitzustellen. 
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A 2 Zielsetzung 

Vergleicht man den Entwicklungsstand der Methoden zur Umformsimulation 

von Geweben, Biaxialgelegen und unidirektionalen Gelegen (UD-Gelegen), lässt 

sich feststellen, dass das Umformverhalten und die Umformsimulation von 

Geweben sehr gut erforscht sind und das Umformverhalten und die Um-

formsimulation von Biaxialgelegen bereits teilweise erforscht sind. Zum Um-

formverhalten und zur Umformsimulation von UD-Gelegen existieren jedoch 

nur vereinzelte Untersuchungen. Ein allgemein anerkanntes Modell zur Um-

formsimulation von UD-Gelegen existiert nicht. 

Ziel dieser Arbeit ist es, das Umformverhalten und die Umformsimulati-

on von UD-Gelegen im Kontext eines automatisierten Preformprozesses 

grundlegend zu untersuchen. Dafür werden folgende Teilziele verfolgt: 

 Experimentelle Untersuchung des Umformverhaltens von UD-

Gelegen auf Coupon- und Bauteillevel. 

 Herausarbeiten der Hauptdeformationsmechanismen sowie signifi-

kanter Effekte beim Umformen von UD-Gelegen.  

 Entwicklung eines effizienten Simulationsmodells zur Umformsi-

mulation von UD-Gelegen. 

 Identifikation der Materialparameter für das Simulationsmodell und 

Validierung des Simulationsmodells auf Basis der experimentellen 

Ergebnisse. 

Dazu wird die Zielsetzung in Kapitel A motiviert und die zentrale Fragestellung 

herausgearbeitet, die dann anhand des aktuellen Stands der Forschung zur Her-

stellung von Hochleistungsfaserverbundbauteilen, zum Umformverhalten und 

zur Umformsimulation relevanter Faserverbundhalbzeuge, analysiert und kon-

kretisiert wird. In Kapitel B erfolgt eine grundlegende experimentelle Untersu-

chung des Umformverhaltens von UD-Gelegen exemplarisch für ein ausgewähl-

tes UD-Gelege. Dazu werden mit dem UD-Gelege sowohl Couponversuche, als 

auch Bauteilumformversuche durchgeführt. In Kapitel C wird ein Modell zur 

Umformsimulation von UD-Gelegen mit ABAQUS/Explicit sowie ein umfas-
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sendes Python-Script zum automatisierten Aufbau von Umformsimulationsmo-

dellen in ABAQUS/CAE entwickelt bzw. beschrieben. Bei der Modellentwick-

lung liegt der Fokus auf der Beschreibung der Membraneigenschaften von UD-

Gelegen. Die Modellierung der Biegeeigenschaften erfolgt mit einem bestehen-

den Modell, das ursprünglich für die Umformsimulation von UD-Tapes entwi-

ckelt wurde. Zur Beschreibung der Interaktion zweier bebinderter UD-Gelege 

wird zusätzlich ein Kontaktmodell entwickelt. In Kapitel D werden die für das 

Simulationsmodell benötigten Parameter durch die Simulation der in Kapitel B 

durchgeführten Couponversuche identifiziert. Das Modell wird anhand dieser 

Versuche sowie anhand der Simulation der in Kapitel B durchgeführten Bauteil-

Umformversuche validiert. In Kapitel E werden die Ergebnisse der experimen-

tellen Untersuchungen, das entwickelte Simulationsmodell und die Ergebnisse 

der Umformsimulation übergreifend diskutiert und im Vergleich zu Geweben 

reflektiert. Zudem erfolgt eine Zusammenfassung der im Rahmen dieser Arbeit 

erzielten Ergebnisse und gewonnen Erkenntnisse sowie ein Ausblick für weitere 

Untersuchungen. 
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A 3 Stand der Forschung 

Im folgenden Abschnitt wird der Stand der Forschung zur Herstellung von end-

losfaserverstärkten Kunststoffbauteilen im RTM-Prozess und im Thermofor-

ming Prozess (Abschnitt A 3.1) sowie der Stand der Forschung zum Umform-

verhalten (Abschnitt A 3.2) und zur Umformsimulation (Abschnitt A 3.3) von 

textilen Halbzeugen und thermoplastischen Prepregs beschrieben. Zusätzlich 

zum RTM-prozess ist auch der Thermoforming Prozess Gegenstand dieses Ab-

schnitts, weil für diese Arbeit der Stand der Forschung zum Umformverhalten 

und zur Umformsimulation sowohl von textilen Halbzeugen als auch von ther-

moplastischen Prepregs relevant ist. 

Eine ausführliche Beschreibung der Vielfalt der Faserverbundwerkstoffe sowie 

deren Herstellverfahren wird in Lehrbüchern wie beispielweise [Hen11b] 

[Nei14][Lon07a][Che11b] gegeben. Für alle Grundlagen im Bereich der Konti-

nuumsmechanik, der Materialmodellierung und der Finite-Elemente Simulation, 

die über die Abschnitt A 3 beschriebenen Inhalte hinausgehen, wird auf Lehr-

bücher wie beispielweise [Alt94][Bel14][Red04] verwiesen.  

A 3.1 Herstellung geometrisch komplexer  

Hochleistungsfaserverbundbauteile 

Zur Herstellung faserverstärkter Kunststoffbauteile (Faserverbundbauteile) exis-

tieren eine Vielzahl verschiedener Kombinationsmöglichkeiten aus Faser, Fa-

serarchitektur und Matrixsystemen sowie entsprechend viele verschiedene Her-

stellverfahren: Für semistrukturelle Faserverbundbauteile werden in der Regel 

Kurz- oder Langfasern verwendet [Hen11c]. Zur Herstellung dieser Bauteile 

existieren diverse Fließpress- und Spritzgießverfahren, mit denen sehr große 

Stückzahlen realisiert werden können. Für strukturelle Faserverbundbauteile lie-

fern Kurz- oder Langfasern keine ausreichende Festigkeit, so dass für diesen 

Anwendungsfall Endlosfasern verwendet werden. Die Herstellung von endlos-

faserverstärkten Kunststoffbauteilen ist im Vergleich zur Herstellung kurz- oder 

langfaserverstärkter Kunststoffbauteile deutlich aufwändiger und kostenintensi-
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ver [Hen11c]. Geometrisch komplexe Hochleistungsfaserverbundbauteile mit 

duromerer Kunststoffmatrix (Abbildung A-3c) werden dabei unter anderem im 

Resin-Transfer-Moldung-Prozess (RTM-Prozess, Abbildung A-3a) hergestellt 

[Hen11a][Cha14], bei dem trockene textile Halbzeuge (die sog. Preform, Ab-

bildung A-3b) unter hohem Druck mit reaktivem Harz infiltriert werden. 

a) 

 

b) 

 

c) 

 

Abbildung A-3: a) Schematische Darstellung der RTM-Prozesskette [Tho15]; b) Gewebe-Preform 
des Lampentopfdemonstrators, hergestellt im sequentiellen Drapierverfahren [Hen15]; c) Infiltrier-
tes RTM-Bauteil des Lampentopfdemonstrators [Hen15]. 

Da die Umformung der zweidimensionalen textilen Halbzeuge in eine komplexe 

dreidimensionale Geometrie ohne unerwünschte Drapierfehler (Abbildung A-4) 

nicht mit dem Schließen des Infiltrationswerkzeuges realisiert werden kann, sind 

die Umformung der zweidimensionalen textilen Halbzeugen in eine dreidimen-

sionale Geometrie, das sog. Preforming, und die Infiltration, zwei getrennte 
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Prozessschritte in der RTM-Prozesskette [Tho15][Hen15][DIE15b]. In den 

meisten Fällen werden Gewebe (woven fabrics) oder Multiaxialgelege (non-

crimp fabrics, NCF) als textile Verstärkungsstruktur gewählt (Abschnitt A 3.1.1). 

Zur Herstellung geometrisch komplexer endlosfaserverstärkter Thermoplast-

bauteile ist das Thermoforming-Verfahren, bei dem endlosfaserverstärkte 

Thermoplasthalbzeuge über die Schmelztemperatur erhitzt werden und in eine 

dreidimensionale Geometrie umgeformt werden, weit verbreitet [Lon07a] 

[Nei14]. 

In beiden Fällen kommt der Umformung der zweidimensionalen Endlosfaser-

verbundhalbzeuge (Abschnitt A 3.1.1) in eine komplexe dreidimensionale Geo-

metrie eine besondere Rolle zu, da der Umformprozess die finalen Bauteileigen-

schaften maßgeblich beeinflusst: Zum einen werden im Umformprozess die 

lokalen Faserorientierungen [Erm07][Kär15] sowie die Homogenität der Faser-

verteilung im Bauteil definiert [Kär15][Fuh14], zum anderen können im  

Umformprozess unerwünschte Effekte (Drapiereffekte), wie beispielweise Falt-

enbildung, Faserondulationen, Faserlücken (im Fall von Textilien) oder Matrix-

bruch (im Fall von UD-Tapes) entstehen (Abbildung A-4) [Böh13][Hen15] 

[Dör16b][Jop16], die sich negativ auf die Performanceeigenschaften des Werk-

stoffs auswirken [Gar04][Kar05][Pan09][All12a][Kär15]. 

a) 

 

b) 

 

Abbildung A-4: Drapiereffekte: a) Thermoforming von UD-Tapes ([Dör15][Jop16], übersetzt und 
verändert mit freundlicher Genehmigung von Tobias Joppich); b) Preforming von textilen Halbzeu-
gen (übersetzt aus [Hen15], Größenangaben im Original nicht enthalten). 

Faltenbildung

Matrixbruch In-plane Ondulation

30 mm

In-plane Ondulation out-of-plane Ondulation
„gapping“

komplexe 3D-Preform Faltenbildung
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A 3.1.1 Endlosfaserverbundhalbzeuge für 

komplexe Strukturbauteile 

A 3.1.1.1 Textile Halbzeuge 

Gewebe 

Der strukturelle Zusammenhalt von Geweben wird durch die Verkreuzung der 

in unterschiedliche Richtungen (meist jedoch senkrecht zueinander) verlaufen-

den Faserbündel, den Kett- und Schussfäden, erreicht. Dabei hängen wichtige 

Eigenschaften eines Gewebes, wie beispielsweise die Drapierbarkeit oder Fes-

tigkeit, von der Art der Verkreuzung, der sog. Bindungsart, ab. Die einfachste 

Bindungsart ist die Leinwandbindung (plain weave), bei der Kett- und Schussfä-

den abwechselnd über- und untereinander liegen (Abbildung A-5). Es kommen 

jedoch auch weitere Bindungsarten, wie beispielweise die Köper-, Altas- oder 

Satinbindung zum Einsatz [Che11b]. 

 

Abbildung A-5: HexForce® PrimeTex™ 48331 C 1500 Kohlenstofffaser-Leinwandgewebe 
[Sch16]. 

Multiaxialgelege-, Biaxialgelege und UD-Gelege 

Im Gegensatz zu Geweben wird der strukturelle Zusammenhalt von Multiaxial-

gelegen (Abbildung A-6a) nicht durch Verkreuzen der verschieden orientierten 

10 mm
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Faserbündel erreicht. Vielmehr werden die Faserbündel als Kett- (Produktions-

richtung) und Schussfäden in ein flächiges Gewirk (Abbildung A-6b) eingearbei-

tet. Dieser Prozess wird auch als Nähwirken bezeichnet [Che11b]. Die Ma-

schen des Wirkfadens werden in der Literatur oft als Naht bezeichnet. 

Dies wird auch in dieser Arbeit so gehandhabt. Multiaxialgelege haben im 

Vergleich zu Geweben den Vorteil, dass im flächigen Textil keine „out-of-

plane“-Ondulationen der Verstärkungsfasern vorliegen, was zu besseren mecha-

nischen Eigenschaften des Faserverbundkunststoffs führt [Gar04][Kar05] 

[Pan09][All12a]. 

a) 

 

b) 

 

Abbildung A-6: a) Schematische Darstellung eines gewirkten Multiaxialgelege, Prinzip-darstellung 
(LIBA Maschinenfabrik GmbH, entnommen aus [Che11b]); b) Beispiele für Maschenbilder beim 
Kettenwirken: Franse (links); Trikot (Mitte); Tuch (rechts) [Che11b].  

Biaxialgelege sind Multiaxialgelege bei denen nur zwei, meist 90° zueinander ori-

entierte, Verstärkungsfaserlagen in das Halbzeug eingearbeitet werden [Che11b]. 

Dabei hat die relative Orientierung der Naht zu den Verstärkungsfasern einen 

großen Einfluss auf das Drapierverhalten der Halbzeuge. 0/90°-Biaxialgelege 

(Abbildung A-7a,b) haben bessere Drapiereigenschaften als ±45°-Biaxialgelege 

(Abbildung A-7a,c), da die Naht das Schubverhalten von ±45°-Biaxialgelegen 

negativ beeinflusst [Lom05] (Abschnitt A 3.2.1). 

Der Begriff UD-Gelege ist nicht eindeutig definiert, da unter diesem Begriff 

auch unidirektional gelegte Verstärkungsfasern, die durch dünne Klebevliese 

zusammengehalten werden [Erm07], oder stark unausgewogene Gewebe ver-

standen werden [Che11b]. Im Rahmen dieser Arbeit werden unter dem Be-

griff UD-Gelege jedoch nähgewirkte textile Halbzeuge mit unidirektiona-

ler Faserverstärkung verstanden. Bei nähgewirkten UD-Gelegen wird im 

Gegensatz zu Biaxialgelegen nur eine Lage Verstärkungsfasern, meist in Produk-

tionsrichtung, in das flächige Textil eingearbeitet. Zur Verbesserung der Hand-

habung des flächigen Textils werden jedoch oft dünne Glasfaserschussfäden 
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senkrecht zu den Verstärkungsfaserbündeln in das Halbzeug eingearbeitet 

(Abbildung A-8) [Sch16]. Damit können UD-Gelege auch als sehr unausgewo-

gene Biaxialgelege aufgefasst werden. 

a) 

 
b) 

 

c) 

 

Abbildung A-7: Nähgewirkte Kohlenstofffaser-Multiaxialgelege: a) B1: ±45° Biaxialgelege, Naht 
(Trikot-Maschen) in 0°-Richtung (Produktionsrichtung), B2: 0/90° Biaxialgelege, Naht (Trikot-
Maschen) in 0°-Richtung (Produktionsrichtung), Q: 0/-45/90/+45°-Quadraxialgelege, Naht (Tri-
kot-Maschen) in 0°-Richtung [Lom03]; b) Schematische Darstellung eines 0/90°-Biaxialgeleges; c) 
Schematische Darstellung eines ±45°-Biaxialgeleges.  

Produktions-

richtung

Naht

Produktions-

richtung

Naht
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a) 

 

b) 

 

Abbildung A-8: a) Nähgewirktes SGL HPT-320-C0 UD-Gelege [Sch16]; b) Schematische Darstel-
lung eines nähgewirkten UD-Geleges. 

A 3.1.1.2 Faserverbundhalbzeuge mit thermoplastischer Matrix  

Bei Faserverbundhalbzeugen mit thermoplastischer Matrix wird zwischen der 

Art der Verstärkungsstruktur und dem Grad der Imprägnierung unterschieden: 

Nicht vollständig imprägnierte und konsolidierte Halbzeuge heißen PrePregs, 

vollständig imprägnierte und konsolidierte Halbzeuge werden als Organobleche 

bezeichnet (Abbildung A-9). Hybridgarn-Prepregs sind Gewebe, hergestellt aus 

Mischfaserbündeln aus Thermoplast- und Verstärkungsfasern. Bei der Verstär-

kungsstruktur kommt sowohl die unidirektionale Verstärkung, als auch die Ge-

webeverstärkung zum Einsatz [AVK13]. 

 

Abbildung A-9: Organoblech mit unidirektionaler Verstärkung (hier in Form von UD-Tapes). Ent-
nommen aus [Jop14] und mit freundlicher Genehmigung von Tobias Joppich verändert. 
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A 3.1.2 Umformprozesse 

Bei automatisierten Preformprozessen werden mehrere textile Halbzeugschich-

ten zum gewünschten Lagenaufbau gestapelt und gemeinsam umgeformt. Um 

zu verhindern, dass sich die Halbzeuge nach dem Öffnen des Preformwerk-

zeugs in einen Zustand nahe ihrem Ausganszustands zurückverformen, werden 

zur Fixierung der Preform in vielen Fällen adhäsive Binder eingesetzt. Diese 

werden vor der Umformung flächig auf die einzelnen Halbzeugschichten aufge-

tragen. Adhäsive Binder „verkleben“ die einzelnen Schichten während bzw. 

nach der Umformung. Die typischerweise verwendete Bindermenge liegt bei 5-

15 g/m² [Tho15]. Als Bindermaterialien werden sowohl thermoplastische als 

auch duromere Polymere verwendet. Bei den duromeren Bindersystemen wird 

zwischen vernetzenden (Reaktiv-) Bindern und nicht vernetzenden Bindern un-

terschieden. Nicht vernetzende Binder sind wie thermoplastische Binder bei 

Raumtemperatur fest, werden mit zunehmender Temperatur flüssig und erstar-

ren erst wieder bei Temperaturabnahme [Tho15][Hil12]. Beim Preforming mit 

solchen Bindersystemen werden die bebinderten Halbzeuge vor der Umfor-

mung über die Schmelztemperatur des Binders erhitzt und dann mit kalten Pre-

formwerkzeugen umgeformt [Tho15][DIE15a][DIE15b] (Abbildung A-10a). 

Durch die kalten Werkzeuge erstarrt der Binder zwischen den Halbzeugschich-

ten und der Deformationszustand der Preform wird somit „eingefroren“. Diese 

Art der Prozessführung entspricht dem Thermoforming Prozess, bei dem Or-

ganobleche erhitzt und mit kälteren Werkzeugen umgeformt werden 

[Lon07a][DIE15b][Jop16]. Vernetzenden (Reaktiv-) Binder liegen bei Raum-

temperatur ebenfalls in festem Zustand vor und schmelzen beim Erwärmen. Ab 

einer gewissen Grenztemperatur beginnt jedoch die Vernetzungsreaktion und 

der Binder härtet aus [Tho15]. Die Temperaturführung beim Preforming mit 

Reaktivbinden ist genau umgekehrt wie im Fall von Bindern mit thermoplasti-

schem Charakter. In diesem Fall werden „kalte“ (Raumtemperatur) bebinderte 

Halbzeuge mit warmen Werkzeugen umgeformt (Abbildung A-10b). Durch die 

warmen Umformwerkzeuge wird die Vernetzungsreaktion des Binders aktiviert 

und die Preform wird fixiert. 
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a) 

 

b) 

 

Abbildung A-10: Temperaturführung von Umformprozessen zur Herstellung von Hochleistungs-
faserverbundbauteilen bzw. Preformen: a) Warme Halbzeuge (Thermoplaste oder Textilien mit nicht 
vernetzenden duromerem Binder) werden mit kalten Werkzeugen umgeformt; b) Kalte Halbzeuge 
mit Rekativbinder werden mit warmen Werkzeugen umgeformt.  

Weiter sind die verwendeten Werkzeugkonzepte sowie Konzepte zur Manipula-

tion der Halbzeugdeformation entscheidende Prozessgrößen für die Herstellung 

geometrisch komplexer, endlosfaserverstärkter Kunststoffbauteile. Die prozess-

technisch einfachste Art der Umformung ist die „freie“ Umformung (Abbildung 

A-11a). Da dieser Art der Prozessführung bei geometrisch komplexen Bauteilen 

zu unerwünschten Drapiereffekten, insbesondere jedoch zu Faltenbildung führt, 

existieren zahlreiche Ansätze zur Vermeidung dieser: Im sequentiellen Drapier-

prozess der Firma Dieffenbacher wird das Oberwerkzeug zur Vermeidung von 

unerwünschten Falten in einzelne, sequentielle agierende Drapierstempel auf-

geteilt (Abbildung A-11c) [Hen15][DIE15b][DIE15b]. Dies ist dem Ausstrei-

chen von Falten, wie es beim Handdrapieren üblich ist, nachempfunden. Die 

Herausforderung bei diesem Prozess ist die Definition einer geeigneten Stem-

pelaufteilung und Stempelkinematik. Eine weitere Möglichkeit um Faltenbildung 

zu vermeiden, bzw. das Umformverhalten zu beeinflussen, ist die Verwendung 

globaler Niederhalter (Abbildung A-11d) [Lee07][Van09a] oder lokaler Spann-

elemente [Jop14][Jop16] bzw. lokaler Niederhalter [All14][All15] (Abbildung 

A-11b). Die durch globale Niederhalter in die Halbzeuge induzierten Membran-

zugspannungen wirken der Faltenbildung entgegen. Nachteil dieser Methode ist 

die Tatsache, dass der Halbzeugzuschnitt größer sein muss und somit mehr 

Verschnitt entsteht. Weiter eignen sich Bauteile, die in Hutlage umgeformt wer-

den müssen, für diese Art der Prozessführung weniger gut, da dann ein globaler 

Niederhalter mit dem Oberwerkzeug mitgeführt werden muss. Ähnlich wie bei 

globalen Niederhaltern, wird mit lokalen Niederhaltern / lokalen Spannelemen-

0/90°

+-45°

-+45°

90/0°

Binder

Textil

Lagenaufbau

0/90°

+-45°

-+45°

90/0°

Binder
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ten versucht, der Faltenbildung bzw. der Entstehung weiterer Drapiereffekte 
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durch lokale Zugspannungen entgegen zu wirken. Vorteil dieser Methode ist, 

dass sie einfacher bei Umformprozessen in Hutlage angewendet werden kann 

und dass der Halbzeugverschnitt geringer ist als bei der Verwendung globaler 

Niederhalter. Die Herausforderung ist jedoch die Definition der Anzahl, Lage 

und Kinematik der lokalen Niederhalter / Spannelementen. 

a) 

 

b) 

 
c) 

 

d) 

 

Abbildung A-11: Werkzeugkonzepte und Halbzeugmanipulation bei Umformprozessen zur Her-
stellung von Hochleistungsfaserverbundbauteilen (Beispielhafte Zusammenstellung): a) „Freie“ Um-
formung in Hutlage; b) Umformung in Hutlage mit einem lokalen Niederhalter / Spannelement; 
c) „Freie“ Umformung in Hutlage mit geteiltem Oberwerkzeug / sequentiellen Drapierstempeln; 
d) Umformprozess in Wannenlage mit globalem Niederhalten (ähnlich dem Tiefziehprozess bei 
Metallen). 

A 3.2 Umformverhalten von Textilien  

und Materialcharakterisierung 

Der größte Teil existierender Publikationen zum Umformverhalten von Faser-

verbundhalbzeugen bzw. zur Charakterisierung der entsprechenden Umformei-

genschaften beschäftigt sich mit Geweben. Entweder in Form textiler Halbzeu-

ge oder in Form von Organoblechen oder Hybridgarn-Geweben. 

Dementsprechend wurden viele Versuche, die standardmäßig zur Charakterisie-

rung des Umformverhaltens von Faserverbundhalbzeugen verwendet werden, 

ursprünglich für Gewebe entwickelt. Die Umformeigenschaften weiterer Faser-

verbundhalbzeuge, wie beispielweise Biaxialgelege oder unidirektional verstärkte 

Organobleche (UD-Tapes), sind erst seit einigen Jahren mehr in den Fokus der 

Forschung gerückt. Im Vergleich zum Umformverhalten von Geweben oder 

Organoblechen existieren zum Umformverhalten von UD-Gelegen nur verein-

zelte Publikationen. 
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Das Umformverhalten von Faserverbundhalbzeugen lässt sich verallgemeinert 

durch eine geringe Schub- und Biegesteifigkeit im Vergleich zur Zugsteifigkeit in 

Faserrichtung beschreiben. Werden mehrere Lagen gleichzeitig umgeformt, 

spielen zudem die Interface-Eigenschaften zwischen einzelnen Halbzeugschich-

ten sowie zwischen Halbzeugen und Werkzeugen eine Rolle. Insgesamt muss 

zur Beschreibung des Umformverhaltens von Faserverbundhalbzeugen das Ma-

terialverhalten der in Abbildung A-12 a) - d) dargestellten Deformationsmecha-

nismen bestimmt werden [Lon07b]. Soll zusätzlich das Kompaktierungsverhal-

ten der Faserverbundhalbzeuge am Ende des Umformprozesses beschrieben 

werden, müssen die Kompaktionseigenschaften der Halbzeuge (Abbildung A-12 

e) bei verschiedenen Scherwinkeln bestimmt werden [Lom05][Iva14] . 

 

Abbildung A-12: Umformmechanismen von Faserverbundhalbzeugen: a) Schubdeformation; b) 
Zugdeformation; c) Biegedeformation; d) relatives Abgleiten; e) transversale Kompaktion. In An-
lehnung an [Lon07b]. 

A 3.2.1 Schubeigenschaften der Einzelschicht 

Zur Charakterisierung des Schubverhaltens von Geweben, Organoblechen mit 

Gewebeverstärkung, Hybridgarn-GewebenH oder Biaxialgelegen wird entweder 

der Pictureframe-Test (Abbildung A-13b bzw. Abschnitt B 2.3) oder der uniaxi-

ale Bias-Extension-Test (Abbildung A-13a bzw. Abschnitt B 2.4) verwendet.  
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Abbildung A-13: a) Schematische Darstellung Bias-Extension Test; b) schematische Darstellung 
Pictureframe-Test. [Leb03] 

Ein Vergleich verschiedener Methoden zur Versuchsführung und Auswertung 

der beiden Messverfahren wird in [Cao08] gegeben. Beide Versuchstypen wur-

den ursprünglich zur Charakterisierung des Schubverhaltens von Faserverbund-

halbzeugen mit gewebter Verstärkungsstruktur entwickelt und liefern für den 

Fall ausgewogener Gewebe redundante Ergebnisse [Leb03][Har04][Cao08] 

[Lau08], sofern bei der Versuchsführung beachtet wird, dass die Fasern im Pic-

tureframe nicht vorgespannt [Lau08] oder fehlerhalft ausgerichtet werden 

[Lus02]. 

Dies ist damit begründet, dass es sich beim Schubverhalten von Faserverbund-

halbzeugen mit gewebter Verstärkungsstruktur um reine Schubdeformation (pu-

re shear) handelt (Abbildung A-14a). Reine Schubdeformation ist dadurch ge-

kennzeichnet ist, dass sich eine quadratische Einheitszelle in eine Raute 

verformt, ohne dass dabei die Kanten der Einheitszelle gelängt werden. Aus die-

sem Grund werden die Faserbündel von Geweben oft vereinfacht gelenkig ver-

bunden (pin-jointed) betrachtet. Im Gegensatz dazu ist die einfache Schubde-

formation (simple shear) dadurch gekennzeichnet, dass sich eine quadratische 

Einheitszelle in ein Parallelogramm verformt, ohne dass sich der Abstand zwi-

schen zwei der parallelen Kanten (horizontale Kanten in Abbildung A-14b) ver-

ändert. 
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Abbildung A-14: Typen der Schubdeformation am Beispiel einer quadratischen Einheitszelle: 
a) reine Schubdeformation (pure shear); b) einfache Schubdeformation (simple shear).  

Das typische Schubverhalten eines ausgewogenen Gewebes ist in Abbildung 

A-15 dargestellt und kann in drei Phasen unterteilt werden [Boi05][Boi06] 

[Lau08]: In Phase eins (Abbildung A-15, links) ist die Scherkraft sehr gering. Die 

Deformation des Gewebes wird in dieser Phase durch reine Starrkörperrotation 

der Faserbündel dominiert und der Schubwiderstand entsteht durch Reibkräfte 

an den Kreuzungspunkten der Faserbündel. Der reibungsinduzierte Schubwi-

derstand steigt mit der Vorspannung bzw. den in Faserrichtung wirkenden Zug-

spannungen an, da Vorspannungen der Faserbündel die in den Kreuzungspunk-

ten wirkende Normalkraft erhöht [Lau08][Nos14]. In Phase zwei (Abbildung 

A-15, Mitte) steigt die Kraft langsam an und das sog. „Schublocking“ beginnt: 

Mehr und mehr Faserbündel kommen mit ihren Nachbarn in Berührung und 

werden quer zur Faserrichtung komprimiert. Phase drei (Abbildung A-15, 

rechts) ist durch einen massiven Scherkraftanstieg gekennzeichnet. Hier sind alle 

Faserbündel in Kontakt und maximal quer zur Faserrichtung komprimiert. Auf-

grund der großen Membrandruckspannungen und der vergleichsweise geringen 

Biegesteifigkeit beult die Probe in dieser Phase aus der Probenebene aus und es 

entstehen makroskopische Falten. Für den Fall von thermoplastischen Faser-

verbundhalbzeugen mit gewebter Verstärkungsstruktur ist das Schubverhalten 

zusätzlich von der Temperatur und der Belastungsgeschwindigkeit abhängig 

[Lus02][Cao08][Wil09]. 

Im Gegensatz zu ausgewogenen Geweben können die verschieden orientierten 

Faserbündel von Biaxialgelegen nicht als „an den Kreuzungspunkten gelenkartig 

verbunden“ betrachtet werden, da die Faserbündel an ihren Berührpunkten rela-

tiv zu einander abgleiten können. Dieses Abgleiten innerhalb einer Biaxial-

gelege-Einzelschicht (Intra-Ply Abgleiten) kann sowohl im Bias-Extension-Test 

a) pure shear b) simple shear



A 3 Stand der Forschung 

22 

(Abbildung A-16) als auch im Hemisphären-Test (Abbildung A-25d) beobachtet 

werden [Bel12a][Bel12b]. 

 

Abbildung A-15: Typischer Verlauf der Scherkraft über dem Scherwinkel eines ausgewogenen Ge-
webes [Lau08]. 

 

Abbildung A-16: Relatives Abgleiten der Faserbündel innerhalb der Biaxialgelege-Einzelschicht 
aufgrund von Schubdeformation im Bias-Extension-Test [Bel12a]. 

Im Pictureframe-Test werden diese Abgleitvorgänge jedoch unterdrückt, da die 

Kinematik des Pictureframes eine reine Schubverformung im Biaxialgelege er-

zwingt [Bel12a]. Daraus folgt, dass der Pictureframe-Test und der Bias-

Extension-Test im Fall von Biaxialgelegen zu unterschiedlichen Ergebnissen 

führen. Zusätzlich zum Intra-Ply-Abgleiten wird das Schubverhalten von Biaxi-

Intra-ply 

sliding

curved 

fibres
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algelegen signifikant durch die relative Orientierung der Naht beeinflusst. Ist das 

Biaxialgelege unter ±45° vernäht, ist das Schubverhalten des Biaxialgeleges un-

symmetrisch (Abbildung A-25c), da die Naht je nach Richtung der Schubbelas-

tung unter Zug oder Druck beansprucht wird [Yu05a][Lee07][Lom05][Li14]. 

Wird die Naht unter Zug belastet, wird das Schubverhalten des Biaxial-Geleges 

maßgeblich durch die Steifigkeit bzw. das Versagensverhalten der Naht domi-

niert (Abbildung A-17, Belastungszyklus eins). In diesem Fall kommen die Intra-

Ply-Abgleiteigenschaften erst nach dem Versagen der Naht zum Tragen 

(Abbildung A-17, Belastungszyklus zwei und drei) [Lom05][Li14]. 

Im Gegensatz zu biaxialen Faserverbundhalbzeugen (Gewebe bzw. Biaxialgele-

ge) ist über das Schubverhalten von UD-Gelegen (sowie über das Umformver-

halten von UD-Gelegen im Allgemeinen) nur wenig bekannt. Böhler et al. 

[Böh13] unterteilen die Umformmechanismen von UD-Gelegen in Abgleiten 

der Faserbündel (fibre slip), transversale Komprimierung der Faserbündel (fibre 

compaction) und Schubdeformation der Faserbündel (fibre shear) (Abbildung 

A-18). Dabei wird der Unterschied zwischen Abgleiten und Schubdeformation 

der Faserbündel nicht näher erläutert. 

 

Abbildung A-17: Scherkraft-Scherwinkel-Kurve vom Pictureframe-Test eines ±45° vernähten 
Biaxialgeleges (drei Belastungszyklen) [Li14]. 
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Abbildung A-18: Deformationsmechanismen von UD-Gelegen [Böh13]. 

Härtel und Harrison [Här14a] evaluieren verschiedene Methoden zur Berech-

nung der Scherkraft-Scherwinkel-Kurven aus den gemessenen Kraft-Weg-

Kurven im uniaxialen Bias-Extension-Test für verschiedene Halbzeugtypen in-

klusive eines UD-Geleges. Dabei weicht der analytisch aus der Kraft-

Verschiebungs-Kurve berechnete (theoretische) Scherwinkel vom optisch ge-

messenen Scherwinkel für den Fall des UD-Geleges am meisten ab (Abbildung 

A-19). Härtel und Harrison führen das auf das Abgleiten der Faserbündel (fibre 

slip) im UD-Gelege zurück. Eine detaillierte Auswertung der Dehnungskompo-

nenten während der Deformation der Halbzeuge im Bias-Extension-Test wird 

in [Här14a] jedoch nicht durchgeführt. 

 

Abbildung A-19: Vergleich des theoretisch berechneten Scherwinkels und des optisch gemessenen 
Scherwinkels Kinematik verschiedener Halbzeugtypen im uniaxialen Bias-Extension-Test [Här14a]: 
UD-Gelege (UD); Biaxial-Gelege in 0°-Richtung vernäht (NCF); Gewebe mit Köperbindung (Twill); 
Gewebe mit Leinwandbindung (Plain).  
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Härtel et. al [Här14b] vergleichen das Verhalten verschiedenen textiler Halbzeu-

ge (Gewebe, Biaxial-Gelege und UD-Gelege) im Bias-Extension-Test und im 

Faserbündelabgleitversuch (fibre slip). Dazu verwenden sie eine neuartige Ver-

suchsvorrichtung (Abbildung A-20), die es zum einen ermöglicht, das Umform-

verhalten textiler Verstärkungshalbzeuge bei beliebig überlagerten Belastungszu-

ständen zu untersuchen, die zum anderen aber auch für Standard-

Textilcharakterisierungs-Versuche verwendet werden kann. Unter dem Faser-

bündelabgleitversuch verstehen Härtel et al. einen Charakterisierungsversuch bei 

dem das Abgleiten zwischen zwei Faserbündeln in einer diskreten Abgleitzone 

untersucht werden kann (Abbildung A-20). Bei dieser Art des Schubversuchs 

wird offensichtlich das Abgleitverhalten von UD-Gelegen bei einfacher Schub-

deformation (simple shear) untersucht (Abbildung A-14b), bzw. durch die Ver-

suchsführung kinematisch erzwungen. 

 

Abbildung A-20: Faserbündelabgleitversuch (fibre slip test): a) Probengeometrie und Randbedin-
gungen; b) Faserbündelabgleiten eines UD-Geleges. Entnommen aus [Här14b] und mit freundlicher 
Genehmigung von Frank Härtel verändert. 

Die Halbzeug-Deformation des untersuchten Gewebes und des untersuchten 

UD-Geleges findet im Faserbündelabgleitversuch auf einem höheren Kraftni-

veau als im Bias-Extension-Test statt (Abbildung A-21). Härtel et al. schlussfol-

gern daraus, dass Faserbündelabgleiten und Schubverformung des Halbzeuges 

(gemessen im Bias-Extension-Test) im Fall von Geweben und UD-Gelegen 

zwei klar zu unterscheidende Deformationsmechanismen sind. Auf den genauen 

Unterschied zwischen dem Abgleiten von Faserbündeln und der Schubdeforma-

a) b)

Abgleitzone
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tion des Halbzeuges wird auch in [Här14b] nicht eingegangen. Eine detaillierte 

Auswertung der Dehnungskomponenten wird in [Här14b] ebenfalls nicht 

durchgeführt. Senner et al. [Sen14a] verwenden den Pictureframe-Test von UD-

Gelegen zur Validierung ihres Simulationsmodelles (Abschnitt A 3.3.2.1). Eine 

detaillierte Untersuchung bzw. Diskussion des Schubverhaltens wird in [Sen14a] 

jedoch nicht gegeben. Vielmehr werden alle Versuchskurven nur dimensionslos 

dargestellt. 

 

Abbildung A-21: Vergleich der Kraft-Verschiebungs-Kurven zwischen Bias-Extension-Test und 
Faserbündelabgleitversuch für Gewebe, UD-Gelege und Biaxialgelege. Entnommen aus [Här14b] 
und mit freundlicher Genehmigung von Frank Härtel übersetzt und grafisch aufbereitet. 

Im Gegensatz zum Schubverhalten der oben genannten Halbzeugen wird das 

Schubverhalten von unidirektional verstärkten Thermoplasten (z.B. UD-Tapes) 

in einem Torsionsrheometer charakterisiert, da der Pictureframe-Test und der 

Bias-Extension-Test dafür nicht geeignet sind [Haa13]. Der Rheometerversuch 

kann jedoch für UD-Gelege nicht verwendet werden, da das Schubverhalten 

von UD-Tapes temperatur- und dehnratenabhängig ist. 

A 3.2.2 Zugeigenschaften der Einzelschicht 

Die Zugeigenschaften von Faserverbundhalbzeugen mit gewebter Verstär-

kungsstruktur hängen vom Verhältnis 𝑘 = 𝜀2 𝜀1⁄  der beiden wirkenden Nor-
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maldehnungen 𝜀1 und 𝜀2 ab (Abbildung A-22b) und werden i.d.R. im Biaxial-

Zugversuch (Abbildung A-22a) bestimmt [Bue01][Boi01][Boi06][Wil08]. Das 

Zugverhalten ist nichtlinear, da die anfangs schlaffen und ondulierten Fasern zu 

Beginn der Zugbelastung zunächst „gerade“ gezogen werden, bis die Fasern 

vollständig unter Spannung stehen. Der Punkt an dem die Fasern unter Span-

nung stehen, ist vom Verhältnis der wirkenden Normaldehnungen abhängig, da 

das Ausrichten der Fasern durch die Spannungen in die zweite Richtung behin-

dert wird. 

a) 

 

b) 

 

Abbildung A-22: a) Biaxialzugversuche an Geweben [Boi01]; b) Zugverhalten eines Leinwandge-

webes bei verschiedenen überlagerten Normaldehnungszuständen 𝑘 = 𝜀2 𝜀1⁄  [Boi06]. 

Die Zugeigenschaften von Biaxialgelegen sind dagegen nicht vom biaxialen 

Dehnungszustand abhängig, da die Faser aufgrund der Vernähung keine Ondu-

lationen im Ausgangszustand aufweisen [Lom05]. 

Die Querzugsteifigkeit von unidirektional verstärkten Thermoplasten unter-

scheidet sich deutlich von der Steifigkeit in Faserrichtung und ist dehnratenab-

hängig. In [Mar15] wird beispielweise das Querzugverhalten eines deutlich über 

die Schmelztemperatur der Matrix erwärmten unidirektional verstärkten Ther-

moplasten in einer Dynamisch-Mechanischen-Analyse (DMA) untersucht. Die-

ses Verfahren ist jedoch für UD-Gelege ungeeignet. 

Obwohl schon die Handhabung von UD-Gelegen auf deren geringe Querzugei-

genschaften hinweist und die Bildung von Faserbündellücken von Böhler et al. 

[Böh13] als potentieller Umformeffekt von UD-Gelegen identifiziert 

(Abbildung A-26b) werden, zählen Böhler et al. die Querzugdeformation nicht 
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zu den Umformmechanismen von UD-Gelegen (Abbildung A-18). Einzig Sen-

ner et al. [Sen14a] untersuchen die Eigenschaften verschiedener UD-Gelege un-

ter Zug in Richtung der Naht. Allerdings werden die Versuchskurven in 

[Sen14a] dimensionslos dargestellt (Abbildung A-23). Eine detaillierte Auswer-

tung und Diskussion des Materialverhaltens wird in [Sen14a] ebenfalls nicht ge-

geben. 

 

Abbildung A-23: Kraft-Dehnungskurve eines quer zur Faserrichtung vernähten UD-Geleges bei 
Zug quer zur Faserrichtung [Sen14a].  

A 3.2.3 Biegeeigenschaften der Einzelschicht 

Die Biegeeigenschaften von Faserverbundhalbzeugen sind im Allgemeinen 

nichtlinear [Bil10][Lia14][Sac14a] und müssen entkoppelt von den Membranei-

genschaften betrachtet werden, da die Plattentheorie für Faserverbundhalbzeu-

ge, anders als für Strukturwerkstoffen, ungültig ist [Yu05b][Bil10]. Die geringe 

Biegesteifigkeit von Faserverbundhalbzeugen lässt sich dadurch erklären, dass 

bei Biegebelastung relatives Abgleiten einzelner Filamente innerhalb der Faser-

bündel möglich ist und die effektive transversale Schubsteifigkeit somit deutlich 

geringer als bei Strukturwerkstoffen ist [Ham09][Bil10]. Dem Abgleiten einzel-

ner Filamente wirken im Fall textiler Halbzeuge Reibkräfte zwischen den einzel-

nen Filamenten [Bil10] entgegen. Im Fall thermoplastischer Prepregs werden 

durch die schmelzflüssige Matrix Schubspannungen zwischen den Filamenten 

übertragen [Lia14][Sac14b]. Beide Effekte sind wiederum der Grund für die 

Nichtlinearität der Biegeeigenschaften von Faserverbundhalbzeugen.  
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Zur Bestimmung der Biegeeigenschaften von Faserverbundhalbzeugen werden 

unterschiedliche Methoden verwendet: Lomov et al. [Lom03] verwenden den 

Kawabate-Biegeversuch zur Bestimmung des Biegeverhaltens von Biaxialgele-

gen. Sachs [Sac14a] verwendet ein angepasstes Torsionsrheometer zur Charakte-

risierung der ratenabhängigen Biegeeigenschaften von unidirektional verstärkten 

Thermoplasten. Der einfachste Versuch zur Bestimmung der Biegeeigenschaf-

ten von Faserverbundhalbzeugen ist jedoch der Cantilever-Test nach [DIN03] 

[AME15], bei dem die Biegebelastung im Halbzeug durch die Schwerkraft er-

zeugt wird (Abbildung A-24). 

 

Abbildung A-24: Schematische Darstellung der Funktionsweise des Cantilever-Tests [Bil10]. 

Bilbao et al. [Bil10] und Thoma [Tho15] verwenden den Cantilever-Test zur Be-

stimmung der Biegeeigenschaften von textilen Halbzeugen. Liang et al.  

[Lia14] bestimmen mit dem Cantilever-Test in einer Klimakammer die Biegeei-

genschaften von unidirektional verstärkten Thermoplasten. Zur Ermittlung des 

nichtlinearen Verlaufs der Biegemoment-Krümmungs-Kurve wird die Biegelinie 

der Halbzeuge in [Bil10] und [Lia14] zu verschiedenen Zeitpunkten optisch ge-

messen. 

Senner et al. [Sen14b] untersuchen das Biegeverhalten eines UD-Geleges in ei-

nem Zwei-Punkt-Biegeversuch in Anlehnung an die Norm [DIN08] und zeigen, 

dass die Biegeeigenschaften von UD-Gelegen stark anisotrop sind: In Faserrich-

tung ist die Biegesteifigkeit vergleichbar zur Biegesteifigkeit von Geweben oder 

Biaxialgelegen, wohingegen quer zur Faserrichtung so gut wie keine Biegestei-

figkeit existiert. 
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A 3.2.4 Interfaceeigenschaften 

Neben dem Umformverhalten der Einzelschichten beeinflussen die Interface- 

bzw. Reibeigenschaften zwischen den einzelnen Halbzeugschichten sowie zwi-

schen Halbzeugen und Umformwerkzeugen die Faltenbildung sowohl bei der 

Umformung textiler Halbzeuge [All15][Lee07] als auch beim Thermoforming 

thermoplastischer Faserverbundhalbzeuge [Van09a][Haa13][Dör16a]. Gemäß 

dieser Einteilung unterscheiden die meisten Autoren bei der Bestimmung der 

Reibeigenschaften von Endlosfaserverbundhalbzeugen zwischen den Reibeigen-

schaften trockener textiler Halbzeuge [Lon07b][All12b][Cor14][Sac14b] und den 

Reibeigenschaften „nasser“ bzw. vollständig mit Matrix getränkter thermoplasti-

scher Faserverbundhalbzeuge [Lon07b][Van08][Van09a][Haa13][Fet13][Sac14b] 

[Sac14a]. Eine Übersicht verschiedener Methoden zur Bestimmung der Reib-

eigenschaften trockener und „nasser“ Endlosfaserverbundhalbzeuge ist in 

[Sac14b] zu finden. Einzig in [Tho15] wird im Rahmen der Untersuchung ver-

schiedener Fixiermethoden textiler Halbzeuge im RTM-Infiltrationswerkzeug 

das Reibverhalten eines mit Epikote® 5311Binder bebinderten Kohlenstofffa-

sergewebes bei einer Temperatur von 120°C untersucht (zähflüssiger Zustand 

des aktivierten Binders). Zwar werden in [All12b] die Reibeigenschaften bebin-

derter textiler Halbzeuge untersucht, allerdings finden alle Versuche bei Raum-

temperatur und mit nicht aktiviertem Binder statt.  

Der Reibkoeffizient zwischen trockenen Textilien kann als unabhängig von 

Normaldruck, Belastungsgeschwindigkeit und Temperatur betrachtet werden 

[Sac14b]. Allerdings ist der Reibkoeffizient von der Relativorientierung der La-

gen abhängig [All12b]. Im Gegensatz dazu ist der Reibkoeffizient des bebinder-

ten Gewebes aus [Tho15] von der Temperatur abhängig und ist bei einer Tem-

peratur von 120°C mit 𝜇 ≈ 3,6 deutlich größer als Eins. Eine detaillierte 

Untersuchung der Abhängigkeit der Reibeigenschaften bebinderter textiler 

Halbzeuge von Normaldruck, Temperatur und Belastungsgeschwindigkeit ist 

jedoch nicht bekannt. Das Reibverhalten „nasser“ thermoplastischer Faserver-

bundhalbzeuge ist vom Normaldruck, von der Belastungsgeschwindigkeit und 

von der Temperatur der Matrix abhängig [Van09a][Sac14a][Sac14b]. 
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A 3.2.5 Bauteilnahe Umformversuche 

Zusätzlich zu Couponversuchen wird der Hemisphären-Test (Abbildung A-25 

bzw. Abschnitt B 2.8) oft dazu verwendet, um das Umformverhalten von Fa-

serverbundhalbzeugen bei überlagerter Belastung und unter realistischen Bedin-

gungen zu untersuchen bzw. zu verdeutlichen. Das typische Deformationsver-

halten eines ausgewogenen Gewebes im Hemisphären-Test ist in Abbildung 

A-25a dargestellt. In ±45°-Richtung (Diagonale in Abbildung A-25a) finden 

große Schubdeformationen statt, wohingegen die steifen Fasern in 0/90°-

Richtung kaum Membranverformungen aufweisen und durch die Umformung 

in eine Halbkugel nach innen gezogen werden [Moh00]. Ganz anders sieht da-

gegen die Kontur eines im Hemisphären-Test umgeformten unausgewogenen 

Gewebes aus (Abbildung A-25b). Hier werden nur die Fasern der „Hauptver-

stärkungsrichtung“ sichtbar nach innen gezogen [Dan03][Boi07][Boi10][Boi11a]. 

Besitzt das Faserverbundhalbzeug richtungsabhängige Schubeigenschaften, wie 

beispielsweise ein in ±45° vernähtes Biaxialgelege, führt dies zu einer unsym-

metrischen Kontur im Hemisphären-Test (Abbildung A-25c) [Lee07]. Für den 

Fall eines in 0/90° vernähten Biaxialgeleges (Schubeigenschaften sind nicht rich-

tungsabhängig) kann das relative Abgleiten der unterschiedlich orientierten Fa-

sern innerhalb einer Biaxialgelege-Einzelschicht sichtbar gemacht werden 

(Abbildung A-25c) [Bel12a]. 

Vanclooster [Van09a] untersucht am Beispiel eines mehrlagigen Hemisphären-

Tests mit gewebeverstärkten Organoblechen den Einfluss der Relativorien-

tierung der Halbzeuge, der Interface-Eigenschaften zwischen den Halbzeug-

schichten sowie der Höhe der Niederhalterkräfte auf die Faltenbildung. Das 

Ausmaß entstehender Falten steigt mit der Zunahme der Relativorientierung der 

Schichten. Eine Erhöhung der Niederhalterkräfte wirkt der Entstehung von Fal-

ten entgegnen. 

Zusätzlich zur Hemisphäre werden immer öfters andere, teilweise realistischere, 

generische Bauteile zur Untersuchung des Umformverhaltens von Faserver-

bundhalbzeugen verwendet: In [All11][Paz14][All15][All14][Cap14] werden 

rechteckige, tetraeder förmige und prismatische Geometrien zur Untersuchung 

des Umformverhaltens von Faserverbundhalbzeugen verwendet. Insbesondere 

Allaoui et al. [All15] untersuchen den Einfluss unterschiedlich orientierter Lagen 
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auf die Faltenbildung bei der mehrlagigen Umformung eines „interlock“-

Gewebes in eine prismatische Geometrie und zeigen, dass lokales Ausbeulen 

einzelner Kohlenstofffaserbündel ein für dieses Halbzeug relevanter Drapieref-

fekt ist und dass das Ausmaß entstehender Drapiereffekte bei der mehrlagigen 

Umformung das Halbzeugs größer ist als bei der einlagigen Umformung des 

Halbzeugs. Margossian et al. [Mar14] untersuchen den Einfluss lokaler Vernä-

hung von Biaxialgelegen am Beispiel der Umformung eines Helikopter-

Seitenrahmens sowohl experimentell als auch simulativ. Dabei weichen die in 

der Simulation ermittelten Faserorientierungen bis zu zehn Grad von sich im 

Experiment ergebenden Faserorientierungen ab. Henning et al. [Hen15] unter-

suchen das Umformverhalten mehrerer bebinderter Gewebelagen am Beispiel 

der Geometrie eines Lampentopfes eines PKW-Heckdeckels (vgl. Abschnitt  

B 2.9) und zeigen, dass sich das Ausmaß entstehender Drapierfehler bei der 

Umformung bebinderter Gewebe in diese komplexe Geometrie mit dem auto-

matisierten, sequentiellen Preformingprozess reproduzierbar reduzieren lässt. 

a) 

 

b) 

 

c) 

 

d) 

 

Abbildung A-25: Hemisphären Test mit Faserverbundhalbzeugen: a) ausgewogenes Gewebe 
[Moh00] (Durchmesser Hemisphäre: 200mm); b) unausgewogenes Gewebe [Boi11a] (Durchmesser 
Hemisphäre unbekannt); c)±45°-vernähtes Biaxialgelege [Lee07] (Durchmesser Hemisphäre:  
150 mm); d) 0/90°-vernähtes Biaxialgeleges [Bel12a] (Durchmesser Hemisphäre: 100 mm). 



A 3.2 Umformverhalten von Textilien und Materialcharakterisierung 

33 

Böhler et al. [Böh13] untersuchen das Umformverhalten vom UD-Gelegen am 

Bespiel eines Pyramidenstumpfes (Abbildung A-26a) und identifizieren Faser-

bündelondulationen in der Halbzeugebene (in-plane wrinkling), Lücken zwi-

schen den Faserbündeln (gaps/gapping), Faltenbildung (out-of-plane folds) und 

Fehlorientierung der Fasern (fibre disorientation) als potentielle Umformdefekte 

(Abbildung A-26b) von UD-Gelegen. Eine fundamentale Charakterisierung des 

Umformverhaltens von UD-Gelegen durch Couponversuch wird in [Böh13] 

jedoch nicht durchgeführt. Auch der Zusammenhang zwischen Umformmecha-

nismen und Umformdefekten wird in [Böh13] nicht diskutiert. 

 

Abbildung A-26: a) Lücken zwischen den Kohlenstofffaserbündeln bei der Umformung (links) und 
in der Simulation der Umformung (rechts, Mesomodell vgl. Abschnitt A 3.3.2.1) eines UD-Geleges 
in die Geometrie eines Pyramidenstumpfes; b) potentielle Umformdefekte von UD-Gelegen 
[Böh13]. 

a)

b)
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A 3.3 Simulation des Umformverhaltens  

von Faserverbundhalbzeugen 

Bei den Methoden zur Simulation des Umformverhaltens von Faserverbund-

halbzeugen wird zwischen kinematischen (Abschnitt A 3.3.1) und FE-basierten 

Methoden (Abschnitt A 3.3.2) unterschieden. Bei den FE-basierten Methoden 

wird weiter zwischen homogenisierten, auf der Kontinuumsmechanik basieren-

den Modellen sowie diskreten Modellen, semi-diskreten Modellen und Meso-

modellen unterschieden. Komplementär zum Stand der Forschung im Bereich 

der Umformeigenschaften behandelt ein Großteil existierender Arbeiten die 

Umformsimulation von Faserverbundhalbzeugen mit gewebter Verstärkungs-

struktur. Die Umformsimulation von Biaxial-Gelegen oder unidirektional ver-

stärkten Organoblechen (z.B. UD-Tapes) ist erst in den letzten Jahren in den 

Fokus der Forschung gerückt. Mit der Umformsimulation von UD-Gelegen be-

schäftigten sich nur wenige Autoren. 

A 3.3.1 Kinematische Ansätze 

Die kinematischen Methoden zur Umformsimulation basieren darauf, dass flä-

chige Halbzeuge durch effiziente „Mapping-Algorithmen“ in einem oder sehr 

wenigen Schritten in eine definierte dreidimensionale Geometrie transformiert 

werden [Hei88][Pot01][Lim02][Han05][Han06]. Die Effizienz dieser Algorith-

men wird dadurch erreicht, dass das Umformverhalten der Faserverbundhalb-

zeuge ausschließlich durch kinematische Modelle beschrieben wird, bzw. 

dadurch, dass das Konstitutivverhalten vernachlässigt wird [Lim02]: Es wird an-

genommen, dass das Material bei der Umformung inkompressibel ist und dass 

das Material in Faserrichtung nicht dehnbar ist. Weiter wird davon ausgegangen, 

dass bei der Umformung keine Falten entstehen, so dass sich das Material glatt 

auf die Oberfläche der Geometrie drapieren lässt. Für den Fall unidirektionaler 

Halbzeuge wird angenommen, dass einfache Schubdeformation („simple shear“, 

Abbildung A-14b) der einzige Umformmechanismus ist. Für den Fall von biaxi-

alen Halbzeugen (Faserverbundhalbzeugen mit gewebter Verstärkungsstruktur 

und Biaxialgelege) wird angenommen, dass reine Schubdeformation („pure 

shear“, Abbildung A-14a) der einzige Umformmechanismus ist. 
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Derartige Ansätze sind in kommerziellen Simulationsprogrammen wie PAM-

Quickform, FibreSim oder in CAD-Programmen integriert und haben den Vor-

teil einer kurzen Rechenzeit. Somit hat die kinematische Drapiersimulation für 

eine erste Abschätzung der Drapierbarkeit einer Geometrie sowie als Hilfestel-

lung für Konstrukteure in der Bauteilentwicklung durchaus ihre Berechtigung. 

Auch für Hand-Laminier- bzw. Hand-Drapier-Prozesse können die Ergebnisse 

der kinematischen Drapiersimulation dazu verwendet werden, den Prozess zu 

optimieren, bzw. Regeln fürs Hand-Drapieren abzuleiten [Han06]. Ein ent-

scheidender Nachteil dieser Methode ist jedoch, dass der vorhergesagte Scher-

winkel bzw. die vorhergesagte Faserorientierung zum einen vom gewählten 

Startpunkt für den Mapping-Algorithmus abhängen [Han06] und zum anderen 

je nach Prozessführung und Bauteilgeometrie stark von der Realität abweichen 

[Van09b][Van09a]. Somit ist die kinematische Drapiersimulation insbesondere 

zur Simulation hochautomatisierter mehrlagiger Umformprozesse mit einer de-

finierten Werkzeugkinematik ungeeignet [Van09a]. 

A 3.3.2 FE-basierte Ansätze 

Der zentrale Unterschied zwischen den FE basierten Ansätzen und den kinema-

tischen Ansätzen ist, dass zusätzlich zur Kinematik der Umformung auch das 

Konstitutivverhalten bei der Umformung von Faserverbundhalbzeugen und die 

prozesstechnischen Randbedingungen modelliert werden. Werden sowohl die 

Membraneigenschaften als auch die Biegeeigenschaften von Faserverbundhalb-

zeugen modelliert, lässt sich mit FE-basierten Ansätzen die Entstehung von Fal-

ten vorhersagen. Aufgrund der Multiskalennatur der Faserverbundhalbzeuge 

ergeben sich die Biegeeigenschaften jedoch nicht aus den Membraneigenschaf-

ten, wie aus der Balken-, bzw. Plattentheorie bekannt, vielmehr müssen die Bie-

geeigenschaften entkoppelt von den Membraneigenschaften modelliert werden 

(Abschnitt A 3.3.2.4). Da mit FE-basierten Ansätzen neben dem Konstitutiv-

verhalten der Faserverbundhalbzeuge auch das Konstitutivverhalten des Kon-

takts zwischen zwei Halbzeugen sowie zwischen Halbzeugen und Werkzeugen 

modelliert werden kann, sind diese Ansätze insbesondere zur Simulation hoch-

automatisierter mehrlagiger Umformprozesse mit definierter Werkzeugkine-

matik und definierten Prozessrandbedingungen geeignet (Abschnitt A 3.3.2.5). 
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Umgekehrt sind FE-basierte Ansätze für Umformprozesse mit unklaren oder 

undefinierten Randbedingungen problematisch. 

Die Multiskalennatur von Faserverbundhalbzeugen führt zu verschiedenen An-

sätzen zur Simulation des Umformverhaltens. In diskreten Ansätzen bzw. in 

Mesomodellen werden die Komponenten des Faserverbundhalbzeugs (Faser-

bündel, Naht, etc.) diskret modelliert (Abschnitt A 3.3.2.1). Dabei werden die 

Faserbündel teilweise homogenisiert modelliert und als Kontinuum betrachtet. 

Ein wesentlicher Vorteil dieser Modellierungsstrategie ist es, dass zur Modellie-

rung des Umformverhaltens von neuen Faserverbundhalbzeugen kein benut-

zerdefiniertes Materialmodell entwickelt werden muss, sondern Materialmodelle 

verwendet werden können, die in kommerziellen Codes bereits existieren. Im 

Gegensatz dazu wird das Umformverhalten von Faserverbundhalbzeuge in kon-

tinuierlichen Ansätzen durchweg homogenisiert modelliert (Abschnitt  

A 3.3.2.2). Die Herausforderung dabei ist, die kontinuums-mechanisch korrekte 

Beschreibung der Umorientierung der vergleichbar steifen Verstärkungsfasern, 

hervorgerufen durch große Schubdeformationen. Eine Mischform stellen semi-

diskrete Ansätze dar (Abschnitt A 3.3.2.3). In diesen Modellen wird ein Teil der 

Komponenten bzw. Deformationsmechanismen diskret modelliert, wohingegen 

der andere Teil kontinuierlich beschrieben wird. 

A 3.3.2.1 Diskrete Ansätze und Mesomodelle 

Zentrales Merkmal von diskreten Ansätzen und von Mesomodellen ist die Tat-

sache, dass die einzelnen Komponenten der Halbzeuge diskret modelliert wer-

den. Dabei wird zwischen diskreten Modellen [Sha03][Sko07][Bou05], deren 

Komponenten durch Balken- und Stab- bzw. Federelementen eher abstrakt 

modelliert werden und zwischen Mesomodellen, deren Komponenten detailliert 

modelliert werden, unterschieden. Da die „Mesoskala“ als solche nicht definiert 

ist, ist der Detaillierungsgrad der einzelnen Mesomodelle sehr unterschiedlich. 

Es existieren weniger detaillierte Mesomodelle [Cre06][Sir13][Böh13][Här14b] 

[Kär15], die zur Umformsimulation ganzer Halbzeugschichten verwendet wer-

den, sowie sehr detaillierte Mesomodelle [Bad07][Bad08][Bad09][Cha11][Boi01] 

[Boi05][Boi06][Boi11a][Hag05][Lin08], die zur virtuellen Werkstoffcharakterisie-

rung im Sinne der Multiskalensimulation verwendet werden. 

 



A 3.3 Simulation des Umformverhaltens von Faserverbundhalbzeugen 

37 

Diskrete Modelle basierend auf Stab- und Balkenelementen 

Bei dieser Modellklasse werden sowohl die steifen Fasern, als auch das Schub-

verhalten der Faserverbundhalbzeuge durch diskrete Stab- und Balkenelemente 

modelliert (Abbildung A-27). Dabei sind die Elemente zur Beschreibung der 

Schubeigenschaften diagonal zu den „Faserelementen“ orientiert. Sharma und 

Sutcliffe [Sha04] sowie Boubaker et al. [Bou05] beschreiben mit ihren Modellen 

das Umformverhalten von trockenen Geweben. Die nichtlineare Kurve zur Be-

schreibung der Steifigkeit des „Schubelements“ wird dabei anhand des Bias-

Extension-Tests „gefittet“. Skordos et al. [Sko07] beschreiben mit ihrem Modell 

das Umformverhalten von Organoblechen mit Gewebeverstärkung. Dabei mo-

dellieren sie das elastisch-visko-plastische Schubverhalten durch Parallelschalten 

eines einachsigen Maxwell-Elements und eines einachsigen elasto-plastischen 

Elements.  

 

Abbildung A-27: Diskretes Modell zur Umformsimulation von Geweben basierend auf Stab-
elementen [Sha04]. 

Mesomodelle für die Umformsimulation 

Mesomodelle haben das Ziel, die einzelnen Komponenten von Faserverbund-

halbzeugen ausreichend detailliert zu modellieren, so dass sich das Umformver-

halten der Halbzeuge aus dem Deformationsverhalten der einzelnen Kompo-

nenten, sowie der Interaktion dieser Komponenten ergibt. Somit sind 

Mesomodelle im Vergleich zu diskreten oder kontinuierlichen Modellen mit we-

sentlich größeren Rechenzeiten für die Umformsimulation verbunden. 
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Creech und Pickett [Cre06] sowie Sirtautas et al. [Sir13] beschreiben das Um-

formverhalten von Biaxialgelegen (in 45°-Richtung vernäht) mit einem Meso-

modell (Abbildung A-28). Dabei wird jedes einzelne Faserbündel homogenisiert 

mit einer Reihe Solid-Elementen modelliert, die jeweils aneinander abgleiten 

können. Die Beschreibung des Abgleitens erfolgt bei Creech und Pickett direkt 

durch den Kontakt zwischen den Solid-Elementen. In dem Modell von Sirtautas 

et al. gleiten die Solid-Elemente zwischen sog. Gap-Elementen ab. Diese Gap-

Elemente verwenden Sirtautas et al. in einer nachfolgenden mesoskopischen 

Infiltrationssimulation zur Modellierung der Luftspalte zwischen den Faserbün-

deln (sehr große Permeabilität). Der Zusammenhalt der Halbzeuge wird in bei-

den Modellen wie auch in der Realität durch die Naht erzeugt, die durch eindi-

mensionale Stab-Elemente modelliert wird. Beide Modelle werden am Beispiel 

des Bias-Extension-Tests parametrisiert und am Beispiel des Hemisphären-Tests 

validiert. Dabei wird mit beiden Modellen eine gute Übereinstimmung zwischen 

Simulations- und Versuchsergebnissen erzeugt. Weiter kann mit dieser Art von 

Modellen das halbzeuginterne Faserbündelabgleiten simuliert werden [Cre06]. 

a) 

 

b) 

 

Abbildung A-28: Mesomodelle zur Umformsimulation von Biaxialgelegen: a) Repräsentative Zelle 
des Mesomodells von Creech und Pickett [Cre06]; b) Repräsentative Zelle des Mesomodells von 
Sirtautas et al. [Sir13]. 
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Böhler et al. [Böh13] stellen ein Mesomodell zur Umformsimulation von UD-

Gelegen vor. Dabei werden die Faserbündel mit Schalenelementen und die Naht 

mit Stabelementen modelliert. Zwischen Schalenelementen und Stabelementen 

wird Kontakt modelliert, so dass die Faserbündel (Schalenelemente) in dem 

Netz aus Stabelementen abgleiten können (Abbildung A-29a). Die Umform-

simulation des UD-Geleges am Beispiel des Pyramidenstumpfes (Abbildung 

A-29c) zeigt, dass das Simulationsmodell das Potential hat, Drapierfehler vor-

herzusagen und somit eine Vielzahl von „trial and error“ Versuchen bei der 

Prozessauslegung zu vermeiden [Böh13]. Bei der Simulation des Bias-

Extension-Tests (Abbildung A-29b) kann jedoch nur für kleine Verschiebungen 

eine gute Übereinstimmung mit der Kraft-Weg-Kurve aus dem Experiment be-

obachtet werden [Här14b].  

a) 

  

b) 

 

c) 

 

Abbildung A-29: Mesomodelle zur Umformsimulation von UD-Gelegen: a) Repräsentative Zelle 
eines Mesomodells zur Umformsimulation von UD-Gelegen [Böh13][Här14b]; b) Vergleich zwi-
schen Simulations- und Versuchskurve des Bias-Extension-Test von UD-Gelegen (entnommen aus 
[Här14b] und mit freundlicher Genehmigung von Frank Härtel übersetzt und grafisch aufbereitet); 
c) Abgleich von Simulations- und Versuchsergebnissen am Beispiel eines Pyramidenstumpfes 
([Böh13], Teilabbildung aus größerer Originalabbildung mit freundlicher Genehmigung von Patrick 
Böhler entnommen, Breite der Abbildung ca. 600mm). 
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Kärger et al. [Kär15] stellen eine virtuelle CAE-Kette zur durchgängigen Simula-

tion von UD-Gelegen vor. Dabei werden relevante Information wie beispielwei-

se die lokale Faserorientierung und der lokale Faservolumengehalt von der Dra-

piersimulation über die Infiltrations- und Aushärtesimulation bis hin zur 

Struktursimulation übertragen. In diesem Kontext verwenden Kärger et al. 

ebenfalls ein Mesomodell zur Drapiersimulation von UD-Gelegen, dass sich je-

doch vom Mesomodell von Böhler et al. unterscheidet (Abbildung A-30a). Zwar 

werden die Faserbündel im Mesomodell in [Kär15] wie beim Modell von Böhler 

et al. durch Schalenelemente (Abbildung A-30a, gelb) abgebildet, die Naht wird 

jedoch nicht diskret modelliert. Stattdessen werden die Schalenelemente der Fa-

serbündel mit Membranelementen ohne signifikante Steifigkeit (Abbildung 

A-30a, grau) und Balkenelementen verbunden. Somit erfolgt die Beschreibung 

des Umformverhaltens des UD-Geleges im Wesentlichen durch die Modellie-

rung des Materialverhaltens der Balkenelemente zwischen den Schalenelemen-

ten der Faserbündel. Die Schalenelemente der Faserbündel selbst dienen in die-

sem Modell nur zur Diskretisierung der Faserbündel, die Membranelemente 

zwischen den Schalenelementen dienen nur als Kontaktflächen zu den Werk-

zeugen bzw. zu den Nachbarschichten. Abgleiten zwischen Faserbündeln und 

Naht wird mit diesem Modell im Gegensatz zum Ansatz von Böhler et al. nicht 

modelliert. Die Validierung des Modells am Beispiel eines konvex-konkav ge-

formten generischen Bauteils zeigt (Abbildung A-30b), dass das Modell die Fa-

serorientierung global gut vorhersagt, lokal werden jedoch Unterschiede zwi-

schen Experiment und Simulation beobachtet.  

a) 

 

b) 

 

Abbildung A-30: a) Repräsentative Zelle des Mesomodells zur Umformsimulation von UD-
Gelegen; b) Umformsimulation eines UD-Geleges am Beispiel eine konvex-konkaven generischen 
Geometrie. ([Kär15], Teilabbildungen aus größeren Originalabbildungen mit freundlicher Genehmi-
gung von Luise Kärger entnommen) 
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Ähnlich wie Kärger et al. modellieren auch Senner et al. [Sen14a] das Umform-

verhalten von UD-Gelegen durch eine Kombination aus Schalen- und Balken-

elementen. Im Gegensatz zu Kärger et al. modellieren Senner et al. die Fasern 

homogenisiert mit einer durchgehenden Schicht von Schalenelementen. Das 

Verhalten der Naht wird durch Balkenelemente beschrieben, die gemeinsame 

Knoten mit den Schalenelementen haben. Mit dieser Vorgehensweise beschrei-

ben Senner et al. das Verhalten verschiedener UD-Gelege (mit jeweils unter-

schiedlich orientierter Naht) mit Materialmodellen, die in kommerziellen FE-

Codes existieren. Senner et al. parametrisieren ihr Modell anhand von Zugver-

suchen verschiedener UD-Gelege in Richtung der Naht und validieren ihr Mo-

dell mit der Simulation des Pictureframe-Tests. Eine Umformsimulation mit 

dem Modell wird in [Sen14a] nicht durchgeführt. 

A 3.3.2.2 Kontinuierliche Ansätze 

In kontinuierlichen Ansätzen werden die Faserverbundhalbzeuge als Kontinu-

um mit homogenen Materialeigenschaften betrachtet, obwohl Faserverbund-

halbzeuge auf dem Mikro- und Mesolevel kein Kontinuum darstellen. Für biaxi-

ale Faserverbundhalbzeuge wird somit explizit angenommen, dass kein relatives 

Abgleiten zwischen den Faserbündeln an deren Kreuzungspunkten stattfindet 

[Boi07], was jedoch nur für den Fall von Geweben zutreffend ist (vgl. Abschnitt 

A 3.2.1). Kontinuierliche Ansätze sind vergleichbar effizient (Rechenzeit) wie 

diskrete Ansätze. Durch die kontinuierliche Beschreibung lässt sich komplexes 

Materialverhalten im Vergleich zu diskreten Ansätzen deutlich komfortabler be-

schreiben. Insbesondere die Wechselwirkungen zwischen einzelnen Deformati-

onsmechanismen lassen sich durch kontinuierliche Ansätze im Vergleich zu dis-

kreten Ansätzen unkompliziert erfassen, da das Materialverhalten aller 

Deformationsmechanismen homogenisiert in einem Element beschrieben wird. 

Dafür ist es jedoch erforderlich, benutzerdefinierte Materialsubroutinen zu ent-

wickeln. Die Herausforderung bei der Entwicklung dieser Ansätze liegt darin die 

Umorientierung der vergleichbar steifen Verstärkungsfasern, hervorgerufen 

durch große Schubdeformationen, korrekt abzubilden. Die in den meisten Fini-

te-Elemente Codes existierenden orthotropen Materialmodelle sind zur Be-

schreibung dieser schubdeformationsbedingten Umorientierung jedoch nicht 

geeignet, da das Materialverhalten in diesen Modellen in einem auf der polaren 

Zerlegung des Deformationsgradienten basierenden mitdrehenden Koordina-
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tensystems („co-rotational framework“ - Abschnitt C 2.1, Gleichung C-5, Ab-

bildung C-3) beschrieben wird [Yu02]. Da das „co-rotational framework“ die 

mittlere Starrkörperrotation eines Materialpunktes beschreibt, wird die schubde-

formationsbedingte Umorientierung der Verstärkungsfasern nicht durch die 

Achsen des Koordinatensystems beschrieben. Aus diesem Grund existieren zur 

Beschreibung des makroskopischen Umformverhaltens von Faserverbundhalb-

zeugen in der Literatur eine Reihe anderer Materialmodelle: Hypoelastische (ra-

tenabhängige) Modelle, die das Materialverhalten inkrementell beschreiben, Mo-

delle, die das Materialverhalten mit nicht-orthogonalen Konstitutivgesetzen 

bezüglich des Gesamtdeformationszustandes beschreiben, hyperelastische Mo-

delle, die das Materialverhalten über ein elastisches Potential in Abhängigkeit 

des rechten Cauchy-Green Tensors bezüglich des Gesamtdeformationszustan-

des beschreiben und Modelle, in denen das Materialverhalten durch die Super-

position verschiedener Terme bzw. Materialmodelle beschrieben wird. 

Hypoelastische Materialmodelle 

In hypoelastischen Materialmodellen wird die Spannungsrate 𝛔∇ mit 

 𝛔∇ = 𝑓(𝝈,𝑫) A-1 

durch eine Funktion der Spannung 𝝈 selbst und der Deformationsrate 𝑫 be-

schrieben. Da Konstitutivgleichungen gemäß dem Prinzip der materiellen Ob-

jektivität jedoch nicht von der Wahl des Bezugsystems abhängen dürfen 

[Bel14][Boi10][Alt94], müssen hierfür sowohl die Spannungs- als auch die De-

formationsrate materiell objektiv sein. D.h. beide Größen müssen das Material-

verhalten, bzw. dessen zeitliche Änderung aus der Sicht eines mit dem Material 

fest verbundenen Beobachters beschreiben [Boi10]. In den meisten FE-Codes 

wird dazu entweder die Jaumann’sche oder die Green-Nagdhi Spannungsrate 

verwendet, die sich auf ein aus der polaren Zerlegung des Deformationsgradien-

ten (Abschnitt C 2.1, Gleichung C-5) resultierenden mitdrehendes Koordinaten-

systems, dem sogenannten „co-rotational framework“ (Abschnitt C 2.1, Abbil-

dung C-3) beziehen [Bel14][Bad08][Bad09]. Wird wie im Fall des FE-Codes 

ABAQUS/Explicit die Green-Nagdhi Formulierung verwendet, berechnet sich 

die Spannungsableitung 𝛔∇ aus einem linearen Zusammenhang zwischen dem 

Materialsteifigkeitstensor 𝑲 und der Deformationsrate 𝑫: 
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 𝛔∇ = 𝑲:𝑫 A-2 

Die Spannung selbst ergibt sich wiederum aus der Integration der Spannungsab-

leitung 𝛔∇ über die Zeit 𝑡 [Bel14]. Somit folgt die inkrementelle Beschreibung 

des Materialverhaltens im „co-rotational framework“ in Voigt-Kelvin Schreib-

weise:  

 𝝈𝑖+1 = 𝝈𝑖 + ∆𝝈 = 𝝈𝑖 +𝑲𝑇∆𝑬
𝑙𝑜𝑔 A-3 

Dabei sind 𝝈𝑖 und 𝝈𝑖+1 die Cauchy Spannung am Anfang und Ende eines 

Zeitinkrements, ∆𝝈 das Cauchy-Spannungsinkrement, ∆𝑬𝑙𝑜𝑔 das logarithmische 

Dehnungsinkrement und 𝑲𝑇 die Materialtangente.  

Badel et al. [Bad08][Bad09] zeigen jedoch, dass weder die Jaumann‘sche noch 

die Green-Nagdhi Formulierung bezüglich der Richtung der Verstärkungsfasern 

von Faserverbundhalbzeugen materiell objektiv sind, da die Verstärkungsfasern 

während der Deformation jeweils eine andere Starrkörperrotation erfahren, als 

die mittlere Starrkörperrotation des „co-rotational framework“ (Koordinaten-

system (𝒆1, 𝒆2) in Abbildung A-31a). Vor diesem Hintergrund entwickeln Badel 

et al. [Bad08][Bad09] ein hypoelastisches Materialmodells, zur Beschreibung des 

Materialverhaltens von Faserverbundhalbzeugen mit einer Verstärkungsrichtung 

(unidirektionales Material) und verwenden dieses Modell zur homogenisierten 

Beschreibung des Materialverhaltens eines Faserbündels in einem Mesomodell 

eines Gewebes. Zur Erzielung materieller Objektivität führen Badel et al. ein 

mitdrehendes faserparalleles Koordinatensystem (Abbildung A-31a, (𝒇1, 𝒇2)) 

sowie einen Rotations- bzw. Transformationstensor zwischen dem „co-

rotational framework“ und dem mitdrehenden faserparallelen Koordinatensys-

tem ein. Diese Transformationsbeziehung wird dazu verwendet, das vom FE-

Code im „co-rotational framework“ bereitgestellte logarithmische Dehnungs-

inkrement in das mitdrehende faserparallele Koordinatensystem zu transformie-

ren, um daraus die im faserparallelen Koordinatensystem wirkende inkrementel-

le Spannung zu berechnen. Wichtig dabei ist, dass nicht der im „co-rotational 

framework“ wirkende (logarithmische) Gesamtdehnungszustand transformiert 

wird, sondern dass das vom FE-Code bereitgestellte logarithmische Dehnungs-

inkrement in jedem Zeitschritt in das mitdrehende faserparallele Koordinaten-

system (Abbildung A-31a, (𝒇1, 𝒇2)) transformiert wird und dass die Summation 
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der Spannungsinkremente zur Gesamtspannung, zur Erzielung materieller Ob-

jektivität, im mitdrehenden faserparallelen Koordinatensystem erfolgt. Das 

Konstitutivverhalten beschreiben Badel et. al (im mitdrehenden, faserparallelen 

Koordinatensystem) durch linear elastisches orthotropes Materialverhalten ohne 

Querkontraktion. Für die Rückgabe der Gesamtspannung an den FE-Code wird 

die im faserparallelen Koordinatensystem wirkende Gesamtspannung am Ende 

jedes Inkrements zurück in das vom FE-Code verwendete „co-rotational 

framework“ transformiert.  

 

Abbildung A-31: Schematische Darstellung der Modellierung von materiell objektiven hypoelasti-

schem Materialverhalten im faserparallelen orthogonalen Koordinatensystem (𝒇1, 𝒇2). In Anleh-
nung an [Bad08]. 

Zur Beschreibung des Materialverhaltens von Faserverbundhalbzeugen mit zwei 

ausgeprägten Verstärkungsrichtungen (Gewebe oder Biaxialgelege) superpositi-

onieren Khan et al. [Kha10] zwei hypoelastische Materialmodelle nach [Bad08] 

[Bad09]. Jedes der beiden hypoelastischen Materialmodelle beschreibt jeweils 

das Konstitutivverhalten einer der beiden Faserrichtungen. Das Schubverhalten 

wird durch beide Materialmodelle gleichzeitig beschrieben. Zur Modellierung 

der Schubkurve eines Gewebes modellieren Khan et al. den Schubmodul mit 

einem Polynom vierten Grades in Abhängigkeit des Scherwinkels. Die Anpas-

sung der materialspezifischen Koeffizienten des Polynoms erfolgt dabei durch 

die Simulation des Pictureframe-Tests. Bei der Umformsimulation eines Ge-

webes am Beispiel des „double dome“ erreichen Khan et. al eine hohe Überein-

stimmung mit den Ergebnissen realer Umformversuche. 
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Machado et. al [Mac16] verwenden den von Badel et. al [Bad08][Bad09] und 

Khan et al. [Kha10] entwickelten hypoelastischen Ansatz zur Umformsimulati-

on von thermoplastischen Faserverbundhalbzeugen mit gewebter Verstärkungs-

struktur. Dazu erweitern sie das Konstitutivmodell zur Beschreibung von scher-

raten- und temperaturabhängigem Schubverhalten und berücksichtigen somit 

den temperatur- bzw. ratenabhängigen Einfluss der thermoplastischen Matrix 

auf das Umformverhalten. Machado et. al parametrisieren ihr Konstitutivmodell 

auf Basis des Bias-Extension-Tests bei verschiedenen Temperaturen und ver-

schiedenen Versuchsgeschwindigkeiten. Bei der Simulation des Hemisphären-

Tests erzielen Machado et. al eine gute Übereinstimmung mit den Ergebnissen 

entsprechenden Hemisphären-Umform-Experimenten. 

Modelle mit nicht-orthogonalen Konstitutivgesetzen 

Obwohl alle Modelle zur Umformsimulation von biaxialen Faserverbundhalb-

zeugen das Konstitutivverhalten von Materialien beschreiben, deren Hauptma-

terialsteifigkeiten (Verstärkungsfasern) aufgrund großer Schubdeformationen 

nicht orthogonal zu einander ausgerichtet sind, werden die Modelle, die das Ma-

terialverhalten mit nicht-orthogonalen Konstitutivgesetzen beschreiben, in der 

Literatur (z.B. in [Ger13]) oft als „nicht-orthogonal Modelle“ bezeichnet. 

Yu et al. (Yu et al. 2002) beschreiben das Umformverhalten von Geweben in 

einem zur 𝛼-Faser parallelen orthogonalen Koordinatensystem (Abbildung 

A-32a) mit einer nicht-orthogonalen Konstitutivgleichung. Als Dehnungsmaß 

dient in diesem Modell der lineare Dehnungstensor (vgl. Gleichung C-12) aus-

gewertet im faserparallelen orthogonalen Koordinatensystem (Abbildung 

A-32a). Yu et al. validieren ihr Modell am Beispiel von Prinzipversuchen mit 

„simple shear“- und „pure shear“-Kraftrandbedingungen, am Beispiel des Bias-

Extension-Tests sowie am Beispiel des Hemisphären-Tests. In (Yu et al. 2005) 

erweitern Yu et. al. ihr ursprüngliches Modell für die Umformsimulation von 

Biaxialgelegen mit unsymmetrischem Schubeigenschaften. Dabei wird ange-

nommen, dass die Kreuzungspunkte der vernähten Verstärkungsfasern wie bei 

einem Gewebe als „Gelenke“ betrachtet werden können, so dass kein relatives 

Abgleiten stattfindet. Das Materialverhalten der Verstärkungsfasern des Biaxial-

geleges wird mit dem in (Yu et al. 2002) vorgestellten nicht-orthogonalen Kon-

stitutivmodell beschrieben. Das Schubverhalten wird in diesem Fall jedoch in 
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einer den Faserrichtungen entsprechenden kovarianten Basis beschrieben und 

zur Materialantwort der Verstärkungsfasern addiert. Weiter verwenden Yu et al. 

(Yu et al. 2005) ihr Modell, um den Einfluss von unsymmetrischem Schubver-

halten sowie den Einfluss verschieden großer Niederhalterkräfte auf das Um-

formverhalten des Biaxialgeleges im Hemisphären-Test, zu untersuchen. Dabei 

zeigen sie, dass die Faltenbildung durch die Erhöhung der Niederhalterkräfte 

reduziert werden kann.  

a) 

 

b) 

 

Abbildung A-32: a) Schematische Darstellung der Modellierung nicht-orthogonaler Konstitutivglei-
chungen in einem faserparallelen orthogonalen Koordinatensystem. In Anlehnung an [Yu02]; b) 

Schematische Darstellung der nicht-orthogonalen Basis (𝑔1, 𝑔2) sowie des auf der polaren Zerle-
gung des Deformationsgradienten basierende mitdrehenden Koordinatensystem (co-rotational 

framework) (𝑒1, 𝑒2) vor (links) und nach der Deformation (rechts). In Anlehnung an [Pen05]. 

Im Gegensatz zu den Modellen von Yu beschreiben Peng und Cao [Pen05] das 

Materialverhalten von Geweben komplett in einer der Richtung der Verstär-

kungsfasern entsprechenden schiefwinkligen kovarianten Basis (Abbildung 

A-32b). Zur Berechnung der Spannungsantwort wird die Materialsteifigkeits-

matrix von der kovarianten Basis (Abbildung A-32b - 𝑔1, 𝑔2) in das „co-

rotational framework“ (orthogonale Basis basierend auf der Green-Nagdhi 

Spannungsrate, Abbildung A-32b - 𝑒1′, 𝑒2′) transformiert. Mit der transformier-

ten Materialsteifigkeitsmatrix und dem von den meisten FE-Codes bereitgestell-

ten logarithmischen Dehnungsinkrement (vgl. hypoelastisches Materialverhal-

ten) wird anschließend das entsprechende Spannungsinkrement (Cauchy 

Spannung) berechnet. Die Berechnung der kovarianten Basisvektoren im de-

formierten Zustand erfolgt dabei durch die lineare Abbildung der orthogonalen 

Basisvektoren des Ausgangszustandes mit dem Deformationsgradienten (Ab-

schnitt C 2.1, Gleichung C-1 und C-4). Dieses Vorgehen wird oft auch als Fa-

serorientierungsmodell bezeichnet und auf Peng und Cao zurückgeführt, ob-

wohl die Abbildung materieller Linienelemente zwischen verschiedenen 

pin joint

α-fibre

x

y
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Konfigurationen die Natur des Deformationsgradienten ist. Das Problem bei 

dieser Art der nicht-orthogonalen Beschreibung ist, dass die Transformation der 

Materialsteifigkeitsmatrix auf der Transformation des Cauchy-Spannungs- und 

des logarithmischen Dehnungstensors zwischen der kovarianten Basis 

(Abbildung A-32b - 𝑔1, 𝑔2) und dem sich aus der Green-Nagdhi Formulierung 

ergebendem „co-rotational framework“ (orthogonale Basis, Abbildung A-32b - 

e1′, e2′) basiert. Dies ist jedoch nicht korrekt, da die Ableitungen des Cauchy 

Spannungstensors und des logarithmischen Dehnungstensors nicht objektiv be-

züglich der Verstärkungsfasern sind [Bad08]. Bei unterschiedlichen Lastfällen 

mit gleicher Streckung der Fasern, jedoch unterschiedlicher Starrkörperrotation 

der Fasern, werden mit dieser Transformation verschieden große logarithmische 

Dehnungen sowie Spannungen in Richtung der Fasern berechnet (vgl. hypoelas-

tische Materialmodelle). 

Hyperelastische Materialmodelle 

Im Fall von Hyperelastizität oder auch Green’ scher Elastizität wird davon aus-

gegangen, dass ein elastisches Potential 𝑊(𝑪) bzw. 𝑤(𝑬𝐺𝐿) existiert und dass 

die Deformation unabhängig vom Lastpfad und komplett reversibel ist [Bel14]. 

Dabei ist das elastische Potential entweder eine Funktion des rechten Cauchy-

Green Tensors 𝑪 oder des Green-Lagrange Dehnungstensors 𝑬𝐺𝐿 , der sich 

wiederum direkt aus dem rechten Cauchy-Green Tensor berechnet (vgl. Ab-

schnitt C 2.2). Zur Beschreibung von hyperelastischem Materialverhalten wird 

üblicherweise die zweite Piola-Kirchhoff Spannung 𝑺 verwendet (vgl. Abschnitt 

C 2.3.1), die sich direkt aus der Ableitung des elastischen Potentials nach dem 

Cauchy-Green Tensor, bzw. nach dem Green-Langrange Dehnungstensor be-

rechnet [Bel14]: 

  
𝑺 = 2

𝜕𝑊(𝑪)

𝜕𝑪
=
𝜕𝑤(𝑬𝐺𝐿)

𝜕𝑬𝐺𝐿
 A-4 

Da das elastische Potential hyperelastischer Materialmodelle eine Funktion des 

rechten Cauchy-Green Tensors ist, der direkt die Deformation materieller Li-

nienelemente beschreibt, wird das Prinzip der materiellen Objektivität von hy-

perelastischen Materialmodellen intrinsisch erfüllt [Bel14]. Hyperelastische Ma-

terialmodelle ermöglichen es somit, nicht-orthogonales Materialverhalten 
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materiell objektiv in Abhängigkeit des Gesamtdeformationszustandes zu model-

lieren. Die einfachste Form von hyperelastischen Materialverhalten ist das sog. 

“Saint Vernant-Kirchhoff Material“ oder nur „Kirchhoff Material“, das auch als 

generalisiertes Modell für lineare Elastizität für große Deformationen verstan-

den werden kann. Das elastische Potential von „Kirchhoff Material“ berechnet 

sich aus der Dehnungsenergie 

  
𝑤 =

1

2
𝑬𝐺𝐿: 𝑲𝐾𝑀: 𝑬

𝐺𝐿 . A-5 

Wird für den Materialtensor 𝑲𝐾𝑀 orthotropes Materialverhalten definiert, ist 

das „Kirchhoff Material“ die einfachste Möglichkeit zur Modellierung des Um-

formverhaltens unidirektionaler und biaxialer Faserverbundhalbzeuge, sofern 

die initiale Orientierung der Verstärkungsfasern den Basisvektoren des Refe-

renzkoordinatensystems entsprechen (vgl. Abschnitt C 2.4.3). In der Literatur 

wird „Kirchhoff Material“ jedoch nicht direkt bzw. versteckt unter anderem 

Namen zur Modellierung des Umformverhaltens von Faserverbundhalbzeugen 

verwendet. Beispielsweise verwenden Dridi et. al. [Dri11] zur Modellierung des 

Umformverhaltens von Geweben ein elastisches Potential, basierend auf den 

Komponenten des Green-Lagrange Dehnungstensors. Dieser Ansatz resultiert 

in orthotropem „Kirchhoff-Material“, wird von Dridi et. al. jedoch nicht als die-

ses identifiziert. Huétink [Hue06] beschreibt den Spannungsbeitrag einer uniaxi-

alen Faser in Faserrichtung durch hyperelastisches Materialverhalten mit dem 

elastischen Potential 

 
𝑊𝑢𝑓 =

𝐸

8𝜌0𝑙0
4
(𝑪 − 𝑰): 𝒂0⨂𝒂0⨂𝒂0⨂𝒂0: (𝑪 − 𝑰), A-6 

wobei 𝐸die Steifigkeit, 𝜌0 die Dichte, 𝑙0 Länge und 𝒂0 der Orientierungsvektor 

der uniaxialen Faser im Ausgangszustand sind. Als Dehnungsmaß dient mit 

𝑪 − 𝑰 ebenfalls der Green-Lagrange Dehnungstensors (vgl. Abschnitt C 2.2). 

Aufbauend auf dem Modell der uniaxialen Faser beschreibt Huétink mit dem 

elastischen Potential 

 
𝑊𝑔𝑎 =

1

8𝜌0
(𝑪 − 𝟏):𝑲0: (𝑪 − 𝟏) A-7 
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ein generalisiertes, anisotropes hyperelastisches Materialverhalten. Dabei ist 𝑲0 

der anisotrope Elastizitätstensor (vierter Stufe) des Materials. Sowohl beim Mo-

dell der uniaxialen Faser (Gleichung A-6), als auch bei dem generalisierten aniso-

tropen hyperelastischen Materialmodell (Gleichung A-7) handelt es sich um 

Kirchhoff Material, auch wenn es vom Autor nicht als dieses identifiziert wird. 

Zur Modellierung des Materialverhaltens biaxialer Faserverbundhalbzeuge defi-

nieren Aimène et al. [Aim10][Boi10] das elastische Potential durch  

 𝑊 = 𝑊̅1(𝐼1) + 𝑊̅2(𝐼2) + 𝑊̅12(𝐼12), A-8 

wobei 𝐼1, 𝐼2 und 𝐼12 physikalische Invarianten sind, welche die unterschiedlichen 

Deformationsmechanismen der Faserverbundhalbzeuge beschreiben. Die Inva-

rianten 𝐼1 und 𝐼2 dienen als Maß der Deformation der Verstärkungsfasern und 

sind durch  

 𝐼1 = 𝑇𝑟(𝑪 ∙ 𝑳11) = 𝜆1
2 

A-9 
 𝐼2 = 𝑇𝑟(𝑪 ∙ 𝑳22) = 𝜆2

2  

als das Quadrat der Streckung 𝜆 der Verstärkungsfasern definiert (vgl. Glei-

chung C-8). Durch den Faserorientierungstensor  

 𝑳𝑖𝑗 = 𝒍𝑖⨂𝒍𝑗 A-10 

wird die Richtung der Faserorientierungen berücksichtigt. Dabei sind 𝒍𝑖 und 𝒍𝑗 

die Vektoren der Faserorientierung in der Referenzkonfiguration. Als Maß für 

die Schubdeformation dient die Invariante 𝐼12, die das Quadrat des Kosinus des 

Winkels 𝜓12 zwischen den Verstärkungsfasern (vgl. Gleichung C-20) im defor-

mierten Zustand ist: 

 
𝐼12 =

1

𝐼1𝐼2
𝑇𝑟(𝑪 ∙ 𝑳11 ∙ 𝑪 ∙ 𝑳22) = cos

2𝜓12 A-11 

Abhängig von diesen physikalischen Invarianten modellieren Aimène et al. das 

elastische Potential durch einen Polynomansatz, der es ermöglicht, auch Terme 

höherer Ordnung für die Deformation zu berücksichtigen: 
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𝑊(𝑪) =∑

1

𝑖 + 1
𝐴𝑖(𝐼1

𝑖+1 − 1 ) +

𝑟

𝑖=0

∑
1

𝑗 + 1
𝐵𝑗(𝐼2

𝑗+1
− 1 ) +∑𝐶𝑘𝐼12

𝑘

𝑡

𝑘=1

𝑠

𝑗=0

 A-12 

𝐴𝑖 , 𝐵𝑗  und 𝐶𝑘 sind materialspezifische Parameter bzw. „Fittingparameter“, die 

an das Materialverhalten angepasst werden müssen. Aimène et al. validieren ihr 

Modell anhand von Ein-Element-Modellen, der Simulation des Pictureframe-

Tests sowie der Simulation des Hemisphären-Test eines ausgewogenen und ei-

nes nicht ausgewogenen Gewebes. Dabei erreichen sie eine gute Überstein-

stimmung zwischen Simulations- und Versuchsergebnissen. Basierend auf den 

Erkenntnissen und dem Modell von Aimène et al. [Aim10] stellen Charmetant 

et al. [Cha11] ein erweitertes hyperelastisches Modell vor, das sie zur dreidimen-

sionalen Beschreibung des Materialverhaltens von Faserbündeln im Rahmen 

einer mesoskopischen Analyse des Materialverhaltens eines Gewebes verwen-

den. Das elastische Potential modellieren sie als Summe der Dehnungsenergien 

der Deformation in Faserrichtung, der transversalen Kompaktierung des Faser-

bündels und der Dehnungsenergien für Longitudinal- und Transversalschub. 

Ähnlich wie Aimène et al. (Aimène et al. 2010) und Charmetant et al. (Charme-

tant et al. 2011) beschreiben Guzman-Maldonado et al. [Guz15] das elastische 

Potential bei der Verformung von gewebeverstärkten Organoblechen durch die 

Invarianten folgender als unabhängig angenommener Deformationsmechanis-

men: Dehnung in beide Faserrichtungen, in-plane Schubverformung und Bie-

gung (Abschnitt A 3.3.2.4). Zusätzlich dazu beschreiben Guzman-Maldonado et 

al. das temperatur- und dehnratenabhängige Schubverhalten durch visko-

hyperelastisches Materialverhalten mit einem generalisierten Maxwell-Element. 

Peng et al. [Pen13] beschreiben die Deformation eines Gewebes aus der Summe 

des elastischen Potentials der Deformation der einzelnen Fasern und des elasti-

schen Potentials der Interaktion der unterschiedlich orientierten Fasern. Als 

Maß für die Dehnung der Fasern verwenden Peng et al. wie auch Aimène et al. 

(Aimène et al. 2010) das Quadrat der Streckung der Verstärkungsfasern. Als 

Maß für die Interaktion der verschieden orientierten Fasern verwenden Peng et 

al. jedoch direkt den Scherwinkel. Die Potentialfunktion beschreiben Peng et al. 

wie auch Aimène et al. durch Terme höherer Ordnung deren Konstanten mate-

rialspezifisch sind. Mit ihrem Modell erreichen Peng et al. eine gute Überstein-

stimmung zwischen Simulations- und Versuchsergebnissen des Pictureframe-

Tests, des Bias-Extension-Tests und des „double-dome“ Umformversuchs. 
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IFRM („Ideal Fiber Reinforced Model“) 

Das von Spencer [Spe00] postulierte „Ideal Fiber Reinforced Model“ dient zur 

allgemeinen  Beschreibung  von  faserverstärkten  inkompressiblen  Materialien. 

Die Spannungsantwort  

 𝝈𝐼𝐹𝑅𝑀 = −𝑝𝑰 + 𝑇𝑎𝒂⊗ 𝒂 + 𝑇𝑏𝒃⊗ 𝒃 + 𝝉𝑎𝑑𝑑 A-13 

berechnet sich aus der Superposition des hydrostatischen Drucks 𝑝 der Span-

nungen der Verstärkungsfasern 𝑇𝑎 und 𝑇𝑏  sowie dem Zusatzterm 𝝉𝑎𝑑𝑑 , der bei-

spielsweise das Materialverhalten der Matrix eines endlosfaserverstärkten ther-

moplastischen Faserverbundhalbzeugs beschreibt. Dabei resultiert aus dem 

hydrostatischen Druck die Inkompressibilität des Materials und aus den Faser-

spannungen die Undehnbarkeit in Faserrichtung. Das Matrixmaterial beschreibt 

Spencer durch ein lineares Newton’sches Fluid.  

Ten Thije et al. [Ten07] greifen das Konzept von Spencer auf und verallgemei-

nern den Ansatz mit 

 
𝝈 =∑𝑣𝑖 𝝈𝑖  , A-14 

wobei 𝝈𝑖 jeweils der Spannungsbeitrag einer „Komponente“ des Materials ist 

und 𝑣𝑖 die Gewichtung dieser Spannung. Zur Beschreibung der Faserspannun-

gen verwenden Thije et al. die uniaxiale Faser bzw. das generalisierte, anisotro-

pes hyperelastische Material von Huètink [Hue06] (vgl. hyperelastisches Materi-

alverhalten). Die Beschreibung der Interaktion der verschieden orientierten 

Verstärkungsfasern beschreiben Ten Thije et al. durch linear elastisches Materi-

alverhalten. Die Validierung des Modells erfolgt am Beispiel des Bias-Extension 

Tests eines in 45°-Richtung vernähten 0/90°-Biaxialgeleges. Dabei beschreiben 

Ten Thije et al. den Einfluss der Naht durch eine zusätzliche uniaxiale Faser in 

45°-Richtung mit elastisch-plastischem Materialverhalten.  

Mit dem Konzept der Superposition der Spannungsbeiträge versch. Komponen-

ten lassen sich in beliebige Richtungen verstärkte Materialien modellieren. Bei-

spielweise findet dieses Konzept auch zur Simulation des Umformverhaltens 

von unidirektional verstärkten Thermoplasten in der Software AniForm An-
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wendung [Haa13]. Dabei wird das Verhalten der Faser mit dem uniaxialen Fa-

sermodell von Huètink [Hue06] beschrieben und das Verhalten der thermoplas-

tischen Matrix durch ein Newton’sches Fluid beschrieben. 

*Fabric Materialmodel in ABAQUS 

Zur Beschreibung des Deformationsverhaltens von Materialien, deren Haupt-

materialsteifigkeiten bei großen Schubdeformationen nicht mehr orthogonal zu-

einander ausgerichtet sind, existiert in ABAQUS das *Fabric Materialmodell. 

Mit dem *Fabric Materialmodell ist es möglich, das Materialverhalten in Rich-

tung der Hauptmaterialrichtungen, sowie das Schubverhalten in Form von 

Kennlinien in Tabellenform vorzugeben. Die Modellierung von nicht-

orthogonaler Querkontraktion (Abschnitt C 2), nicht-orthogonaler Biegung 

(Abschnitt C 3) sowie der Interaktion zwischen den Zug- und Schubeigen-

schaften (Abschnitt C 2.5.1.3) ist mit dem *Fabric Materialmodell jedoch nicht 

möglich. 

Numerisches Intra-Ply „Schublocking“ 

Die Membranverformung von Faserverbundhalbzeugen wird aufgrund der ver-

gleichbar geringen Schubsteifigkeit dominiert von Schubdeformationen (vgl. 

Abschnitt A 3.2.1). Diese Schubdeformationen sind jedoch nicht kontinuierlich 

über die Halbzeugfläche verteilt, sondern finden im Wesentlichen zwischen den 

einzelnen Faserbündeln statt. Diese diskontinuierliche Schubdeformation von 

Faserverbundhalbzeugen lässt sich beispielsweise an den Zonengrenzen im Bias-

Extension-Test (Abschnitte A 3.2.1 und B 2.4, Abbildung B-9) von Geweben 

beobachten (Abbildung A-33). Da Standard-Finite-Elemente 𝐶1-stetig sind 

(Verschiebungsfeld ist stetig differenzierbar), ist es nicht möglich, diskontinuier-

liches Verhalten innerhalb eines Elementes abzubilden. Diskontinuierliche 

Schubdeformationen können bei Standard-Finite-Elementen nur zwischen ein-

zelnen Elementen auftreten. Somit müssen die Elemente entlang der Fasern 

ausgerichtet werden, um sicherzustellen, dass Zonen stark diskontinuierlicher 

Schubdeformationen, zwischen den Elementen verlaufen. Werden die Elemente 

nicht entlang der Fasern ausgerichtet, kommt es aufgrund der 𝐶1-Stetigkeit zu 

einer numerisch bedingten Versteifung des Materialverhaltens, dem sog. nume-

rischen Schublocking. Dieses tritt wiederum weit vor dem physikalischen 
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Schublocking von Geweben auf und muss somit vermieden werden. Numeri-

sches Schublocking lässt sich am Beispiel der Simulation des Bias-Extension-

Test gut veranschaulichen [Yu06][Ten08][Ham13][Haa13][Wol13]. Alternative 

Finite-Element-Ansätze zur Umgehung dieses Problems werden in [Ten08] 

[Ham08][Ham13] vorgestellt und diskutiert (vgl. Abschnitt A 3.3.2.3). 

 

Abbildung A-33: Diskontinuierliche Schubdeformation an den Zonengrenzen im Bias-Extension-
Test (untere Probenhälfte) [Ten08]. 

A 3.3.2.3 Semi-diskrete Ansätze 

Semi-diskrete Ansätze stellen eine Mischform zwischen diskreten und kontinu-

ierlichen Ansätzen dar. Dabei werden insbesondere die Steifigkeit der Verstär-

kungsfasern sowie deren Orientierung nicht kontinuierlich, sondern diskret mo-

delliert. Die Basis dieser Modelle bilden Schalen- oder Membranelemente. Zur 

Realisierung existieren zwei unterschiedliche Ansätze: Zum einen werden 

Membran- oder Schalenelementen mit Stabelementen superpositioniert [Lin07] 

[Har11], zum anderen wird der mesoskopische Aufbau der Halbzeuge direkt 

durch semi-diskrete Finite Elemente modelliert [Ham07][Ham08][Ham09] 

[Bel12b]. 
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Superposition von Membran- oder Schalenelementen mit Stabelementen 

Bei dieser Art von Modellen werden nur die Schubeigenschaften bzw. das Ver-

halten der Matrix von thermoplastischen Faserverbundhalbzeugen mit Gewebe-

verstärkung mit einem kontinuierlichen Ansatz in einem Schalen- oder Memb-

ranelement beschrieben. Die Steifigkeit und Ausrichtung der Verstärkungsfasern 

wird in diesen Modellen wie im Fall diskreter Ansätze durch lineare Stabelemen-

te beschrieben, die mit den Membran- oder Schalenelementen superpositioniert 

werden [Lin07][Har11]. Vorteil dieser Art der Modellbildung ist, dass sich die 

Umorientierung der Verstärkungsfasern unkompliziert durch die Stabelemente 

beschreiben lässt und zur Beschreibung der Schubeigenschaften existierende 

kontinuierliche Modelle verwendet werden können. Sowohl Harrison et al. 

[Har11] als auch Lin et al. [Lin07] verwenden zur Modellierung der temperatur-

abhängigen visko-elastischen Schubeigenschaften den von Yu et. al [Yu02] 

[Yu05a] entwickelte nicht-orthogonalen Ansatz und ersetzen den Spannungsbei-

trag der Verstärkungsfasern in dem nicht-orthogonalen Modell mit den Sta-

belementen. Als Grund dafür nennen Harrison et al. die bessere Konvergenz 

des semi-diskreten Ansatzes. Da die Schubdeformation bei dieser Art Modelle 

kontinuierlich modelliert wird, müssen auch hier die Elementkanten entlang der 

Fasern ausgerichtet werden. 

Semi-diskrete Finite Elemente 

In den von Hamila und Boisse [Ham07][Ham08][Ham09] entwickelten semi-

diskreten Finiten Elementen (Abbildung A-34a) wird das Deformationsverhal-

ten von Geweben direkt durch die Dehnungsenergie der einzelnen „mesoskopi-

schen“ Komponenten bzw. Deformationsmechanismen beschrieben. Im Ge-

gensatz zu kontinuierlichen Ansätzen wird das mechanische Verhalten dabei 

nicht durch kontinuierliche Spannungs- und Dehnungstensoren beschrieben, 

sondern es wird ein direkter Zusammenhang zwischen der „einachsigen“ Deh-

nung einer „Meso-Komponente“ und deren Beitrag zu den Knotenkräften her-

gestellt. Die innere Arbeit eines Elementes ergibt sich aus der Summe der inne-

ren Arbeit der einzelnen „mesoskopischen“ Komponenten bzw. 

Deformationsmechanismen: 

 𝑊𝑖𝑛𝑡
𝑒 (𝜼) = 𝑊𝑖𝑛𝑡

𝑒,𝑡𝑒𝑛(𝜼) +𝑊𝑖𝑛𝑡
𝑒,𝑠ℎ(𝜼) +𝑊𝑖𝑛𝑡

𝑒,𝑏𝑒𝑛(𝜼) A-15 
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Dabei sind 𝑊𝑖𝑛𝑡
𝑒,𝑡𝑒𝑛(𝜼) die innere Arbeit der Zugdeformation der Fasern, 

𝑊𝑖𝑛𝑡
𝑒,𝑠ℎ(𝜼) die innere Arbeit der Schubdeformation des Halbzeugs, 𝑊𝑖𝑛𝑡

𝑒,𝑏𝑒𝑛(𝜼) 

die innere Arbeit der Biegedeformation und 𝜼 ein virtuelles Verschiebungsfeld. 

Der Beitrag der einzelnen Deformationsmechanismen wird somit, wie auch bei 

den hyperelastischen Materialmodellen (z.B. Gleichung A-8), vollständig ent-

koppelt modelliert. Ein wesentlicher Vorteil dieser Modelle ist, dass die Elemen-

te nicht wie bei kontinuierlichen Ansätzen entlang der Fasern ausgerichtet wer-

den müssen und somit keine Einschränkungen bei der Wahl des FE-Netzes 

existieren. Bei der Umformsimulation am Beispiel des Hemisphären-Tests 

[Boi11b] und am Beispiel einer tetraederförmigen Geometrie [Boi11b][All11] 

wird mit den semi-diskreten Elementen eine gute Übereinstimmung zwischen 

Simulations- und Versuchsergebnissen hinsichtlich Faserorientierung und Falt-

enbildung erzielt.  

Um „internes“ Faserabgleiten in der Umformsimulation von Biaxialgelegen zu 

berücksichtigen, modellieren Bel et al. [Bel12b] jede der beiden Faserschichten 

eines Biaxialgeleges mit einer Schicht semi-diskreter Finiter Elemente und ver-

binden diese Elementschichten mit Balkenelementen. Den Kontakt zwischen 

Balkenelement und Schalenelement modellieren Bel et al. als eine Art „Schie-

nenkontakt“, so dass das Abgleiten der Balkenelemente nur in die jeweilige Fa-

serrichtung möglich ist. Mit ihrem Modell bilden Bel et al. das im Hemisphären-

Test beobachtete Abgleiten der Fasern gut ab.  

a) 

 

b) 

 

Abbildung A-34: a) Semi-diskretes Finites Element mit drei Knoten zur Simulation des Umform-
verhaltens von Geweben [Ham08]; b) Semi-diskretes Modell zur Simulation des Umformverhaltens 
von Biaxialgelegen [Bel12b].  
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A 3.3.2.4 Entkopplung von Membran- und Biegeeigenschaften 

Die Biegeeigenschaften von Faserverbundhalbzeugen müssen entkoppelt von 

deren Membraneigenschaften modelliert werden, da die Biegesteifigkeit von Fa-

serverbundhalbzeugen aufgrund der geringen Transversalschubsteifigkeit  

(A 3.2.3) viel geringer ist, als sie sich mit der für Strukturwerkstoffe gültigen 

Plattentheorie errechnen lässt [Ham09][All11][Boi11b][Haa13][Lia14][Guz15] 

[Dör16b]. Insbesondere zur Simulation bzw. zur Vorhersage von Falten muss 

die Biegesteifigkeit der Faserverbundhalbzeuge berücksichtigt werden, da die 

Biegesteifigkeit die Form der Falten signifikant beeinflusst [Ham09][Boi11b] 

[All15]. 

Zur Entkopplung von Membran- und Biegeeigenschaften sind zwei unter-

schiedliche Vorgehensweisen bekannt: Zum einen kann die Entkopplung direkt 

bei der Formulierung der verwendeten Schalenelemente realisiert werden 

[Yu05b][Ham09][All11][Boi11b][Lia14][Guz15]. Zum andern kann die Ent-

kopplung auch durch die Superposition von Membran- und Plattenelementen 

realisiert werden [Haa13]. Am Institut für Fahrzeugsystemtechnik wird die Ent-

kopplung von Membran- und Biegeeigenschaften im Rahmen der Umformsi-

mulation von unidirektional verstärkten Organoblechen, hergestellt aus thermo-

plastischen UD-Tapes, ebenfalls durch die Superposition von Schalen- und 

Plattenelementen realisiert. Die Modellierung der Biegeeigenschaften erfolgt in 

diesem Zusammenhang durch die benutzerdefinierte Integration einer Kinema-

tik über die Schalendicke in ABAQUS/Explicit mit der Subroutine VUGENS 

(Abschnitt C 3) und wurde erstmals in [Dör16b] veröffentlicht. 

A 3.3.2.5 Multilayermodelle und Intefaceeigenschaften 

Multilayermodelle 

Zur Umformsimulation mehrerer Lagen existieren zwei unterschiedliche Kon-

zepte: In der Regel wird jede Halbzeuglage mit einer Schicht Membranelemente, 

Schalenelemente oder überlagerter Membran- und Schalenelemente diskretisiert. 

Die Interfaceeigenschaften werden bei diesem Konzept durch den Kontakt zwi-

schen den Elementschichten oder durch spezielle Kontaktelemente zwischen 

den Schichten modelliert (Abbildung A-35) [Van09a][Kha10][Che11a][Haa13] 

[Dör16b]. Im Gegensatz dazu stellen Ten Thije und Akkerman [Ten09] ein Mul-
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tilayerelement zur Umformsimulation mehrerer Halbzeuglagen mit nur einem 

Schalenelement vor, das jedoch kaum Anwendung findet. Bei diesem Konzept 

wird das relative Abgleiten zwischen den einzelnen Lagen durch interne Frei-

heitsgrade im Schalenelement beschrieben. 

 

Abbildung A-35: Schematische Darstellung des Modellaufbaus einer Multilayer-Umformsimulation 
[Haa13]. 

Interface-Eigenschaften 

Die Interface-Eigenschaften zur Umformsimulation trockener Faserverbund-

halbzeuge werden in der Regel durch das Coulomb’sche Reibgesetz beschrieben 

[Kha10], das in den allermeisten FE-Codes standardmäßig vorhanden ist. Die 

Beschreibung der Interface-Eigenschaften zur Umformsimulation von thermo-

plastischen Faserverbundhalbzeugen mit Endlosfaserverstärkung ist aufwändi-

ger als bei trockenen Halbzeugen, da aufgrund der thermoplastischen Matrix 

„Delamination“ kombiniert mit visko-elasto-plastischem Abgleitverhalten mo-

delliert werden muss: Haanappel [Haa13] modelliert das Abgleitverhalten zwi-

schen den Schichten durch ein Newton’sches Fluid. Um Delamination zu ver-

hindern, modelliert Haanappel Adhäsion in Normalenrichtung, so dass sich der 

Kontakt erst beim Überschreiten einer Deaktivierungsdistanz öffnet. Ein ähnli-

cher Ansatz wird von Dörr et al. [Dör16b] verfolgt. Vanclooster [Van09a] mo-

delliert das Abgleitverhalten zwischen gewebeverstärkten Organoblechen in 

Abhängigkeit des Normaldrucks, der Abgleitgeschwindigkeit und der Tempera-

tur. Zur Vorhersage der Temperaturänderung verwendet Vanclooster ein eindi-

mensionales Modell zur Simulation der Wärmeleitung. Adhäsion in Normalen-
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richtung berücksichtigt Vanclooster nicht. Chen et al. [Che11a] modellieren die 

Interface-Eigenschaften zwischen gewebeverstärkten Organoblechen nicht 

durch eine Kontaktformulierung, sondern durch ein spezielles kohäsives Ele-

ment. Dabei modellieren sie sowohl das tangentiale als auch das normale Ver-

halten ratenabhängig. Nummerische Studien zeigen, dass das Ausmaß der Falt-

enbildung bei der Umformung von Faserverbundhalbzeugen sehr stark durch 

das Abgleitverhalten zwischen den einzelnen Halbzeugschichten beeinflusst 

wird [Van09a][Haa13][Dör16a]. Je größer der Abgleitwiderstand zwischen den 

Halbzeugschichten ist, desto mehr Falten entstehen. 



 

 

B  Experimentelle Untersuchung  

des Umformverhaltens  

vernähter UD-Gelege1

                                                           
1  Die Ergebnisse der Querzugversuche und des Hemisphären-Tests von UD-Gelegen, sowie erste 

Ergebnisse des Pictureframe-Tests und des Bias-Extension-Tests wurden in Schirmaier et. al. 

[Sch16] erstmals vorgestellt. 
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B 1 Versuchswerkstoffe 

Die Untersuchung des Umformverhaltens von UD-Gelegen erfolgt am Beispiel 

des nähgewirkten UD-Geleges “HPT-320-C0“ der Firma SGL (Abbildung A-8). 

Das Flächengewicht des UD-Geleges beträgt 320 g/m², wobei das Flächenge-

wicht der Kohlenstofffasern im UD-Gelege 300 g/m² beträgt. Die Breite der 

Kohlenstofffaserbündel beträgt 5 mm, die Feinheit der Kohlenstofffaserbündel 

3300 tex. Das Flächengewicht des Polyethylene (PE) Nähfadens beträgt 7 g/m², 

das Flächengewicht der Glasfaserschussfäden 13 g/m² und die Feinheit der 

Glasfaserschussfäden 68 tex. 

Zum Vergleich der Ergebnisse des Pictureframe-Tests des UD-Geleges mit ei-

nem Gewebe wird der Pictureframe-Test zusätzlich mit dem HexForce® Pri-

meTex™ 48331 C 1500 Kohlenstofffaser-Leinwandgewebe (Abbildung A-5a) 

der Firma Hexcel durchgeführt. Das Flächengewicht des Gewebes beträgt 330 

g/m², die Breite der Kohlenstofffaserbündel 4mm. 

Die mehrlagigen Umformversuche werden mit bebinderten UD-Gelegen 

durchgeführt, damit die Preforms nach dem Entformen formstabil bleiben. Da-

zu wird zwischen den Halbzeugschichten 12 g/m² EPIKOTE 05390 Binder der 

Firma Momentive verwendet. 



 

 

  



 

63 

B 2 Experimentelle Versuchsführung 

und Versuchseinrichtungen 

Alle Couponversuche, mit Ausnahme des Cantilever-Tests, wurden im Festig-

keitslabor am Institut für Angewandte Materialien - Werkstoffkunde (IAM-WK) 

des KIT durchgeführt. Dabei wurde eine elektromechanische Zwick Universal-

puniversal Prüfmaschine vom Typ „Zwicki“ in Verbindung mit einer 2,5 kN 

Kraftmessdose verwendet. Die Prüfgeschwindigkeit (Verfahrgeschwindigkeit 

des Querhauptes) aller Versuche beträgt 100 mm/min, sofern die verwendete 

Prüfgeschwindigkeit nicht anders ausgewiesen wird. Der Cantilever-Test sowie 

der Hemisphären-Test wurden am Fraunhofer Institut für Chemische Techno-

logie in Pfinztal durchgeführt. Die bauteilnahen Umformversuche mit dem se-

quentiellen Preformprozess der DIEFFENBACHER GMBH Maschinen- und 

Anlagenbau und dem Lampentopfwerkzeug (Abschnitt B 2.9) wurden bei der 

DIEFFENBACHER GMBH Maschinen- und Anlagenbau in Eppingen durch-

geführt. 

B 2.1 Dehnungsmaß und Dehnungsmessung 

Zur Bewertung der Verformung wird im Rahmen dieser Arbeit ein spezielles 

lineares Dehnungsmaß verwendet, das auch für große Deformationen geeignet 

ist. Dieses lineare Dehnungsmaß wird im Rahmen der Entwicklung eines Simu-

lationsmodells in Abschnitt C 2.2 eingeführt und detailliert beschrieben sowie in 

Abschnitt C 2.4 diskutiert. Für einen unkomplizierten Vergleich zwischen Ver-

suchs- und Simulationsergebnissen wird dieses Dehnungsmaß auch im Rahmen 

der experimentellen Untersuchungen verwendet und im Folgenden kurz erläu-

tert: Als Maß für die Schubdeformation wird direkt der Scherwinkel 𝛾12 im Bo-

genmaß verwendet (Abbildung B-1a). Als Maß für die Deformation der Koh-

lenstofffaserbündel wird die lineare Dehnung 

 
𝜀11 =

𝑙1

𝑙1
0 − 1 B-1 
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verwendet (siehe Abbildung B-1a). Mit 

 
𝜀22 =

𝑙2

𝑙2
0 − 1 B-2 

wir die Zugdehnung der Naht gemessen (Abbildung B-1a). Da die Dehnungs-

komponente 𝜀22 im Allgemeinen nicht senkrecht zu den Kohlenstofffaser-

bündeln bzw. zur Dehnungskomponente 𝜀11 ist wird mit der Dehnungs-

komponente 

 
𝜀⊥ =

𝑙⊥

𝑙⊥
0 − 1 =

𝑙2 ∙ sin 𝜓12

𝑙2
0 − 1 B-3 

zusätzlich die Dehnung senkrecht zu den Kohlenstofffaserbündeln gemessen 

(Abbildung B-1a).  

 

Abbildung B-1: a) Unverformte und verformte Einheitszelle des UD-Geleges zur Veranschau-
lichung der linearen Dehnungskomponenten im Rahmen der optischen Dehnungsmessung;  
b) Punktemuster zur optischen Dehnungsmessung mit vier Einheitszellen.  

Im Fall einachsiger Zugversuche entspricht dieses Dehnungsmaß der bekannten 

technischen Dehnung und wird über die Messung der Verschiebung der Traver-

se der Prüfmaschine ermittelt. Im Fall von Zugversuchen mit überlagerter 

Schub- und Querzugdeformation (Off-Axis-Zugversuche - Abschnitt B 2.4) er-

folgt die Dehnungsmessung mittels optischer Videoauswertung der Deformati-

on der Textilproben: Dazu wird vor der Prüfung auf die Textilproben mit wei-

ßem Lack ein quadratisches Muster von Punkten im Abstand von  

𝑙𝑒 ≈ 10 𝑚𝑚 gesprüht (siehe Abbildung B-1b). Die Verschiebung der Punkte 

wird mit einer digitalen Videokamera, die frontal zur Textilprobe positioniert ist, 

aufgezeichnet. Zur optischen Auswertung des Dehnungsfeldes, wird zunächst 

unverformt verformt

a) b)
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die Verschiebung der einzelnen Punkte mittels digitaler Bildauswertung in Mat-

lab gemessen (Abbildung B-1b, rote Kreuze). Im Gegensatz zur digitalen Bild-

auswertung in [Sch16], bei der direkt das „open source“ Matlab Script von Eberl 

et. al. [Ebe06] zur Verfolgung der Punkte verwendet wird, wird im Rahmen die-

ser Arbeit ein am Institut für Fahrzeugsystemtechnik, hinsichtlich der Verfol-

gung von Punkten in Proben mit großen Deformationen, verbesserter Algo-

rithmus verwendet. Die mittlere Deformation zwischen den Punkten wird nach 

dem Prinzip der Finiten Elemente [Bel14] aus den Verschiebungen der Punkte 

berechnet, indem jeweils vier Punkte zu einem Finiten Element zusammenge-

fasst werden (Abbildung B-1b, gelbe Linien). Als Maß für die mittlere Deforma-

tion dient der Deformationsgradient, auf Basis dessen die hier verwendeten line-

aren Dehnungen berechnet werden können (siehe Abschnitt C 2.1). 

B 2.2 Uniaxialer Zugversuch 

Unter Berücksichtigung der Ergebnisse von Böhler et al. [Böh13] und Härtel et 

al. [Här14b] sowie der Tatsache, dass die Glasfasern relativ lose mit dem UD-

Gelege vernäht sind, wird ambivalentes Zugverhalten quer zur Faserrichtung 

erwartet. Aus diesem Grund wird im Rahmen dieser Arbeit eine neue experi-

mentelle Methode verwendet, die es ermöglicht, das Halbzeug mit den drei fol-

genden verschiedenen Einspannkonfigurationen zu untersuchen (Abbildung 

B-2, vgl. [Sch16]): 

 Die Kohlenstofffasern sind inklusive der Naht beidseitig fest einge-

spannt; die Glasfasern können auf beiden Seiten der Probe durch die 

Klemmung durchgleiten bzw. bei Belastung nachfließen (Typ A,  

Abbildung B-2a). 

 Die Kohlenstofffasern sind inklusive der Naht beidseitig fest einge-

spannt; die Glasfasern können auf einer Seite der Probe durch die 

Klemmung durchgleiten bzw. bei Belastung nachfließen und sind auf 

der anderen Seite der Probe fest eingespannt (Typ B, Abbildung 

B-2b). 

 Die Kohlenstofffasern sind inklusive der Naht und der Glasfasern 

beidseitig fest eingespannt (Typ C, Abbildung B-2c). 
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Abbildung B-2: Schematische Darstellung der Einspannung der UD-Gelege-Proben zur Charakte-
risierung der Querzugeigenschaften: a) Die Glasfasern sind beidseitig frei beweglich; b) Die Glasfa-
sern sind auf einer Seite fest eingespannt; c) Die Glasfasern sind beidseitig fest eingespannt. 

Zur Realisierung der verschiedenen Einspannkonfigurationen wird im Rahmen 

dieser Arbeit eine für diesen Zweck entworfene Einspannvorrichtung verwendet 

(Abbildung B-3). Um sicherzustellen, dass weder die Glasfasern noch die Koh-

lenstofffasern aus der Klemmung rutschen, werden Klemmen mit einer Nut 

verwendet (siehe Abbildung B-3a). Sollen die Glasfasern bei Belastung in Belas-

tungsrichtung nachfließen, erfolgt die Übertragung der Klemmkraft über Dis-

tanzplättchen, die in regelmäßigen Abständen zwischen die Glasfasern gelegt 

werden (siehe Abbildung B-3b,c). Somit werden nur die Kohlenstofffasern und 

die Naht geklemmt, während die Glasfasern beweglich bleiben. Da der struktu-

relle Zusammenhalt innerhalb des UD-Geleges ohne Glasfasern nicht aufrecht 

erhalten werden kann, werden die Proben so präpariert, dass die nachfließenden 

Glasfasern aus der Klemmung herausragen und bei Belastung in ausreichendem 

Maß nachfließen können (siehe Abbildung B-2 und Abbildung B-3c). Dadurch 

wird gewährleistet, dass der strukturelle Zusammenhalt innerhalb der UD-

Gelege Proben auch bei großen Dehnungen bestehen bleibt (vgl. [Sch16]). 

Glasfasern frei beweglich 

(Distanzplättchen)

Glasfasern frei beweglich 

(Distanzplättchen)

Glasfasern fest 

eingespannt

Glasfasern fest 

eingespannt

Glasfasern frei beweglich 

(Distanzplättchen)

Glasfasern fest 

eingespannt

a)

Glasfasern

b) c)Typ BTyp A Typ C
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Abbildung B-3: a) Querschnitt der Klemmvorrichtung mit Nut für transversale Zugversuche mit 
geklemmten Glas- und Kohlenstofffasern; b) Spezieller Klemmmechanismus für transversale Zug-
versuche: Die Kohlenstofffasern werden über Distanzplättchen geklemmt, während die Glasfasern 
zwischen den Distanzplättchen in Belastungsrichtung nachfließen können; c) Distanzplättchen in 
der Klemmung vor und nach dem Zugversuch. [Sch16] 

Ziel dieser Untersuchung ist es, zum einen herauszufinden, welche der oben ge-

nannten Konfigurationen am besten geeignet ist, um die transversalen Zugei-

genschaften von UD-Gelegen zu charakterisieren. Dafür wird das Verhalten von 

Proben der Größe 230x120 mm² (𝐵(Breite) x 𝐿(Länge), siehe Abbildung B-2) 

für alle drei Konfigurationen verglichen. Zum anderen ist der Einfluss der Pro-

benlänge auf die Versuchsergebnisse Gegenstand dieser Untersuchung. Dafür 

werden die Probenlängen folgendermaßen variiert und für Klemmkonfiguration 

A (beidseitig nachfließende Glasfaser, Abbildung B-2a) in Abbildung B-2 vergli-

chen: 230x20 mm², 230x40 mm², 230x120 mm², 230x180 mm² (Breite x Länge). 

Zur Untersuchung der Halbzeugdeformation werden zwei Videokameras ver-

wendet (Abbildung B-4): Kamera 1 wird frontal zur Textilprobe positioniert, um 

c)

Kohlenstoff-

fasern
Glasfasern

Naht

Distanzplättchen

Vor dem Versuch Nach dem Versuch

Distanzplättchen

b)a)

230 mm
20 mm
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die Verformung in der Ebene aufzuzeichnen. Kamera 2 wird seitlich zur Textil-

probe positioniert (90° bezüglich Kamera eins), um Faltenbildung bzw. Ausbeu-

len der Kohlenstofffasern zu detektieren (vgl. [Sch16]). 

 

Abbildung B-4: Positionierung der Videokameras im Textil-Zugversuch (Ansicht von oben). 

B 2.3 Pictureframe-Test 

Eine Möglichkeit zur Messung der Schubeigenschaften von Textilien ist der Pic-

tureframe-Test (Scherrahmen-Test, z.B. [Cao08], Abbildung B-5). Dabei wird 

eine kreuzförmige Textilprobe so in den Scherrahmen eingespannt, dass die Fa-

sern parallel zu dessen Armen ausgerichtet sind. Um zu verhindern, dass Reib-

kräfte die Messergebnisse verfälschen, werden in den Gelenken dieses Scher-

rahmens Nadellager verwendet. Die Klemmung der Halbzeuge erfolgt über eine 

dünne Gummischicht, damit die Kraft gleichmäßig in die Probe eingeleitet wird 

und sich initial nicht korrekt ausgerichtete Fasern bei kleinen Scherwinkeln rich-

tig ausrichten können [Wil08] (vgl. [Sch16]). 

Durch die Kinematik des Scherrahmens wird reine Scherverformung (pure 

shear – vgl. Abbildung A-14a) des Textils erzwungen. Unter der Annahme, dass 

der Scherwinkel im Halbzeug dem Scherwinkel des Scherrahmens entspricht, 

lässt sich der Scherwinkel durch 

 𝛾 =
𝜋

2
− 𝜓 =

𝜋

2
− cos−1 (

√2𝐿𝑓𝑟𝑎𝑚𝑒 + 𝑢𝑓𝑟𝑎𝑚𝑒

2𝐿𝑓𝑟𝑎𝑚𝑒
) B-4 

Kamera 1

Kamera 2

Zug-Prüfmaschine

Textilprobe

Maschinenachse

aus der Armlänge 𝐿𝑓𝑟𝑎𝑚𝑒  und der gemessenen globalen Verschiebung 𝑢𝑓𝑟𝑎𝑚𝑒  

berechnen [Cao08] (Abbildung B-5). 
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Abbildung B-5: Pictureframe-Test: a) Pictureframe mit UD-Gelege-Probe; b) Schematische Dar-
stellung der Kinematik sowie der wirkenden Kräfte. [Sch16] 

Die normierte Scherkraft 𝐹𝑆,𝑁 kann mit 

 𝐹𝑆,𝑁 = 𝐹𝑆ℎ𝑒𝑎𝑟
𝐿𝑓𝑟𝑎𝑚𝑒

𝐿𝑓𝑎𝑏𝑟𝑖𝑐
2 =

𝐹𝑓𝑟𝑎𝑚𝑒𝐿𝑓𝑟𝑎𝑚𝑒

2cos (
𝜓
2
)𝐿𝑓𝑎𝑏𝑟𝑖𝑐
2

 B-5 

aus der gemessenen Kraft 𝐹𝑓𝑟𝑎𝑚𝑒 , der Armlänge 𝐿𝑓𝑟𝑎𝑚𝑒 , der Einspannlänge der 

Probe 𝐿𝑓𝑎𝑏𝑟𝑖𝑐  sowie dem Winkel zwischen den Armen des Scherrahmens 𝜓 be-

rechnet werden [Cao08]. Die Armlänge dieses Rahmens beträgt 204 mm. Die 

Deformation der Textilprobe wird durch zwei digitale Videokameras aufge-

nommen (Abbildung B-6). Die erste Kamera ist frontal zum Versuchsaufbau 

positioniert. Die zweite Kamera ist seitlich zur Probe positioniert (ca. 70° be-

züglich Kamera 1) um Faltenbildung zu detektieren (vgl. [Sch16]).  

Fframe

uframe
Fshear

Lframe

Lfabric

γ12/

2

b)a)

Lframe = 204 mm
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Abbildung B-6: Positionierung der Videokameras im Pictureframe-Test (Ansicht von oben). 

Der Pictureframe-Test wird sowohl für das SGL UD-Gelege, als auch für das 

Gewebe von Hexcel durchgeführt. Für den Fall des UD-Geleges werden ver-

schiedenen Geometrien für die Textilprobe verwendet (kreuzförmig und recht-

eckig - Abbildung B-7 a-c). Für den Fall des Gewebes wird nur eine kreuz-

förmige Probengeometrie (Abbildung B-7 a) verwendet.  

 

Abbildung B-7: Geometrie der Textilproben für den Pictureframe-Test. 

B 2.4 Off-Axis-Zugversuche und  

Bias-Extension-Test 

Zur Charakterisierung des Umformverhaltens von UD-Gelegen bei unterschied-

lichen überlagerten Deformationszuständen, sowie zur Charakterisierung des 

Schubverhaltens werden in Anlehnung an den Bias-Extension-Test Zugversu-

che mit Faserorientierungen von 𝜃 = 30°, 45°, 60° relativ zur Belastungs-

richtung durchgeführt (Off-Axis-Tension (OAT) siehe Abbildung B-8). 

Kamera 2
Kamera 1

Zug-Prüfmaschine
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2
0
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m
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Abbildung B-8: Schematische Darstellung der Off-Axis-Zugversuche mit den Faserorientierungen 

𝜃 = 30°, 45°, 60°. 

Für den Fall 𝜃 = 45° entspricht der Off-Axis-Zugversuch dem aus der Literatur 

bekannten Bias-Extension-Test (BET) (Abbildung B-9). Der BET wurde ur-

sprünglich zur Charakterisierung des Scherverhaltens von Geweben entwickelt. 

Die für den BET in der Literatur beschriebenen Auswertmethoden 

[Cao08][Leb03][Här14a] setzen somit voraus, dass sich das getestete Halbzeug 

wie ein Gewebe ausschließlich unter reinem Schub verformt und dass die Ver-

formung der Textilprobe in drei ausgeprägte Bereiche unterteilt werden kann 

(siehe Abbildung B-9). In Bereich A tritt reine Schubdeformation auf, in Bereich 

B tritt reine Schubdeformation mit dem halben Scherwinkel von Bereich A auf 

und Bereich C bleibt unverformt [Cao08][Leb03]. Mit diesen Annahmen lassen 

sich sowohl der Scherwinkel, als auch die Scherkraft aus der gemessenen Ver-

schiebung und Reaktionskraft berechnen. Im Fall von UD-Gelegen dürfen diese 

Annahmen nicht getroffen werden [Här14b][Här14a], so dass es für UD-

Gelegen nicht möglich ist, mit den für Gewebe entwickelten Gleichungen die 

Scherkraft-Scherwinkel-Kurven aus den gemessenen Kraft-Verschiebungs-

Kurven zu berechnen. Nichts desto trotz wird der Bias-Extension-Test (45°-

Zugversuch) zusammen mit den 30°- und 60°-Zugversuchen in dieser Arbeit 

dazu verwendet, um das Umformverhalten von UD-Gelegen mittels optischer 

Dehnungsmessung näher zu untersuchen. Zudem werden die Off-Axis-

Zugversuche und der Pictureframe-Test in dieser Arbeit hinsichtlich ihrer Eig-
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nung zur Charakterisierung der Schubeigenschaften von UD-Gelegen bewertet 

(vgl. [Sch16]) sowie dazu verwendet, die Parameter für das in dieser Arbeit ent-

wickelte Simulationsmodell zu identifizieren (Abschnitt D 3.2).  

 

Abbildung B-9: Schematische Darstellung des uniaxialen Bias-Extension-Tests, angepasst von 
[Här14a]. 

Im Rahmen der Off-Axis-Zugversuche wird das SGL UD-Gelege mit zwei ver-

schiedenen Prüfgeschwindigkeiten untersucht: 

 𝑣1 = 100 𝑚𝑚/𝑚𝑖𝑛 

 𝑣2 = 20 𝑚𝑚/𝑚𝑖𝑛 

Die verwendete Probengröße aller Versuche beträgt 320x160 mm², so dass das 

Verhältnis zwischen Probenlänge und Probenbreite zwei ist (𝐻/𝑊 = 2).  

Zur Veranschaulichung der Deformation des UD-Geleges im 45°-Zugversuch 

(Bias-Extension-Test) werden die Kanten der Bereiche A bis C in der Probe mit 

weißen Linien markiert (vgl. [Sch16]). Um die Verformung des Textils während 

des Versuchs zu beobachten und zu quantifizieren, wird die Dehnung der Ver-

suche mit der Versuchsgeschwindigkeit 𝑣2 mit dem in Abschnitt B 2.1 be-

schriebenen Verfahren optisch gemessen. Für die Versuche mit der Versuchsge-

schwindigkeit 𝑣1 erfolgt keine optische Dehnungsmessung. Zur Bewertung der 

Verformung wird zum einen die Dehnungsverteilung über die gesamte Probe 

herangezogen. Zum anderen werden die Mittelwerte der einzelnen Dehnungs-
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komponenten 𝜀𝑖 für die in Abbildung B-10 gekennzeichneten Teilbereiche er-

mittelt. Dabei unterscheiden sich die Abmaße der einzelnen Teilbereiche der 

jeweiligen Versuche, da sich die Deformation des UD-Geleges in den einzelnen 

Versuchen unterscheidet (Abschnitt B 3.3.2) und die Teilbereiche der Deforma-

tion entsprechend gewählt wurden. Zur Bildung der Mittelwerte werden je Ver-

suchstyp drei Proben optisch vermessen. Da die relative Position der Punkte auf 

den einzelnen Proben individuell verschieden ist, werden die Teilbereiche auf 

den jeweiligen Proben in Matlab so positioniert, dass sie ein vergleichbares De-

formationsmuster (je Teilbereich) abdecken. Dabei sei darauf hingewiesen, dass 

der Teilbereich mit 7x1 Elementen bei den 30°-Proben jeweils so positioniert 

wird, dass der Ausgangspunkt der Deformation durch diesen Bereich abgedeckt 

wird. Zur Mittelwertbildung der Dehnungen wird im ersten Schritt der Mittel-

wert der Dehnungs-Verschiebungskurven der Dehnungskomponenten 𝑖 der 

einzelnen Elemente 𝑗 eines Teilbereichs 𝐾 für jede Probe 𝑁 mit 

 𝜀𝐾
𝑁

𝑖
(𝑢) =

1

𝑛𝑒
∑𝜀𝑖

𝑗
(𝑢)

𝑛𝑒

𝑗=1

 B-6 

berechnet, wobei 𝑛𝑒 die Anzahl der Elemente eines Teilbereiches 𝐾 ist. D.h. die 

Dehnung der einzelnen Elemente eines Teilbereiches wird zu gleichen Teilen 

in der Dehnungs-Verschiebungs-Kurve eines Teilbereiches 𝐾 einer Probe 𝑁 

berücksichtigt. Die drei gemittelten Dehnungs-Verschiebungs-Kurven (je Teil-

bereich und Versuchstyp) werden dann in einem zweiten Schritt zu einer gemit-

telten Dehnungs-Verschiebungs-Kurve je Teilbereich und Versuchstyp zusam-

mengefasst. Dieses Vorgehen zur optischen Dehnungsauswertung unterscheidet 

sich von der optischen Dehnungsauswertung in [Sch16]. In [Sch16] werden zur 

optischen Dehnungsmessung im Bias-Extension-Test die Eckpunkte von Be-

reich A (Abbildung B-9) einer Probe zu einem finiten Element zusammenge-

fasst. Die Dehnungs-Verschiebungskurve errechnet sich in [Sch16] weiter aus 

der Verschiebung der Eckpunkte von Bereich A. Eine Mittelung der Dehnungs-

Verschiebungs-Kurven mehrerer Proben erfolgt in [Sch16] nicht.  
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Abbildung B-10: Teilbereiche zur optischen Dehnungsauswertung: a) OAT-30°: 23x4 Elemente 
(orange), 7x4 Elemente (grün), 7x1 Elemente (rosa); b) OAT-45° (BET): 12x9 Punkte (orange), 
8x6 Punkte (grün); c) OAT-60°: 22x5 Punkte (orange), 11x6 Punkte (grün), 5x4 Punkte (rosa). 

B 2.5 Untersuchung der Reibeigenschaften 

Zur Charakterisierung der Reibeigenschaften zwischen zwei Halbzeugen sowie 

zwischen Halbzeugen und Umformwerkzeugen wird der in Abbildung B-11 

dargestellte Versuchsaufbau verwendet. Die Versuchsvorrichtung ist eine Wei-

terentwicklung des von Thoma [Tho15] vorgeschlagenen Versuchsaufbaus, mit 

dem aus konstruktiven Gründen nur Auszugsversuche möglich sind, bei denen 

die Reibfläche im Versuch kontinuierlich abnimmt. Mit dem weiterentwickelten 

Versuchsaufbau ist es möglich, Durchzugs-Reibversuche sowie Glasfaser-

Durchzugsversuche (Abschnitt B 2.6) durchzuführen. Bei dem Durchzugs-

Reibversuch wird die Halbzeugprobe (A in Abbildung B-11) zwischen zwei 

Reibpartnern durchgezogen, d.h. die Reibfläche bleibt über die gesamte Ver-

suchsdauer konstant. Die Normalkraft wird in diesem Versuch durch die Ge-

OAT – 30° OAT – 45° (BET) OAT – 60°a) b) c)

160 mm 160 mm 160 mm

3
2
0
 m

m

wichtskraft eines Gewichts (Masse 𝑚) aufgebracht. Die Betätigung des Versuchs 
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  und die Messung der resultierenden Reibkraft 𝐹𝑅werden über ein dünnes Draht-

seil und eine Seilumlenkrolle realisiert. Dabei wird das lose Ende des Drahtseils 

mit dem Kraftaufnehmer der Zug-Prüfmaschine verbunden. Zur Minimierung 

der entstehenden Reibkräfte durch den Versuchsaufbau an sich, befindet sich 

die Klemmung der Halbzeugprobe auf einem Schlitten, dessen axiale Bewegung 

über zwei Linearlager geführt wird. Zur Lagerung der Umlenkrolle wird ein Na-

dellager verwendet. Die durch den Versuchsaufbau erzeugten Reibkräfte werden 

in „Leerversuchen“ gemessen und bei der Auswertung der Versuchsdaten von 

den Halbzeug-Reibversuchen subtrahiert.  

Zur Charakterisierung der Reibeigenschaften zwischen Halbzeug und Werkzeug 

wird die Halbzeugprobe zwischen zwei feingefrästen Aluplatten durchgezogen 

(Abbildung B-11f). Die Breite 𝑏𝐻 der bewegten Halbzeugprobe beträgt 95mm 

und die Breite 𝑏𝐴 der Aufstandsfläche der Aluplatte zur Einleitung der Normal-

kraft 𝐹𝑁 beträgt 108 mm (Abbildung B-11b). Daraus ergibt sich mit 

 𝐴𝑁 = 𝑏𝐻 ∙ 𝑏𝐴 = 10260 𝑚𝑚² B-7 

die effektive Fläche zur Einleitung der Normalkraft 𝐹𝑁 = 𝑚 ∙ 𝑔.  

Zur Charakterisierung der Reibeigenschaften zwischen zwei Halbzeugen wird 

die Halbzeugprobe zwischen zwei weiteren (B in Abbildung B-11b,d), seitlich 

geklemmten (C in Abbildung B-11b,d) Halbzeugproben durchgezogen. Da die 

seitlich geklemmten Halbzeugproben mit 117 mm Probenbreite breiter sind als 

die Aufstandsfläche der Aluplatte, ändert sich die effektive Fläche 𝐴𝑁 bei dieser 

Versuchsführung nicht. Um den entstehenden Dickenunterschied zwischen 

dem Lagenaufbau im seitlichen Klemmbereich und dem Lagenaufbau in der 

Mitte auszugleichen, wird in den Lagenaufbau im Klemmbereich eine zusätzli-

che Zwischenlage mit der Dicke der bewegten Halbzeugprobe integriert (D in 

Abbildung B-11d). Damit sollen die Normalkräfte, die durch die seitliche 

Klemmung in die Reibpaarung induziert werden, reduziert werden. Um zu ver-

meiden, das sich das bewegte Halbzeug mit den festen Halbzeugen verhakt, 

wird im Bereich des Probeneinzugs eine dünne Plastikfolie zwischen die Textil-

proben gelegt (E in Abbildung B-11a,e). 
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Abbildung B-11: Reibvorrichtung: a) Schematische Darstellung seitlicher Querschnitt; b) Schemati-
sche Darstellung in der Draufsicht; c) Reale Versuchsvorrichtung; d) Schematische Darstellung Vor-
deransicht eines Halbzeug-Halbzeug Reibversuchs; e) Plastikfolie im Bereich des Probeneinzugs; f) 
Schematische Darstellung Vorderansicht eines Halbzeug-Werkzeug Reibversuchs; A) Halbzeugpro-
be an der gezogen wird; B) seitlich geklemmte Halbzeugproben (Reibpartner); C) seitliche Klem-
men; D) seitliche Halbzeug-Zwischenlage; E) Plastikfolie. 

Für alle Reibversuche wird eine Verfahrgeschwindigkeit von 150 mm/min ge-

wählt. Zur Charakterisierung der Reibeigenschaften des unbebinderten UD-

Geleges werden die in Tabelle B-1 dargestellten Variationen untersucht. 
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Einspannbedingungen 

 

Halbzeug-Halbzeug (HH) 
Werkzeug-

Halbzeug (WH) 

[0°/0°/0°] [90°/0°/90°] [0°] 

𝑚0 = 0 𝑘𝑔 , (𝐹𝑁 = 0) 
ohne seitliche Spannkraft (𝐹𝑆𝑃 = 0) 

X X -- 

𝑚0 = 0 𝑘𝑔, (𝐹𝑆𝑃 = 0) 
mit seitlicher Spannkraft (𝐹𝑆𝑃 > 0) 

X X -- 

𝑚1 = 0,551 𝑘𝑔 
mit seitlicher Spannkraft 𝐹𝑆𝑃 X X X 

Tabelle B-1: Parametervariation Reibversuche. 

Zur Auswertung der Reibversuche wird im ersten Schritt die Mittelwertkurve 

(MW) der Versuchskurven bestimmt (Abbildung B-12 – schwarze Kurve). Im 

zweiten Schritt wird im Bereich von 15 bis 55 mm ein konstanter Durch-

schnittswert (𝐹𝑅
𝑟𝑒𝑠) der gemittelten Kurve von jeder Variation berechnet 

(Abbildung B-12 – rote Linie). Die Berechnung des Reibkoeffizienten erfolgt 

durch 

 𝜇 =
𝐹𝑅
𝑟𝑒𝑠

2 ∙ 𝐹𝑁
=

𝐹𝑅
𝑟𝑒𝑠

2 ∙ 𝑚 ∙ 𝑔
 , B-8 

wobei 𝐹𝑅 die resultierende Reibkraft ist und 𝐹𝑁 die aus der Masse 𝑚 und der 

Erdbeschleunigung 𝑔 resultierende Normalkraft ist. Die Gewichtskraft der Mas-

se 𝑚1 beträgt 𝐹𝑁,𝑚1 = 5,41 𝑁. Da die durchgezogene Proben auf jeder Seite 

einen Reibpartner hat, fällt die Fläche 𝐴𝑁 doppelt ins Geweicht und wird bei der 

Berechnung des Reibkoeffizienten (Gleichung B-8) durch Faktor 2 im Nenner 

berücksichtigt. Zur Untersuchung des Einflusses der seitlichen Spannelemente 

werden zur Berechnung des Reibkoeffizienten unterschiedlich resultierende 

Reibkräfte 𝐹𝑅
𝑟𝑒𝑠  ermittelt: 

 𝜇𝑟𝑒𝑠0: 𝐹𝑅
𝑟𝑒𝑠,0 = 𝐹𝑅,𝑚1 − 𝐹𝑅,𝐿𝑒𝑒𝑟  B-9 

 𝜇𝑟𝑒𝑠1: 𝐹𝑅
𝑟𝑒𝑠,1 = 𝐹𝑅,𝑚1 − 𝐹𝑅,𝐿𝑒𝑒𝑟 − ∆𝐹𝑅,𝑆𝑃 B-10 

 𝜇𝑟𝑒𝑠2: 𝐹𝑅
𝑟𝑒𝑠,2 = 𝐹𝑅,𝑚1 − 𝐹𝑅,𝑚0

𝑚𝑖𝑡 𝐹𝑆𝑃  B-11 
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Mit 𝐹𝑅
𝑟𝑒𝑠,0

 wird zur Berechnung des Reibkoeffizienten direkt die mit der Masse 

𝑚1 gemessene Reibkraft 𝐹𝑅,𝑚1 abzüglich des Einflusses der prüfstandinternen 

Reibkraft 𝐹𝑅,𝐿𝑒𝑒𝑟  verwendet. Mit der Kraft 𝐹𝑅
𝑟𝑒𝑠,1

 wird die gemessenen Kraft 

𝐹𝑅,𝑚1 um den Einfluss der prüfstandinternen Reibung 𝐹𝑅,𝐿𝑒𝑒𝑟  und um den Ein-

fluss der durch die Kniehebel aufgebrachten seitlichen Klemmkraft ∆𝐹𝑅,𝑆𝑃 kor-

rigiert. Dabei berechnet sich der Einfluss der Spannkraft der Kniehebel aus der 

Differenz der gemessenen Reibkraft der Reibversuche mit der Masse 𝑚0 sowie 

mit und ohne seitliche Spannkraft: 

 ∆𝐹𝑅,𝑆𝑃 = 𝐹𝑅,𝑚0
𝑚𝑖𝑡 𝐹𝑆𝑃 − 𝐹𝑅,𝑚0

𝑜ℎ𝑛𝑒 𝐹𝑆𝑃 B-12 

Da die seitlichen Aluplatten zur Fixierung der Reibpartner jedoch auch im Fall 

des Versuches ohne Betätigung der seitlichen Kniehebel verwendet werden, 

wird die gemessenen Kraft 𝐹𝑅,𝑚1 mit der Kraft 𝐹𝑅
𝑟𝑒𝑠,2

 sowohl um den Einfluss 

der Probenfixierung/-Klemmung als auch um den Einfluss der prüfstandinter-

nen Reibung korrigiert (𝐹𝑅,𝐿𝑒𝑒𝑟  ist in 𝐹𝑅,𝑚0
𝑚𝑖𝑡 𝐹𝑆𝑃 enthalten). 

 

Abbildung B-12: Darstellung des Vorgehens zur Auswertung der Reibversuche am Beispiel einer 
Kraft-Verschiebungs-Kurve eines Reibversuches. 
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B 2.6 Glasfaserauszugsversuche 

Um zu untersuchen, welcher Anteil der Querzugsteifigkeit von UD-Gelege-

Proben mit nachfließenden Glasfasern auf die Reibung bei Abgleiten der Glas-

fasern zurückzuführen ist, wird das Abgleitverhalten der Glasfasern innerhalb 

des UD-Geleges mit der in Abschnitt B 2.5 beschriebene Reibvorrichtung un-

tersucht. Die Proben werden seitlich geklemmt und die Glasfasern werden 

durch die Probe gezogen (Abbildung B-13). Dazu werden die Proben so präpa-

riert, dass die Glasfasern vorne und hinten aus den Proben herausschauen, so 

dass sich die Reibfläche während des Versuchs nicht ändert (Abbildung B-13a). 

Zur Untersuchung des Zusammenhalts des UD-Geleges werden die Abgleitei-

genschaften der Glasfasern innerhalb des UD-Geleges ohne wirkende Normal-

kraft und ohne zusätzlichen Reibpartner durchgeführt (Abbildung B-13c). Zur 

Charakterisierung der Abgleiteigenschaften zwischen Glasfasern und Kohlen-

stofffasern in einem mehrlagigen Aufbau, wird eine zweite UD-Gelege-Schicht 

auf die Glasfaserdurchzugsprobe gelegt (Abbildung B-13d) und mit den in Ta-

belle B-2 gegebenen Normalkräften belastet. 

    

 𝑚0 𝑚1 𝑚2 

Masse 0 𝑘𝑔 0,551 𝑘𝑔 1,27 𝑘𝑔 

Normalkraft 0 𝑁 5,41 𝑁 12,45 𝑁 

Tabelle B-2: Variation der Normalkraft zur Charakterisierung der Abgleiteigenschaften der Glas-
fasern innerhalb eines UD-Geleges. 

Dabei ist die zweite UD-Gelege Schicht 90° zur Glasfaserdurchzugsprobe orien-

tiert. Die Verfahrgeschwindigkeit für diese Versuche beträgt 150 mm/min. Aus 

den Reibkraft-Verschiebungs-Kurven der Glasfaserauszugsversuche wird mit 

dem in Abschnitt B 2.5 beschrieben Vorgehen für jede Variation eine durch-

schnittliche konstante Reibkraft 𝐹𝑅 berechnet. Die resultierende Reibkraft 𝐹𝑅
𝑟𝑒𝑠 

berechnet sich mit 

 𝐹𝑅
𝑟𝑒𝑠 = 𝐹𝑅 − 𝐹𝑅,𝐿𝑒𝑒𝑟  B-13 

aus der Reibkraft 𝐹𝑅 abzüglich der Kraft der Leerversuche 𝐹𝑅,𝐿𝑒𝑒𝑟 .  
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Zum Vergleich des Kraftaufwands für den Glasfaserauszug mit dem Verhalten 

des UD-Geleges bei Querzugbelastung wird die Reibkraft mit 

 𝜎𝐹𝑅,𝐺𝐹 =
𝐹𝑅
𝑟𝑒𝑠

𝐴𝑄,𝐺𝐹
 B-14 

auf den Probenquerschnitt 𝐴𝑄,𝐺𝐹 der Glasfaserauszugsversuche bezogen, wobei 

 𝐴𝑄,𝐺𝐹 = 𝑏𝐺𝐹 ∙ 𝑡𝑡𝑒𝑥 = 90 𝑚𝑚 ∙ 0,3 𝑚𝑚 = 27 𝑚𝑚² B-15 

ist. Weiter wird für die Massen 𝑚1 und 𝑚2 (Tabelle B-2) nach Gleichung B-8 

ein „Gleitreibungskoeffizient“ 𝜇 berechnet. 

 

Abbildung B-13: Versuchsaufbau zur Bestimmung der Abgleiteigenschaften der Glasfasern inner-
halb eines UD-Geleges: a) Schematische Darstellung des Glasfaserdurchzugsversuchs in der Ansicht 
von oben; b) Abbildung einer präparierten Probe in der Versuchsvorrichtung (Ansicht von oben); 
c) Schematische Darstellung des Glasfaserdurchzugsversuchs ohne zusätzlichen textilen Reibpartner 
in der Vorderansicht; d) Schematische Darstellung des Glasfaserdurchzugsversuchs mit zusätzli-
chem textilen Reibpartner (grüne Schicht) in der Vorderansicht. 
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B 2.7 Cantilever-Test 

Die Biegeeigenschaften des UD-Geleges werden in dieser Arbeit mit einem ein-

fachen Cantilever-Test in Anlehnung an die Normen [DIN03][AME15] mit 

dem Versuchsaufbau von Thoma [Tho15] bestimmt (Abbildung B-14 und Ab-

bildung A-24). Dabei wird das Halbzeug mit einer Linearführung über eine 

Kante geschoben, so dass es sich aufgrund des Eigengewichts nach unten biegt. 

Gemessen wird die lineare Verschiebung 𝐿𝑥 des Halbzeugs bis das Halbzeug 

eine um 𝜃 = 41,5° verdrehte Ebene schneidet. Über eine einfache geometri-

sche Beziehung lässt sich dann die Überhangslänge 𝐿𝑏 berechnen, die in der Li-

teratur dazu verwendet wird, die Biegesteifigkeit des Textils zu ermitteln 

[Bil10][AME15][DIN03]. Da die Biegesteifigkeit jedoch keine direkte Eingangs-

größe für das Simulationsmodell ist (siehe C 3.1), wird zur Anpassung der Bie-

geeigenschaften die lineare Verschiebung 𝐿𝑥 verwendet (Abschnitt D 3.2.3.3). 

Im Rahmen dieser Untersuchung werden die Biegeeigenschaften in jeweils 0°-

und 90°-Orientierung mit der Glasfaserseite oben und unten gemessen. Die 

Probenabmaße betragen 800x100 mm². 

 

Abbildung B-14: Cantilever Test zur Bestimmung der Biegeeigenschaften von Textilien [Tho15]. 
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B 2.8 Hemisphären-Test 

Zur Untersuchung des Umformverhaltens von UD-Gelegen bei überlagerter 

Belastung und unter realistischen Umformbedingungen wird der Hemisphären-

Test (doppelt gekrümmte Geometrie) durchgeführt. Mit dem Hemisphären-Test 

wird insbesondere untersucht, ob die Effekte, die in Couponversuchen beo-

bachtet werden können, auch in Umformversuchen auf Bauteillevel beobachtet 

werden können. Der Versuchsaufbau ist in Abbildung B-15 dargestellt. Eine 

Textilprobe der Größe 350 x 350 mm² wird auf einer Basisplatte mit einem 

Loch vom Durchmesser 𝑑𝑏𝑝 = 120 𝑚𝑚 positioniert und eine Halbkugel mit 

dem Durchmesser 𝑑ℎ = 100 𝑚𝑚 wird mit einer Gesamtverschiebung von 

𝑢 = 50 𝑚𝑚 in die Textilprobe gedrückt. Um extensive Faltenbildung zu ver-

meiden, werden durch das Eigengewicht eines Niederhalters (750 g) Membrans-

pannungen im Textil erzeugt. Der Innendurchmesser des Niederhalters 

trägt 𝑑𝑛ℎ = 190 𝑚𝑚. 

 

Abbildung B-15: Versuchsaufbau Hemisphären-Test: a) Querschnitt von der Seite; b) Draufsicht. 
(Übersetzet aus [Sch16]) 

B 2.9 Lampentopf-Umformversuche 

Zur Untersuchung des Umformverhaltens von UD-Gelegen unter realen Pro-

duktionsbedingungen sowie zur Untersuchung des Einflusses der relativen Ori-

entierungen einzelner Halbzeuglagen auf das Umformergebnis, werden mehrla-
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gige Umformversuche mit dem sequentiellen Preformprozess [Gra12] [Hen15] 

[DIE15a] der DIEFFENBACHER GMBH Maschinen- und Anlagenbau in 

Eppingen durchgeführt. Als Demonstratorbauteil dient der Lampentopf eines 

Heckdeckels einer Mercedes-Benz S-Klasse (Abbildung B-16a) [Hen15]. Damit 

die Preform nach dem Umformprozess zur weiteren Verarbeitung formstabil 

bleibt, wird zwischen den einzelnen Lagen 12 g/m² EPIKOTE 05390 Binder 

aufgetragen. Der Halbzeugstapel wird vor dem eigentlichen Umformprozess auf 

einem beheizten Förderband auf ca. 120° C erwärmt, so dass der Binder in ei-

nen klebrig flüssigen Zustand übergeht (Aktivierung des Binders). Anschließend 

wird der warme Halbzeugstapel durch drei sequentiell agierende Drapierstempel 

(S1, S2, S3 - siehe Abbildung B-16b) auf ein kaltes Unterwerkzeug abgeformt 

und der Binder kühlt ab. Dadurch werden die einzelnen Halbzeuglagen mitei-

nander verklebt, so dass die Preform formstabil bleibt und im anschließenden 

Prozessschritt mit Kunstharz infiltriert werden kann (z.B. im RTM-Verfahren). 

Eine Optimierung der Prozessführung ist nicht das Ziel dieser Untersuchung. 

Aus diesem Grund wird auf die Verwendung lokaler Spannelemente (z.B. um 

Faltenbildung zu verhindern) bewusst verzichtet. 

 

Abbildung B-16: Lampentopf Demonstratorbauteil: a) Unterwerkzeug; b) Unterwerkzeug mit ge-
öffneten Drapierstempeln (vor der Umformung); c) Unterwerkzeug mit geschlossen Drapierstem-
peln (nach der Umformung). 
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 unidirektional: [0/0/0/0], [90/90/90/90], [45/45/45/45], 

[-45/-45/-45/-45] 

 multidirektional: [0/90/0/90], [+45/-45/+45/-45], [0/90/-45/+45], 

[0/-45/90/+45] 

Die Geometrie und die Positionierung der Zuschnitte sowie die relative Orien-

tierung der einzelnen Lagen ist in Abbildung B-17 dargestellt. Dabei wird darauf 

hingewiesen, dass die Zuschnitte im Rahmen der in dieser Arbeit durchgeführ-

ten Umformversuche händisch und nicht robotergesteuert positioniert werden, 

da die Umformversuche auf der Protopyen-Anlage des Dieffenbacher Pre-

formCenters durchgeführt werden. 

 

Abbildung B-17: Zuschnitt der UD-Gelege für die Lampentopf-Umformversuche: a) Geometrie 
und Positionierung der Zuschnitte im Umformwerkzeug; b) Relativorientierung der einzelnen Halb-
zeuglagen. 
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Im Rahmen dieser Untersuchung wird jeweils ein vier lagiger Halbzeugstapel 

mit folgenden Lagenaufbauten umgeformt: 
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B 3 Versuchsergebnisse 

B 3.1 Uniaxialer Zugversuch 

B 3.1.1 Querzugverhalten von Proben mit nachfließenden 

Glasfasern (ein- oder beidseitig) 

In Abbildung B-18b und Abbildung B-18d ist die Deformation der UD-Gelege-

Proben mit einseitig nachfließenden Glasfasern (Typ B, vgl. Abbildung B-2) je-

weils in der Seiten- und in der Frontalansicht für 30% und 60% Gesamtdeh-

nung dargestellt. Das Ausmaß der Normaldehnung lässt sich an der Größe der 

Lücken zwischen den Kohlenstofffaserbündeln ablesen. Es ist erkennbar, dass 

die Normdehnungsverteilung innerhalb der Proben von Typ B sehr inhomogen 

ist. Die Normaldehnung ist an der unteren Probenseite (Glasfasern können 

durch die Klemmung nachfließen) deutlich größer, als an der oberen Probensei-

te mit fest eingespannten Glasfasern. Die Normaldehnung führt in der UD-

Gelege-Probe sowohl zur Querkontraktion der Naht als auch zur Querkontrak-

tion des UD-Geleges selbst (bei homogenisierter Betrachtung). Dabei gleitet die 

Naht teilweise auf den Kohlenstofffasern ab und die effektive Querkontraktion 

der Naht ist somit größer als die des UD-Geleges. Aus der Seitenansicht der 

Deformation der UD-Gelege-Proben (Abbildung B-18b,d) lässt sich erkennen, 

dass die Kohlenstofffaserbündel mit zunehmender Normaldehnung mehr und 

mehr aus der Probenebene ausbeulen. Daraus folgt, dass die homogenisierte 

Querkontraktion des UD-Geleges Ausbeulen einzelner Kohlenstofffasern aus 

der Probenebene bedeutet. Das Maximum des Ausbeulens liegt in Bereichen, in 

denen der Abstand zwischen den einzelnen Glasfasern fertigungsbedingt größer 

ist als der nominelle Abstand zwischen den Glasfasern. Die Deformation der 

einzelnen Komponenten des UD-Geleges sowie das Ausbeulen der Kohlen-

stofffaserbündel ist in Abbildung B-19b bzw. Abbildung B-19d schematisch 

dargestellt [Sch16]. 
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Abbildung B-18: Vergleich der Deformation von UD-Gelege-Proben (230x120mm²) mit ein- und 
beidseitig nachfließenden Glasfasern bei Querzugbelastung (jeweils in Seiten- und Frontansicht in 
maßstabsgleicher Darstellung): a) einseitig nachfließende Glasfasern bei eine Gesamtdehnung von 

𝜀𝑖𝑛𝑔 = 30%; b) einseitig nachfließende Glasfasern bei eine Gesamtdehnung von 𝜀𝑖𝑛𝑔 = 60%; 

c) beidseitig nachfließende Glasfasern bei eine Gesamt-dehnung von 𝜀𝑖𝑛𝑔 = 30%; d) beidseitig 

nachfließende Glasfasern bei eine Gesamt-dehnung von 𝜀𝑖𝑛𝑔 = 60%. Vgl. [Sch16], Abbildung  

ähnlich. 

Vergleichend dazu ist in Abbildung B-18a und Abbildung B-18c die Deformati-

on der UD-Gelege-Proben mit beidseitig nachfließenden Glasfasern (Typ A) 

dargestellt. Es ist erkennbar, dass die Normaldehnungsverteilung in Probe A 

homogener ist als in Probe B. Die größten Normaldehnungen treten in beiden 

Proben im Bereich der Klemmung mit nachfließenden Glasfasern auf. Die 

Normaldehnungen im Bereich der Klemmung ist in Probe A jedoch geringer als 

in Probe B. Auch die Querkontraktion von Naht und UD-Gelege sowie Aus-

beulen der Kohlenstofffaserbündel wird sowohl in Probe B als auch in Probe A 

beobachtet. Querkontraktion und Ausbeulen sind in Probe A jedoch geringer 
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ausgeprägt und beginnen im Vergleich zu Probe B bei einer größeren Gesamt-

dehnung. Die Spannungsdehnungskurven der Proben B und A sind in Abbil-

dung B-19b vergleichend dargestellt. Beide Kurven haben dieselbe Anfangsstei-

figkeit, aber die Kurve von Probe A fällt früher und stärker ab als die Kurve von 

Probe B. Somit ist die Gesamtsteifigkeit von Probe A geringer als die von Probe 

B; Probe B versagt jedoch bei einer geringeren Gesamtdehnung als Probe A. 

Die Streuung der Kurven der Proben von Typ B ist größer als die Streuung der 

Kurven der Proben vom Typ A [Sch16]. 

 

Abbildung B-19: a) Schematische Darstellung der Deformation einer UD-Gelege-Probe mit unten 
nachfließenden Glasfasern bei Querzugbelastung; b) Vergleich der gemittelten Spannungs-
Dehnungs-Kurven von UD-Gelege Proben (230x120 mm²) mit ein- und beidseitig nachfließenden 
Glasfasern bei Querzugbelastung (Nennspannung über technische Dehnung); c) schematische Dar-
stellung des Ausbeulens einzelner Kohlenstofffaserbündel aufgrund der Querkontraktion der Naht. 
[Sch16] 

B 3.1.2 Einfluss der Probenlänge auf das  

Querzugverhalten von Proben mit  

beidseitig nachfließenden Glasfasern 

Die Deformation von UD-Gelege-Proben mit beidseitig nachfließenden Glasfa-

sern, jedoch unterschiedlichen Probenlängen, ist in Abbildung B-20 verglei-

chend dargestellt. Sowohl die Querkontraktion des UD-Geleges als auch das 
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Ausbeulen der Kohlenstofffaserbündel nimmt mit der Probenlänge zu. Wäh-

rend bei der kleinsten Probe (230x20 mm²) kaum Querkontraktion auftritt, ist 

die Querkontraktion der größten Proben (230x180 mm²) offensichtlich. 

 

Abbildung B-20: Vergleich der Deformation von UD-Gelegen mit beidseitig nachfließenden Glas-
fasern (Typ A) und unterschiedlichen Probenlängen (230x20 mm² bis 230x180 mm² im Ausgangs-
zustand) bei einer Gesamtdehnung von jeweils 60%. [Sch16]  

Die Anfangssteifigkeit ist bei allen Proben identisch. Der Verlauf der Span-

nungsdehnungskurven ist jedoch von der Probenlänge abhängig (Abbildung 

B-21). Die effektive Steifigkeit fällt schneller, je kürzer die UD-Gelege Probe ist. 

Nach dem initialen Steifigkeitsabfall nimmt die effektive Steifigkeit der Proben 

mit 20 mm und 40 mm Ausgangslänge für Dehnungen größer 30% progressiv 

zu, während die längeren Proben einen degressiven Steifigkeitsabfall im gesam-

ten Dehnungsbereich zeigen. Zusammenfassend wird festgestellt, dass sich bei 

beidseitig nachfließenden Glasfasern lange Proben effektiv steifer verhalten als 

kurze Proben [Sch16]. 
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Abbildung B-21: Spannungs-Dehnungs-Kurven (Nennspannung über technischer Dehnung) von 
UD-Gelege-Proben mit beidseitig nachfließenden Glasfasern und unterschiedlichen Probenlängen 
[Sch16]. 

B 3.1.3 Querzugverhalten von Proben mit beidseitig  

fest eingespannten Glasfasern 

Zu Beginn der Belastung von UD-Gelege-Proben mit beidseitig fest einge-

spannten Glasfasern nimmt die Spannung linear zu, bis ein maximaler Span-

nungswert erreicht ist (Abbildung B-22a). Wird die Probe weiter belastet, fällt 

die Spannung sukzessive auf den Wert der Spannung einer Probe mit beidseitig 

nachfließenden Glasfasern ab. Unterhalb der Klemmnut wird nach dem Ver-

such Versagen der Glasfasern beobachtet (Abbildung B-22b). Die Glasfasern, 

die in Abbildung B-22b nicht versagt sind, sind in der gegenüberliegenden 

Klemmung, die nicht dargestellt ist, versagt. Bevor die Glasfasern versagen, sind 

Proben mit beidseitig fest eingespannten Glasfasern wesentlich steifer, als Pro-

ben mit beidseitig nachfließenden Glasfasern (Abbildung B-22a). Die Anfangs-

steifigkeit von Proben mit beidseitig fest eingespannten Glasfasern beträgt 420 

N/mm², wohingegen die Anfangssteifigkeit von Proben mit beidseitig nachflie-

ßenden Glasfasern nur 4 N/mm² und die Sekantensteifigkeit dieser Proben bei 

100% Dehnung nur noch 0,3 N/mm² beträgt (siehe auch Abbildung B-19b, 

Kurve A) [Sch16]. 
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Abbildung B-22: a) Spannungs-Dehnungs-Kurven (Nennspannung über technischer Dehnung) der 
UD-Gelege Proben mit beidseitig fest eingespannten und beidseitig nachfließenden Glasfasern; b) 
Glasfaserversagen unterhalb der Klemmnut einer Probe mit beidseitig fest eingespannten Glasfasern 
[Sch16]. 

B 3.2 Pictureframe-Test 

Abbildung B-23a zeigt die normalisierte Scherkraft-Scherwinkel-Kurve der ver-

schiedenen Proben des UD-Geleges. Die Kurven der beiden kreuzförmigen 

Proben (170 mm und 120 mm) haben bei einem Scherwinkel von 0,2 rad (10°) 

ein lokales Maximum. Im Gegensatz dazu hat die Kurve der rechteckige 120mm 

Proben kein ausgeprägtes lokales Maximum zu Beginn der Belastung. Im Be-

reich zwischen 0,05 rad (3°) und 0,9 rad (50°) ist die auf die Einspannlänge der 

Probe normierte Scherkraft 𝐹𝑆,𝑁 (Gleichung B-5) der 120mm Proben annähernd 

konstant und kleiner als die lokale maximale Kraft der kreuzförmigen Proben. 

Ab einem Scherwinkel von 0,9 rad (50°) weisen alle Kurven einen Kraftanstieg 

auf, wobei die maximale Kraft der rechteckigen 120 mm Proben deutlich kleiner 

ist als die maximale Kraft der beiden kreuzförmigen Proben. Im Vergleich zum 

Scherkraftanstieg des Gewebes (Abbildung B-23b) fällt der Scherkraftanstieg 

des UD-Geleges kaum ins Gewicht. Bei einem Scherwinkel von ca. 1,2 rad (70°) 

ist die normalisierte Scherkraft des Gewebes neun Mal größer als die normali-

sierte Scherkraft des UD-Geleges (vgl. [Sch16]). 
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a) 

 

b) 

 
  SGL UD-Gelege – 170 mm (Kreuzprobe)   SGL UD-Gelege – 120 mm (Rechteck)  
  SGL UD-Gelege – 120 mm (Kreuzprobe)   Gewebe – 170 mm (Kreuzprobe)  

Abbildung B-23: Verlauf der normierten Scherkraft (Gleichung B-5) über den Scherwinkel der 
textilen Halbzeuge im Pictureframe-Test: a) SGL HPT-320-C0 UD-Gelege mit verschiedenen Pro-
bengeometrien; b) Vergleich zwischen dem UD-Gelege (SGL HPT-320-C0) und dem Gewebe 
(HexForce® PrimeTex ™ 48331 C 1500). 

Während des Pictureframe-Tests können zwei Effekte beobachtet werden: Zum 

einen werden die mittleren Lager des Scherrahmens im Fall der 170 mm Kreuz-

probe bei Scherwinkeln größer als 0,9 rad (50°) seitlich in die Textilprobe ge-

drückt (Abbildung B-24 a,b) [Sch16]. Für den Fall der 120 mm Proben erfolgt 

der Kontakt zwischen dem seitlichen Lager und der Textilprobe erst bei einem 

Scherwinkel von ca. 1,2 rad (70°). Zum anderen wird der Abstand zwischen den 

Kohlenstofffaserbündeln des UD-Geleges mit zunehmendem Scherwinkel klei-

ner, bis die Kohlenstofffaserbündel in Kontakt kommen (Abbildung B-24 d) 

[Sch16]. Ab diesem Punkt beginnt die Faltenbildung des UD-Geleges 

(Abbildung B-24 c,d).  
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Abbildung B-24: Deformation des UD-Geleges im Pictureframe-Test: a) Frontalansicht; b) Zoom 
des in der Frontalansicht markierten Rechtecks; c) seitliche Ansicht in Richtung des roten Pfeils 
(siehe Frontalansicht); d) schematische Darstellung des Ausbeulens des UD-Geleges aufgrund von 
Druckspannungen senkrecht zur den Kohlenstofffasern [Sch16]. 

B 3.3 Off-Axis-Zugversuche 

B 3.3.1 Verlauf der Kraft über der Verschiebung 

In Abbildung B-25 sind die Verläufe der Kraft-Verschiebungs-Kurven der Off-

Axis-Zugversuche (OAT) für die Prüfgeschwindigkeiten 𝑣1 (100 mm/min) und 

𝑣2 (20 mm/min) abgebildet. Zu Beginn der Belastung steigt die globale Kraft 

aller Versuch steil an, anschließend folgt ein Bereich mit konstantem Kraftni-

veau, bevor die Kraft zum Ende der Belastung erneut ansteigt. Dabei ist zu er-

kennen, dass die Kraft-Verschiebungs-Kurven der 45°- und 60°-Proben am An-

fang schneller abflachen und „sanfter“ in den Bereich den konstanten 

Kraftniveaus übergehen, als die Kraft-Verschiebungs-Kurven der 30°-Proben 

(Abbildung B-25a,c,e). Der weitere Verlauf der Kraft-Verschiebungs-Kurven 

unterscheidet sich dadurch, dass der erneute Kraftanstieg bei den 30°-Proben 

vergleichbar früh beginnt (u < 30 mm) und die maximale Kraft der 30°-Proben 

deutlich größer ist als die maximale Kraft der 45°- und 60°-Proben. Bei den 45°- 

a) b) c)

Anfangszustand
Kontakt der 

Faserbündel
Faltenbildung

d)

20 mm
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und 60°-Proben ist der Bereich der konstanten Kraft deutlich länger als bei den 

30°-Proben und der Kraftanstieg zum Ende der Belastung ist vergleichbar  

gering.  

a) 

 

b) 

 
c) 

 

d) 

 
e) 

 

f) 

 

Abbildung B-25: Verlauf der gemessenen Kraft-Verschiebungs-Kurven der Off-Axis-Zugversuche 

(OAT): a) Alle Faserorientierungen und beide Belastungsgeschwindigkeiten; b) OAT-30° bei 𝑣1 

(100 mm/min) und 𝑣2 (20 mm/min); c) OAT-30°, OAT-45°, OAT-60° jew. bei 𝑣1; d) OAT-45° bei 

𝑣1 und 𝑣2; e) OAT-30°, OAT-45°, OAT-60° jew. bei 𝑣2; f) OAT-60° bei 𝑣1 und 𝑣2. 

Im Fall der 30°-Proben ist deutlich erkennbar, dass sich die Kraft-

Verschiebungs-Kurven der Proben mit unterschiedlichen Prüfgeschwindigkeiten 

ab einer Verschiebung von 15 mm deutlich unterscheiden (Abbildung B-25a,b). 

Zu Beginn der Belastung ist das Kraftniveau der 30°-Proben bei der höheren 
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Prüfgeschwindigkeit 𝑣1 geringfügig größer als bei der Prüfgeschwindigkeit 𝑣2. 

Der Kraftanstieg beginnt bei den 30°-Proben mit der Prüfgeschwindigkeit 𝑣1 

jedoch schon bei einer Verschiebung von 15 mm, verläuft deutlich steiler und 

endet bei der deutlich größeren Maximalkraft von 37 N als bei den 30°-Proben 

mit der Prüfgeschwindigkeit 𝑣2. In diesem Fall beginnt der Kraftanstieg bei ca. 

25 mm Verschiebung und die maximale Kraft beträgt 12 N. Im Gegensatz dazu 

ist bei den 45°-Zugproben nur ein geringer Unterschied zwischen den Kraft-

Verschiebungs-Kurven der Proben mit unterschiedlicher Prüfgeschwindigkeit 

erkennbar. Im Fall des 60°-Zugversuchs ist kein Unterschied der Kraft-

Verschiebungs-Kurven der Proben mit unterschiedlicher Prüfgeschwindigkeit 

erkennbar (Abbildung B-25d,f). Hier liegen alle Kraft-Verschiebungs-Kurven im 

selben Streuband. 

B 3.3.2 Verformung und Dehnungsverteilung  

in den Off-Axis-Zugproben 

In Abbildung B-26 sind die verformten Off-Axis-Zugproben mit Prüfge-

schwindigkeit 𝑣2 (20 mm/min) bei Versuchsende exemplarisch abgebildet. In 

der 45°-Probe und insbesondere in der 60°-Probe ist die Verformung inhomo-

gen verteilt. An den seitlichen Probenrändern sind deutliche Faserbündellücken 

erkennbar, in der Probenmitte existieren keine Faserbündellücken. Weiter lässt 

sich das Ausbeulen einzelner Kohlenstofffaserbündel bei diesen beiden Proben 

deutlich erkennen. Im Gegensatz dazu ist der größte Teil der Verformung der 

30°-Probe in einem parallel zu den Kohlenstofffasern verlaufenden Bereich 

(von links unten nach rechts oben) konzentriert. Die Anzahl der seitlichen Fa-

serbündellücken ist in der 30°-Probe geringer als in der 45°- und 60°-Probe. Bei 

der Auswertung des Videomaterials fällt auf, dass die Kohlenstofffaserbündel im 

Fall des 30°-Zugversuchs mit der Prüfgeschwindigkeit 𝑣2 mit zunehmender 

Verformung im seitlichen Bereich aus der Einspannung rutschen. Im Fall des 

30°-Zugversuchs mit der Prüfgeschwindigkeit 𝑣1 wird kein Durchrutschen der 

Kohlenstofffaserbündel in der Einspannung beobachtet. Die Unterschiede in 

der Deformation der UD-Gelege Probe sind in Abbildung B-27 dargestellt. In 

der Probe mit Prüfgeschwindigkeit 𝑣1 ist die Deformation im parallel zu den 

Kohlenstofffasern verlaufenden Bereich (von links unten nach rechts oben) of-
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fensichtlich größer und im Bereich der Einspannung werden größere Faserbün-

dellücken beobachtet. Im Fall des 45°-Zugversuchs mit der Prüfgeschwindigkeit 

𝑣2 wird ebenfalls leichtes Durchrutschen (im Vgl. zu den 30°-Zugversuchen) 

der seitlichen Kohlenstofffaserbündel in der Einspannung beobachtet. Dies 

muss bei der Interpretation der Versuchsergebnisse sowie beim Abgleich zwi-

schen Simulations- und Versuchsergebnisse berücksichtigt werden. 

 

Abbildung B-26: Deformation des UD-Geleges bei Versuchsende der Off-Axis-Zugversuche. 

Weiter wird auch in den Off-Axis-Zugversuchen relatives Abgleiten zwischen 

den Kohlenstofffaserbündeln und der Naht beobachtet. Dies führt insbesonde-

re in Bereichen sehr großer Deformation dazu, dass die weißen Farbpunkte lo-

kal unterhalb der Naht durchgleiten, was wiederum bei der Interpretation der 

optisch gemessenen Dehnungen berücksichtigt werden muss.  

In Abbildung B-28 ist exemplarisch die unverformte und verformte UD-

Gelege-Probe des 45°-Zugversuches (Bias-Extension-Test) mit weiß markierten 

Grenzen der von Geweben bekannten Deformationsbereiche im uniaxialen 

Bias-Extension Test (vgl. Abbildung B-9) dargestellt. Es ist offensichtlich, dass 

zwei parallele Kanten von Bereich A gedehnt werden, während die dazu senk-

rechten Kanten gestaucht werden. Somit handelt es sich im Fall von UD-

OAT 30° OAT 45° OAT 60°

4
0
0
 m

m

Gelegen bei der Deformation von Bereich A nicht um reine Schubdeformation 

[Sch16]. 
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Abbildung B-27: Deformation des UD-Geleges im 30°-Zugversuchs mit Prüfgeschwindigkeit  

𝑣1 (100 mm/min, links) und 𝑣2 (20 mm/min, rechts) bei Versuchsende. 

 

Abbildung B-28: Unverformte und verformte UD-Gelege-Probe mit weiß markierten Grenzen der 
Deformationsbereiche im uniaxialen Bias-Extension Test (45°-Off-Axis Zugversuch) [Sch16]. 
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In den folgenden Abbildungen (Abbildung B-29 - Abbildung B-34) ist die op-

tisch gemessene Verteilung der Dehnungskomponenten 𝛾12, 𝜀22, 𝜀⊥ und 𝜀11 

exemplarisch für je eine Off-Axis-Zugprobe mit der Versuchsgeschwindigkeit 

𝑣2 dargestellt. Die Deformation aller Off-Axis-Zugproben beginnt mit einer lo-

kalen Schubdeformation zwischen zwei Kohlenstofffaserbündeln (Abbildung 

B-29 - oben). Bei Versuchsende ist die Schubdeformation in der 30°-Probe in 

einem parallel zu den Kohlenstofffasern verlaufenden Bereich (von links unten 

nach rechts oben) konzentriert, wohingegen in der 45°- und 60°-Probe größere 

Schubdeformationen in einem Parallelogramm-förmigen Bereich in der Mitte 

der Probe zu finden sind (Abbildung B-29 – unten). Der Betrag des auftreten-

den Scherwinkel ist in der 30°-Probe größer als in der 45°- und 60°-Probe.  

In der 30°-Probe beginnt die lokale Schubdeformation im OAT-30°-7x1 Aus-

wertebereich (Abbildung B-30), der sich innerhalb des OAT-30°-7x4 Auswer-

tebereichs befindet (vgl. Abbildung B-10), und breitet sich mit zunehmender 

Verschiebung zunehmend homogen im gesamten OAT-30°-7x4 Auswerte-

bereich aus. 

Wie die Schubdehnungen, sind auch die 𝜀22-Dehnungen bei Versuchsende in 

der 30°-Probe am größten und in dem parallel zu den Kohlenstofffasern verlau-

fenden Bereich (von links unten nach rechts oben) konzentriert. In der 45°-

Probe und in der 60°-Probe sind die 𝜀22-Dehnungen nicht wie die Schubdefor-

mation in der Mitte der Proben konzentriert, sondern haben insbesondere in der 

60°-Probe ihr Maximum an den seitlichen Probenrändern. Weiter ist erkennbar, 

dass es in allen Proben Bereiche gibt, in denen die 𝜀22-Dehnung kleiner als Null 

ist (weiße Elemente). Insbesondere bei der 30°-Probe ist der Bereich mit den 

maximalen 𝜀22-Dehnungen umgeben von einem Bereich mit 𝜀22-Dehnungen 

kleiner Null. In Abbildung B-32 ist die Verformung einer Einheitszelle aus der 

Mitte der 30°-Zugprobe schematisch dargestellt. Es ist erkennbar, dass sich so-

wohl die Naht (Vektor 𝒕2) als auch die Kohlenstofffaserbündel (Vektor 𝒕1) auf-

grund der Zugbelastung in Belastungsrichtung ausrichten (Kraftvektor 𝑭𝑔𝑙𝑜𝑏). 

Dabei ist der Vektor 𝒕2 der Naht bei Versuchsende parallel zur Belastungsrich-

tung orientiert. 

Die 𝜀⊥-Dehnungen (Abbildung B-33) sind in allen Off-Axis-Proben in den Be-

reichen konzentriert, in denen auch die größten Scherwinkel auftreten. Die be-
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tragsmäßig größten 𝜀⊥-Dehnungen sind dabei in der 30°-Probe zu finden. Der 

Bereich, in dem die 𝜀⊥-Dehnungen größer als Null sind, ist in der 60°-Probe, im 

Vergleich zu den anderen Proben, an den seitlichen Probenrändern sehr deut-

lich ausgeprägt. 

 

Abbildung B-29:Verteilung des Scherwinkels 𝛾12 in den Off-Axis Zugproben bei Versuchsge-

schwindigkeit 𝑣2: Zu Beginn der Deformation bei ca. 9 mm Verschiebung (oben, Länge der Defor-
mierten Proben: 329 mm); bei Versuchsende (unten, Länge der Deformierten Proben: 400 mm).  
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Abbildung B-30: Verlauf der Schubdeformation im .OAT-30°-7x4-Auswertebereich im Bereich 
von 9 mm bis 42 mm globale Verschiebung.  

 

Abbildung B-31: Verteilung der Dehnung 𝜀22 in den Off-Axis Zugproben bei Versuchsgeschwin-

digkeit 𝑣2 bei Versuchsende (Länge der Deformierten Proben: 400 mm). 
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Abbildung B-32: Schematische Darstellung der Verformung einer Einheitszelle in der Mitte einer 
30°-Off-Axis-Zugprobe. 

 

Abbildung B-33: Verteilung der Dehnung 𝜀⊥ in den Off-Axis Zugproben Versuchsgeschwindigkeit 

𝑣2 bei Versuchsende (Länge der Deformierten Proben: 400 mm). 

Im Gegensatz zu den Dehnungskomponenten 𝛾12, 𝜀22 und 𝜀⊥ sind die 𝜀11- 

Dehnungen in allen drei Proben sehr inhomogen über der Probenfläche verteilt 

(Abbildung B-34). Dabei sind sowohl Bereiche, in denen 𝜀11 ≥ 0 ist, als auch 

unverformt verformt 
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Bereiche in denen 𝜀11 < 0 ist, erkennbar. Weiter ist zu betonen, dass in allen 
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Proben lokal sehr große 𝜀11-Stauchungen auftreten (𝜀11 < −0,4). Diese lokalen 

Druckdehnungsmaxima sind in der 30°-Probe in dem parallel zu den Kohlen-

stofffasern verlaufenden Bereich konzentriert und in der 45°- und 60°-Probe 

über die ganze Probe verteilt. 

 

Abbildung B-34: Verteilung der Dehnung 𝜀11 in den Off-Axis Zugproben Versuchsgeschwindig-

keit 𝑣2 bei Versuchsende (Länge der Deformierten Proben: 400 mm). 

Zusammenfassend lässt sich feststellen, dass sich das Deformationsbild des 30°-

Zugversuchs von dem des 45°- und 60°-Zugversuchs unterscheidet. Im 30°-

Zugversuch kann zwischen der parallel zu den Kohlenstofffasern (von links un-

ten nach rechts oben) verlaufenden Hauptdeformationszone, in der die 𝛾12-, 

𝜀22-, 𝜀⊥- und 𝜀11-Dehnungen konzentiert sind, und dem restlichen Bereich der 

Probe unterschieden werden, in dem nur vergleichbar kleine Deformationen 

stattfinden. Dagegen lässt sich die Deformation des 45°-Zugversuchs und ins-

besondere des 60°-Zugversuchs in drei unterschiedliche Bereiche unterteilen: 

Im Bereich der Probeneinspannung werden, wie im Bereich C des Bias-

Extension-Tests von Geweben (Abbildung B-9), kaum nennenswerte Deforma-

tionen beobachtet. In der Probenmitte dominieren die Schubdeformationen und 
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die 𝜀⊥-Dehnungen. Im Bereich der seitlichen Probenränder dominiert die Zug-

deformation (𝜀22-Dehnung) der Naht. 
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B 3.3.3 Verlauf der gemittelten Dehnungen in  

den einzelnen Auswertebereichen 

Im Folgenden werden die gemittelten Dehnungs-Verschiebungs-Kurven  

(Abschnitt B 2.4) für die einzelne Auswertebereiche der Off-Axis-Zugversuche 

(Abschnitt B 2.4 - Abbildung B-10) präsentiert. In Abbildung B-35 werden die 

𝛾12(𝑢)- und die 𝜀22(𝑢)-Kurven der einzelnen Auswertebereiche verglichen, in 

Abbildung B-36 die 𝜀11(𝑢)-Kurven und die 𝜀⊥(𝑢)-Kurven und in Abbildung 

B-37a die 𝜈21(𝑢)-Kurven. Weiter werden in Abbildung B-37b die Entwicklung 

der 𝜀22-Dehung der einzelnen Auswertebereiche in Abhängigkeit des jeweiligen 

Scherwinkels 𝛾12 dargestellt. 

Allgemein lässt sich feststellen, dass die Dehnungen 𝛾12, 𝜀22 und 𝜀⊥ in den 30°-

Off-Axis-Zugversuchen betragsmäßig am größten sind. Die größten Stauch-

ungen 𝜀11 in den Kohlenstofffaserbündeln werden in den 60°-Off-Axis-

Zugversuchen beobachtet. Weiter lässt sich feststellen, dass sich die Kurven der 

einzelnen Auswertebereiche eines Versuchstyps unterscheiden. 

Der Vergleich der Scherwinkelkurven (Abbildung B-35a) zeigt, dass der 

Scherwinkel in allen Auswertebereichen zunächst ansteigt und die Steigung zum 

Ende der Belastung abnimmt. Dies wird insbesondere bei der Scherwinkelkurve 

des OAT-30°-7x1-Auswertebereichs sichtbar, deren Anfangssteigung deutlich 

größer ist als die der anderen Auswertebereiche, die jedoch auch deutlich früher 

abflacht als die restlichen Kurven. Weiter fällt auf, dass die Steigung der 

Scherwinkelkurven der OAT-60°-Auswertebereiche bei kleinen Verschiebungen 

nicht linear verläuft, sondern progressiv zunimmt. Der Vergleich der 

Scherwinkelkurven zeigt auch, dass im 30°-Zugversuch größere Scherwinkel 

erreicht werden, als im 45°- und 60°-Zugversuch, deren Scherwinkelkurven in 

einem gemeinsamen Bereich liegen.  

Die Kurven der 𝜀22-Dehnungen (Abbildung B-35b) aller Auswertebereiche sind 

größer Null. Die größten 𝜀22-Dehnungen treten im 30° Off-Axis-Zugversuch 

auf, die kleinsten im 45° Off-Axis-Zugversuch (vgl. Abschnitt D 4.2.1.1). 
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Abgesehen von den 𝜀22-Kurven des OAT-30°-7x1-Auswertebereichs und des 

OAT-60°-22x5-Auswertebereichs, ist die Steigung der 𝜀22-Kurven bei Ver-

suchsende am größten. Die 𝜀22-Kurve des OAT-60°-22x5-Auswertebereichs ist 

über den ganzen Versuch näherungsweise linear. Die Form der 𝜀22-Kurve des 

OAT-30°-7x1-Auswertebereichs unterscheidet sich ebenfalls von der Form der 

𝜀22-Kurven der anderen OAT-30°-Auswertebereiche: Die 𝜀22-Kurve des OAT-

30°-7x1-Auswertebereich steigt bei einer Verschiebung von 5mm deutlich an 

und flacht bei einer Verschiebung von 15 mm wieder ab. Die Steigung der 𝜀22-

Kurven der anderen OAT-30°-Auswertebereiche nimmt ab einer Verschiebung 

von 25 mm progressiv zu. Im weiteren fällt auf, dass die Streuung der 𝜀22-

Kurve des OAT-30°-7x1-Auswertebereichs deutlich größer ist als die Streuung 

der anderen Kurven. 

Im Vergleich zu den 𝛾12-Kurven und den 𝜀22-Kurven sind die Kurven der 

Dehnung der Kohlenstofffaserbündel 𝜀11 (Abbildung B-36a) deutlich weniger 

glatt und mit viel größeren Streuungen behaftet. Dabei sind die gemittelten 

Druckdehnungen in den Auswertbereichen des 30° und des 45° Off-Axis- 

Zugversuchs kleiner als in den Auswertebereichen des 60° Off-Axis- 

Zugversuchs. Weiter fällt auf, dass die maximale gemittelte Stauchung von 

𝜀11 =|0,045| (OAT-60°-22x5-Auswertebereich) deutlich kleiner ist als die 

lokalen Druckdehnungskonzentrationen in Abbildung B-34.  

Aus Abbildung B-36b wird ersichtlich, dass sowohl die Dehnungen 𝜀⊥ 

senkrecht zu den Kohlenstofffasern des 30° Off-Axis-Zugversuchs als auch 

deren Steigung im gesamten Verschiebungsbereich negativ sind. Dahingegen 

weisen die Dehnungskurven des 45° und des 60° Off-Axis-Zugversuchs am 

Anfang des Verschiebungsbereichs ein positives Maximum auf, bevor sie zum 

Versuchsende negativ werden. Das Maximum der senkrechten Druck-

dehnungen 𝜀⊥ wird im OAT-30°-7x1-Auswertebereich gemessen und liegt bei 

𝜀⊥ =|-0,66|.  

In Abbildung B-37a ist der Verlauf der Querkontraktionszahl 𝜈21 über der 

globalen Verschiebung der einzelnen Auswertebereiche der Off-Axis- 

Zugversuche dargestellt. Es ist deutlich erkennbar, dass sich einige Kurven am 

Anfang des Verschiebungsbereiches deutlich außerhalb des dargestellten Be-

reiches befinden und dass sich in den meisten Auswertebereichen bei kleinen 
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Verschiebungen negative Querkontraktionszahlen (gemittelt, vgl. Gleichung 

B-6) ergeben. Zum Ende der Verschiebung konvergiert die Querkon-

traktionszahl der 30° Off-Axis-Zugversuche auf 𝜈21 ≈ 0,05, die Querkontrak-

tionszahl des OAT-45°-8x5-Auswertebereichs auf 𝜈21 ≈ 0,1 und die Quer-

kontraktionszahl des OAT-45°-11x9-Auswertebereichs sowie der 60° Off-Axis- 

Zugversuche auf 𝜈21 ≈ 0,17. 

In Abbildung B-37b ist die Dehnung 𝜀22 über dem Scherwinkel 𝛾12 für die 

einzelnen Auswertebereiche der Off-Axis-Zugversuche aufgetragen. Die 

Dehnung 𝜀22 nimmt mit steigendem Scherwinkel 𝛾12 in allen Auswerte-

bereichen zu. Der Verlauf der einzelnen 𝜀22(𝛾12)-Kurven unterscheidet sich 

jedoch: In den größeren Auswertebereichen der Off-Axis-Zugproben treten 

auch bei kleinen Scherwinkeln signifikante 𝜀22-Dehnungen auf. Hingegen sind 

die 𝜀22-Dehnungen in den kleineren, im Inneren der Off-Axis-Zugproben 

liegenden Auswertebereichen, bei kleinen Scherwinkeln sehr klein. Dies wird 

insbesondere bei der Kurve des OAT-30°-7x1-Auswertebereichs deutlich, deren 

𝜀22-Dehnung für Scherwinkel 𝛾12 < 0,2 rad näherungsweise bei Null liegt (vgl. 

senkrechte Strich-Punkt-Linie in Abbildung B-35). 
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a) 

 

 

b) 

 

 

 
OAT 30° - 23 x 4 Elemente 

 
OAT 45° - 12 x 9 Elemente 

 OAT 60° - 22 x 5 
Elemente 

 
OAT 30° - 7 x 4 Elemente 

 
OAT 45° - 8 x 6 Elemente 

 OAT 60° - 11 x 6 
Elemente 

 OAT 30° - 7 x 1 Elemente    OAT 60° - 5 x4 Elemente 

Abbildung B-35: Verlauf der gemittelten Dehnungen über der globalen Verschiebung in den ver-

schiedenen Auswertebereichen der Off-Axis Zugversuche: a) Scherwinkel 𝛾12; b) Dehnung 𝜀22. 
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a) 

 

 

b) 

 

 

 
OAT 30° - 23 x 4 Elemente 

 
OAT 45° - 12 x 9 Elemente 

 OAT 60° - 22 x 5 
Elemente 

 
OAT 30° - 7 x 4 Elemente 

 
OAT 45° - 8 x 6 Elemente 

 OAT 60° - 11 x 6 
Elemente 

 OAT 30° - 7 x 1 Elemente    OAT 60° - 5 x 4 Elemente 

Abbildung B-36: Verlauf der gemittelten Dehnungen über der globalen Verschiebung in den ver-

schiedenen Auswertebereichen der Off-Axis Zugversuche: a) Dehnung 𝜀11; b) Dehnung 𝜀⊥. 
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a) 

 

 

b) 

 

 

 
OAT 30° - 23 x 4 Elemente 

 
OAT 45° - 12 x 9 Elemente 

 OAT 60° - 22 x 5 
Elemente 

 
OAT 30° - 7 x 4 Elemente 

 
OAT 45° - 8 x 6 Elemente 

 OAT 60° - 11 x 6 
Elemente 

 OAT 30° - 7 x 1 Elemente    OAT 60° - 5x4 Elemente 

Abbildung B-37: a) Verlauf der gemittelten Querkontraktionszahl 𝜈21 über der globalen Verschie-
bung in den verschiedenen Auswertebereichen der Off-Axis Zugversuche; b) Entwicklung der Deh-

nung 𝜀22 über dem Scherwinkel 𝛾12 in den verschiedenen Auswerte-bereichen der Off-Axis Zugver-
suche. 
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B 3.4 Halbzeug-Halbzeug und Werkzeug-

Halbzeug Reibeigenschaften 

In Abbildung B-38 sind die Reibkraft-Verschiebungs-Kurven der Reibversuche 

mit dem SGL UD-Gelege dargestellt. Die daraus ermittelten durchschnittlichen 

Reibkräfte sowie die aus den durchschnittlichen Reibkräften berechneten Reib-

koeffizienten sind in Tabelle B-3 ersichtlich. Wird von der gemessenen Reib-

kraft nur der Einfluss der prüfstandinternen Reibung abgezogen, ist der Reibko-

effzient (𝜇𝑟𝑒𝑠0) der 0/90°-Reibversuche um ∆𝜇𝐻𝐻 = 0,06 größer als der 

Reibkoeffizient der 0/0°-Reibversuche. Werden von der gemessenen Reibkraft 

dagegen die Einflüsse von Klemmung und prüfstandinterner Reibung abgezo-

gen, sind die berechneten Reibkoeffizienten (𝜇𝑟𝑒𝑠2) kleiner, als wenn nur der 

Einfluss der prüfstandinternen Reibung abgezogen wird. Zudem beträgt die 

Differenz der Reibkoeffizienten in diesem Fall nur noch ∆𝜇𝐻𝐻 = 0,02. Weiter 

lässt sich erkennen, dass der Reibkoeffizient zwischen dem UD-Gelege und Me-

tall (Werkzeug-Halbzeug) mit 𝜇𝑟𝑒𝑠0 = 0,24 kleiner ist als alle ermittelten Halb-

zeug-Halbzeug-Reibkoeffizienten. 

     

 WH0 HH090 HH00 ∆𝜇𝐻𝐻 

𝐹𝑅,𝐿𝑒𝑒𝑟 0,26 0,26 0,26  

𝐹𝑅,𝑚0
𝑜ℎ𝑛𝑒 𝑆𝑃  -- 0,52 0,44  

𝐹𝑅,𝑚0
𝑚𝑖𝑡 𝑆𝑃 -- 0,94 0,62  

𝐹𝑅,𝑚1 2,91 4,13 3,5  

∆𝐹𝑅,𝑆𝑃 -- 0,42 0,18  

𝐹𝑅
𝑟𝑒𝑠,0

 2,65 3,87 3,24  

𝐹𝑅
𝑟𝑒𝑠,1

 -- 3,45 3,06  

𝐹𝑅
𝑟𝑒𝑠,2

 -- 3,19 2,88  

𝜇𝑟𝑒𝑠0 0,24 0,36 0,30 0,06 

𝜇𝑟𝑒𝑠1 -- 0,32 0,28 0,04 

𝜇𝑟𝑒𝑠2 -- 0,29 0,27 0,02 

Tabelle B-3: Reibkräfte und Reibkoeffizienten des SGL UD-Geleges. 
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Abbildung B-38: Reibkraft-Verschiebungs-Kurven SGL UD-Gelege (vgl. Tabelle B-2): a) Werk-
zeug-Halbzeug Reibung; b) Halbzeug-Halbzeug Reibung von 0°/0° orientierten Schichten;  
c) Halbzeug-Halbzeug Reibung von 0°/90° orientierten Schichten. 
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B 3.5 Reibeigenschaften zwischen  

Glasfasern und C-Fasern 

In Abbildung B-39 sind die Reibkraft-Verschiebungs-Kurven der Glasfaseraus-

zugsversuche des SGL UD-Geleges dargestellt. Die daraus ermittelten durch-

schnittlichen Reibkräfte sowie die auf den Probenquerschnitt bezogene Span-

nung und die „Gleitreibungskoeffizienten“ sind in Tabelle B-4 ersichtlich. Es ist 

erkennbar, dass die gemessene Reibkraft für den Fall ohne wirkende Normal-

kraft (Masse 𝑚0) mit 1,38 N bereits 65% der mit der Masse 𝑚2 gemessenen 

Reibkraft beträgt und dass der „Gleitreibungskoeffizient“ mit zunehmender 

Normalkraft abnimmt.  

    

 𝑚0 𝑚1 𝑚2 

𝐹𝑅,𝐿𝑒𝑒𝑟 [𝑁] 0,26 0,26 0,26 

𝐹𝑅 [𝑁] 1,64 1,92 2,39 

𝐹𝑅
𝑟𝑒𝑠 [𝑁] 1,38 1,66 2,13 

𝜎𝐹𝑅,𝐺𝐹[𝑁 𝑚𝑚²⁄ ] 5,11 E-2 6,15 E-2 7,89 E-2 

𝜇 -- 0,31 0,17 

Tabelle B-4: Reibkräfte Glasfaserauszugsversuche SGL UD-Gelege 

 

Abbildung B-39: Reibkraft-Verschiebungs-Kurven der Glasfaserauszugsversuche. 
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B 3.6 Cantilever-Test  

Abbildung B-40 zeigt das Biegeverhalten von UD-Gelegen in 0°- und 90°- Ori-

entierung. Es ist deutlich erkennbar, dass das Biegeverhalten von UD-Gelegen 

stark anisotrop ist und dass das UD-Gelege in 90°-Richtung so gut wie keine 

Biegesteifigkeit hat.  

 

Abbildung B-40: Biegeverhalten von UD-Gelegen: a) 0°-Orientierung; b) 90°-Orientierung. 

Weiter zeigt sich, dass die Biegesteifigkeit von UD-Gelegen in 0°-Richtung da-

von abhängt, ob die Halbzeugseite mit den Glasfasern nach oben oder nach un-

ten zeigt (Tabelle B-5). Zeigen die Glasfasern nach unten beträgt die Halbzeug-

verschiebung 249 mm, zeigen die Glasfasern nach oben beträgt die 

Halbzeugverschiebung 219 mm. Damit ist die Biegesteifigkeit größer, wenn die 

Biegung in Richtung der Halbzeugseite mit den Glasfasern erfolgt. Im Gegen-

satz dazu kann bei der Biegesteifigkeit in 90°-Richtung keine Abhängigkeit der 

Halbzeugseite beobachtet werden. In beiden Fällen beträgt die Verschiebung ca.  

5 mm (Tabelle B-5), was der Breite eines einzelnen Faserbündels entspricht.  

   

Orientierung Ausrichtung Verschiebung [mm] 

0° Glasfasern oben 219 

0° Glasfasern unten 249 

90° - 5 

Tabelle B-5: Versuchsergebnisse Cantilever Test UD-Gelege. 

b)a)

100 mm

100 mm
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B 3.7 Hemisphären-Test 

Die Deformation des UD-Geleges nach dem Hemisphären-Umformversuch ist 

in Abbildung B-41 dargestellt. Kohlenstofffasern, die über den Meridian der 

Halbkugel verlaufen, werden weiter nach „Innen“ eingezogen (Abbildung 

B-41e) als Kohlenstofffasern, die über die Seite der Halbkugel verlaufen oder 

gar nicht über die Halbkugel verlaufen (Abbildung B-41c). Somit existiert ein 

Lauflängenunterschied zwischen den Kohlenstofffasern, der sich in Form von 

Schubdeformationen der Naht bemerkbar macht (Abbildung B-41e). Dies steht 

im Gegensatz zur Deformation des UD-Geleges in den Bereichen, die 90° dazu 

liegen (Abbildung B-41d). In diesen Bereichen werden nur die Glasfasern in 

Richtung Hemisphäre eingezogen, wohingegen die Kohlenstofffasern im äuße-

ren Bereich so gut wie nicht verformt werden. Im äußeren Bereich gleiten somit 

die Glasfasern relativ zu den Kohlenstofffasern ab. Im Bereich der Halbkugel 

lassen sich hingegen Normaldehnungen der Naht (quer zu den Kohlenstofffa-

serbündeln) beobachten (Abbildung B-41f). Im Bereich der Schubdeformation 

der Naht (Abbildung B-41e) kommt es zusätzlich zur Faltenbildung des UD-

Geleges. Dabei verlaufen alle Falten parallel zu den Kohlenstofffasern. Zusam-

menfassend werden bei der Umformung von UD-Gelegen im Hemisphären-

Umformversuch sowohl Schubdeformationen als auch Normaldehnungen quer 

zur Richtung der Kohlenstofffasern sowie relatives Abgleiten zwischen Glas- 

und Kohlenstofffasern beobachtet.  
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Abbildung B-41: Hemisphären-Test von UD-Gelegen: a) Ansicht von oben vor dem Versuch; b) 
Seitenansicht nach dem Versuch; c) Ansicht von oben nach dem Versuch (ohne Umformwerkzeug); 
d) relatives Abgleiten zwischen Glas- und Kohlenstofffasern; e) Schubdeformation zwischen den 
Kohlenstofffaserbündeln; f) Lückenbildung zwischen den Kohlenstofffaserbündeln im Bereich der 
Hemisphäre (Ansicht von unten). 

B 3.8 Lampentopf-Umformversuche 

Die Preforms der verschiedenen Lagenaufbauten sind in Abbildung B-42 darge-

stellt. Es ist deutlich erkennbar, dass sowohl die Kontur der einzelnen Preforms, 

als auch die Position und die Ausprägung fertigungsbedingter Fehlstellen bzw. 

Drapiereffekte (siehe Abbildung B-43) vom Lagenaufbau, also von der Orientie-

rung der einzelnen Lagen, abhängig sind. Dabei unterscheiden sich insbesondere 

die Konturen der einzelnen unidirektionalen Preforms (Abbildung B-42 a,b,d,e) 

deutlich. Ein Vergleich der Preformkonturen der [0/0/0/0]er, [90/90/90/90]er 

und [0/90/0/90]er Preform zeigt exemplarisch, dass sich die Konturen der un-

idirektionalen Preforms (Abbildung B-42 a,b) in „abgeschwächter Form“ wieder 

in der Kontur der bidirektionalen Preform (Abbildung B-42 c) wiederfinden. 

Ein Abgleiten der einzelnen Lagen kann nur bedingt beobachtet werden. Viel-

mehr werden die Lagen miteinander „verklebt“ umgeformt. Während der Ver-
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f)d)
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suchsdurchführung lässt sich beobachten, dass die einzelnen Schichten bereits 

durch den aktivierten Binder (zähflüssiger Zustand) in normaler und tangentialer 

Richtung zusammengehalten werden. Beim Handling der abgekühlten Preforms 

lässt sich außerdem feststellen, dass die unidirektionalen Preforms im Vergleich 

zu multidirektionalen Preforms eine geringere Formstabilität besitzen.  

Die während der Umformung entstandenen Drapiereffekte sind exemplarisch in 

Abbildung B-43 dargestellt. Die auf den ersten Blick erkennbaren Drapiereffek-

te sind makroskopische Falten (Abbildung B-43a), deren Entstehung bei der 

Umformung unidirektionaler Lagenaufbauten besonders ausgeprägt ist 

(Abbildung B-42a,b,d,e). Makroskopische Falten breiten sich in UD-Gelegen 

mit einer Vorzugsrichtung quer zu den Kohlenstofffasern aus, so dass der „Ge-

birgskamm“ einzelner Falten parallel zu den Kohlenstofffasern verläuft 

(Abbildung B-43a). Entstehen Falten unterhalb eines Drapierstempels, werden 

sie durch den Drapierstempel platt gedrückt (Abbildung B-43b) und es entste-

hen Bereiche mit mehrfacher Dicke des Lagenaufbaus. Neben den Falten wer-

den auch Faserbündellücken (Gaps) (Abbildung B-43c) in Kombination mit der 

Ondulation einzelner Kohlenstofffaserbündel (Abbildung B-43d) beobachtet. 

Die Ausprägung der Ondulationen von Kohlenstofffaserbündeln ist in Abbil-

dung B-44 für einen bestimmten Bereich der obersten Preformlage (+45°-Lage) 

der Preforms mit den Lagenaufbauten [+45/+45/+45/+45], [0/-45/90/+45]  

und [0/90/-45/+45] vergleichend dargestellt. Es ist erkennbar, dass die Ondula-

tionen in der unidirektionalen Preform nur sehr gering ausgeprägt sind, wohin-

gegen die Ondulationen in den multidirektionalen Preforms sehr viel deutlicher 

ausgeprägt sind. Dabei sind die Ondulationen in der [0/90/-45/+45]-Preform,  

stärker ausgeprägt als in der [0/-45/90/+45]-Preform. 
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Abbildung B-42: Ergebnisse Lampentopfumformversuche der jeweiligen Lagenaufbauten (Ansicht 
von oben): a) [0/0/0/0]; b) [90/90/90/90]; c) [0/90/0/90]; d) [-45/-45/-45/-45]; 
e) [+45/+45/+45/+45]; f) [-45/+45/-45/+45]; g) [0/90/-45/+45]; h) g) [0/-45/90/+45]. 
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c)b)
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h)g)

365 mm365 mm 365 mm

365 mm365 mm 365 mm

365 mm365 mm



B 3 Versuchsergebnisse 

116 

 

Abbildung B-43: Drapiereffekte bei den Lampentopf-Umformversuchen: a) Globale Faltenbildung 
mit Vorzugsrichtung am Beispiel der Umformung des [0/0/0/0]-Lagenaufbaus (Falten verlaufen 
parallel zur den Kohlenstofffaserbündeln, vgl. rot markierter Bereich in Abbildung B-42c); b) Falt-
enbildung unterhalb eines Drapierstempels bei der Umformung des [0/90/0/90]-Lagenaufbaus  
(vgl. grüner Pfeil (Blickrichtung) in Abbildung B-42c); c) Lücken zwischen den Kohlenstofffaser-
bündeln bei der Umformung des [0/90/0/90]-Lagenaufbaus (vgl. blauer Pfeil (Blickrichtung) in 
Abbildung B-42c); d) Ondulationen der Kohlenstofffaserbündel und Lücken zwischen den Kohlen-
stofffaserbündeln bei der Umformung des [0/90/-45/+45]-Lagenaufbaus (vgl. rosa Pfeil (Blick-
richtung) in Abbildung B-42g).  
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Abbildung B-44: Einfluss verschiedener Lagenaufbauten (Einfluss der Relativorientierung einzel-
ner Lagen) auf die Entstehung lokaler Ondulationen und Faserlücken: a) [+45/+45/+45/+45]; 
b) [0/-45/90/+45]; c) [0/90/-45/+45]. 

 

Die Fläche mit Ondulationen wird größer

[+45/+45/+45/+45] [0/-45/90/-45] [0/90/-45/+45]
a) b) c)
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B 4 Diskussion der  

Versuchsergebnisse 

B 4.1 Reine Querzugdeformation 

Aus den Ergebnissen der Querzugversuchen (Abschnitt B 3.1) lässt sich schlie-

ßen, dass das Querzugverhalten von UD-Gelegen ambivalent ist. Die Querzug-

steifigkeit, der Verlauf der Spannungs-Dehnungskurven (Abbildung B-19, Ab-

bildung B-21 und Abbildung B-22) und die Homogenität der 

Dehnungsverteilung (Abbildung B-18 und Abbildung B-20) innerhalb der 

Querzugproben sind maßgeblich von den Einspannbedingungen der Glasfasern 

(Abbildung B-2) sowie von der Größe der Textilproben abhängig (vgl. [Sch16]). 

Im Fall von Proben mit beidseitig fest eingespannten Glasfasern wird die Kraft 

bis zum Versagen der Glasfasern hauptsächlich über die Glasfasern übertragen 

(Abbildung B-22). Nach dem Versagen der Glasfasern werden diese aus der 

Einspannung gezogen und die Kraft wird über Reibkräfte zwischen den Glasfa-

sern, den Kohlenstofffaserbündeln und der Einspannung übertragen. Dabei fällt 

die Querzugspannung sukzessive bis auf das Spannungsniveau der Proben mit 

nachfließenden Glasfasern ab. Die in dieser Phase des Versuchs gemessene 

Kraft hängt somit von der Klemmkraft in der Einspannung und von den Ab-

gleiteigenschaften der Glasfasern ab (vgl. [Sch16]). 

Im Gegensatz dazu findet die Kraftübertragung in den Proben mit nachfließen-

den Glasfasern hauptsächlich über die Naht statt (Abbildung B-18). Daher ist 

die Steifigkeit dieser Proben ca. 100-mal kleiner als die Steifigkeit der Proben 

mit beidseitig eingespannten Glasfasern (Abbildung B-22a). Darüber hinaus ist 

die Querkontraktion der Naht und die daraus resultierende Querkontraktion der 

Kohlenstofffaserbündel (bei homogenisierter Betrachtung), hervorgerufen 

durch Ausbeulen der Kohlenstofffaserbündel, zentraler Bestandteil des Defor-

mationsverhaltens von UD-Gelegen unter Querzugbelastung. Die Querkontrak-

tion der Naht bzw. das Ausbeulen der Kohlenstofffaserbündel sind hauptsäch-

lich in Bereichen der Textilproben zu finden, in denen die Glasfasern 
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nachfließen können (Abbildung B-18c). Dies wird als ein Grund für die Korrela-

tion zwischen zunehmender Probenlänge und zunehmender Querzugsteifigkeit 

(Abbildung B-21), bzw. abnehmender Homogenität der Dehnungsverteilung 

(Abbildung B-20) angesehen (vgl. [Sch16]). 

Die Querkontraktion der Naht wird zum einen durch das Abgleiten der Naht 

auf den Kohlenstofffaserbündeln und zum anderen durch das Ausbeulen der 

Kohlenstofffaserbündel ermöglicht. Bei diesem Abgleiten handelt es sich, wie 

beim Abgleiten der Glasfasern zwischen Kohlenstofffaserbündeln und Naht, 

um einen irreversiblen Vorgang. Obwohl alle Textilproben mit beidseitig nach-

fließenden Glasfasern dieselbe Anfangssteifigkeit haben, fällt die Anfangssteifig-

keit umso schneller ab je kürzer die Proben sind (Abbildung B-21). Dies ist auf 

den unterschiedlichen Anteil an irreversiblen Abgleitvorgängen zurückzuführen, 

wobei davon ausgegangen wird, dass die Anfangssteifigkeit die Steifigkeit des 

Textils mit intaktem Zusammenhalt zwischen der Naht und den Kohlenstofffa-

serbündeln ist (vgl. [Sch16]). Das Ausbeulen der Kohlenstofffaserbündel ist je-

doch ein sehr lokales Phänomen und führt lokal zu sehr großen „homogenisier-

ten“ Stauchungen (≈30% - vgl. Abbildung B-34). Die über einen größeren 

Bereich homogenisierten Querdehnungen fallen dagegen mit ≈1-4% deutlich 

kleiner aus (Abbildung B-36a). Entsprechend problematisch ist auch die Be-

stimmung einer homogenisierten Querkontraktionszahl (Abbildung B-37a). Ins-

besondere bei kleinen Verschiebungen führen die über die einzelnen Auswer-

tebereichen der Off-Axis-Zugversuche gemittelten Dehnungskomponenten zu 

unphysikalischen Querkontraktionszahlen. Gründe dafür sind die Inhomogeni-

tät der Querdehnung und die im undeformierten Zustand minimal gewellten 

Kohlenstofffaserbündel, die bei Belastung zunächst „gerade gezogen werden“, 

was wiederum zu positiven Dehnungen in 𝒕1-Richtung führt.  

Aus den Glasfaserauszugsversuchen (Abschnitt B 3.5) folgt, dass das Abgleiten 

der Glasfasern zwischen den Kohlenstofffaserbündeln und der Naht das Quer-

zugverhalten der Proben mit nachfließenden Glasfasern stark beeinflusst. Die 

auf den Querschnitt bezogenen Normalspannungen 𝜎𝐹𝑅,𝐺𝐹  der Glasfaseraus-

zugsversuche (Tabelle B-4) liegen im Bereich der Spannungen, bei dem die An-

fangssteifigkeit der Querzugproben mit beidseitig nachfließenden Glasfasern 

abfällt (Abbildung B-21). Somit ist die interne Reibung zwischen den Glasfa-

sern, den Kohlenstofffaserbündeln und der Naht eine weitere Ursache für den 
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Zusammenhang zwischen zunehmender Probenlänge und zunehmendem Quer-

zugwiderstand (Abbildung B-21). Allerdings lassen sich die im Glasfaserauszug-

versuch gemessenen Reibkräfte nicht Eins zu Eins mit den im Querzugversuch 

wirkenden internen Reibkräften vergleichen. Im Gegensatz zu den Glasfaser-

auszugversuchen steht die Naht in den Querzugsversuchen unter Zugspannung, 

so dass die internen Reibkräfte in den Querzugversuchen vermutlich größer 

sind, als sie in den Glasfaserauszugsversuchen gemessen wurden. 

Die Tatsache, dass UD-Gelege quer zur Faserrichtung eine geringe Zugsteifig-

keit aufweisen, deckt sich mit den Ergebnissen von Senner et. al. [Sen14a]. Das 

Phänomen der Querkontraktion wird von Senner et. al. jedoch nicht erwähnt 

oder nicht beobachtet. Ein direkter Vergleich der Versuchsergebnisse mit den 

Versuchsergebnissen von Senner et. al ist nicht möglich, da in [Sen14a] alle 

Kräfte dimensionslos dargestellt werden und die verwendeten Versuchsmateria-

lien zum anderen nicht explizit genannt werden. Eine Untersuchung des Ein-

flusses der Einspannbedingungen auf das mechanische Verhalten wird in 

[Sen14a] nicht gegeben, obwohl das Halbzeug auf der Rückseite aufgrund der 

schematisch dargestellten Naht ebenfalls einen Schussfaden haben müsste. In 

den Querzugversuchen werden die von Böhler et. al als potentielle Umformef-

fekte identifizierten Faserlücken beobachtet. Da Böhler et. al [Böh13] die Quer-

zugdeformationen nicht zu den Umformmechanismen von UD-Gelegen zählen 

und auch keine Querzugversuche präsentieren, lässt sich das Querzugverhalten 

dieses Materials nicht mit dem von Böhler et. al untersuchten Material verglei-

chen. Vergleicht man das mechanische Verhalten von UD-Gelegen quer zur Fa-

serrichtung mit dem von Geweben und Biaxialgelegen wird deutlich, dass sich 

UD-Gelege in diesem Punkt signifikant von biaxialen Faserverbundhalbzeugen 

unterscheiden, da die Verstärkungsfasern bei biaxialen Faserverbundhalbzeugen 

in zwei Richtungen verlaufen. In Zugversuchen an Geweben oder Biaxialgele-

gen werden Dehnungen <1% gemessen [Boi06][Lom05], wohingegen in den 

Querzugversuchen von UD-Gelegen je nach Einspannbedingung Dehnungen 

von bis zu 100% gemessen werden (Abbildung B-21). 

Zusammenfassend liefern die Proben mit beidseitig fest eingespannten Glasfa-

sern die obere Grenze der Querzugsteifigkeit, wohingegen kurze Proben mit 

beidseitig nachfließenden Glasfasern die untere Grenze liefern. Das Querzug-

verhalten des UD-Geleges in einem realen Umformprozess liegt zwischen die-
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sen beiden Grenzen und ist von der Existenz und vom Ort freier Glasfaseren-

den im Umformhalbzeug, vom Reibverhalten zwischen Glasfasern, Kohlen-

stofffaserbündeln, Naht und Umformhalbzeugen abhängig. Die großen Deh-

nungen quer zur Faserrichtung sowie das ambivalente Verhalten sind 

gegensätzlich zum mechanischen Verhalten von Geweben unter Zugbelastung 

(vgl. [Sch16]). Da die Querzugeigenschaften von UD-Gelegen offensichtlich 

sehr stark von den herrschenden Randbedingungen abhängen und die Randbe-

dingungen zum einen in verschiedenen Preformprozessen unterschiedlich sind 

und sich zum anderen innerhalb eines Preformprozesses mit zunehmender Um-

formdauer auch verändern können, lässt sich die Frage, welche Versuchsfüh-

rung zur Charakterisierung der Querzugeigenschaften von UD-Gelegen am bes-

ten geeignet ist, nicht pauschal beantworten. Zwar sind Querzugversuche mit 

beidseitig fest eingespannten Glasfasern offensichtlich ungeeignet, da diese 

Randbedingungen in realen Preformprozessen unwahrscheinlich sind. Ob je-

doch Proben mit ein- oder beidseitig nachfließenden Glasfasern das Umform-

verhalten im Inneren eines Halbzeugzuschnitts besser abbilden, kann ohne wei-

tere Untersuchungen schwer vorhergesehen werden. 

B 4.2 Überlagerte Schub- und  

Querzugdeformation 

Das Schubverhalten von UD-Gelegen unterscheidet sich offensichtlich vom 

Schubverhalten bekannter textiler Halbzeuge, wie beispielweise Geweben oder 

Biaxialgelegen. Auch wenn die Schubeigenschaften von Geweben vom aufge-

brachten Zugspannungszustand abhängen [Lau08][Nos14], ist „pure shear“ der 

intrinsische Deformationsmodus biaxialer Faserverbundhalbzeuge, da diese eine 

sehr große Steifigkeit in zwei im unverformten Zustand orthogonalen Richtun-

gen aufweisen und es somit zu keinen signifikanten 𝜀22-Dehnungen kommt 

[Boi06][Lom05]. Dagegen treten Schubdehnungen in UD-Gelegen überlagert 

mit signifikanten 𝜀22-Dehnungen sowohl in den Off-Axis-Zugversuchen 

(Abbildung B-35) als auch im Hemisphären-Test (Abbildung B-41c,f) auf (vgl. 

[Sch16]). Dabei ist die Höhe der überlagerten Querzugdehnungen 𝜀22 von der 

relativen Faserorientierung der Off-Axis-Zugprobe, von der Größe und Positi-

on des ausgewerteten Bereiches in einer Off-Axis-Zugprobe und vom aktuellen 
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Scherwinkel in dem ausgewerteten Bereich abhängig. Im Allgemeinen gilt für die 

überlagerte Schub- und Querzugbelastung des UD-Geleges, dass reine Schubde-

formation (pure shear – Abbildung A-14) offensichtlich kein intrinsischer  

Deformationsmodus von UD-Gelegen ist (vgl. [Sch16]): Nur im Inneren der 

OAT-45°- und OAT-30°- Zugproben (OAT-45°-8x6, OAT-30°-7x4 und OAT-

30°-7x4 Auswertebereich) kann bei kleinen Scherwinkeln näherungsweise von 

reiner Schubdeformation gesprochen werden (Abbildung B-37b). Mit zuneh-

mender Schubbelastung wechselt der Deformationsmodus von Schubdeforma-

tion in „Querzugdeformation“ der Naht (Abbildung B-37b). Nur im OAT-60°-

22x5 Auswertebereich tritt „Querzugdeformation“ scheinbar auch bei kleinen 

Scherwinkeln auf. Dies lässt sich jedoch auf die inhomogene Verteilung der lo-

kalen Materialeigenschaften in den Off-Axis-Zugproben zurückführen (Ab-

schnitt B 4.5).  

Im Gegensatz zu den Off-Axis-Zugversuchen wird reine Schubdeformation 

durch die Kinematik des Pictureframes erzwungen, was wiederum die Frage 

aufwirft, inwiefern der im Pictureframe gemessene Scherkraft-Scherwinkel-

Verlauf repräsentativ ist. Somit liefern der Pictureframe-Test und der Bias-

Extension-Test (OAT-45° Zugversuch) für den Fall von UD-Gelegen anders als 

bei Geweben, deren intrinsischer Deformationsmodus reine Schubdeformation 

ist [Cao08], keine vergleichbaren Ergebnisse. Auch die Gleichungen zur Be-

rechnung des Scherkraft-Scherwinkel-Verlaufs aus der globalen Kraft-

Verschiebungs-Kurve des Bias-Extension-Tests [Cao08][Leb03][Här14a] sind 

für UD-Gelege nicht gültig. Diese Erkenntnis stimmt mit den Erkenntnissen in 

[Böh13][Här14b] überein. Allerdings wird der mehrachsige Dehnungszustand 

während der Umformung von UD-Gelegen in [Böh13][Här14b] nicht detailliert 

untersucht. Stattdessen unterteilen die Autoren von [Böh13][Här14b] die De-

formation des UD-Geleges in Schubdeformation (fibre shear) und Abgleiten der 

Faserbündel (fibre slip) (Abbildung A-18), was jedoch irreführend sein kann. 

Prinzipiell ist die Unterscheidung zwischen Abgleiten „parallel“ (21-Schub) und 

„quer“ (12-Schub) zu den Kohlenstofffasern sinnvoll, da das Schubverhalten 

aufgrund der Inhomogenität des Materials nicht wie bei einem Kontinuum 

paarweise gleich ist. Der Begriff „fibre slip“ impliziert jedoch, dass es bei dieser 

Deformation zu einem Abgleiten zwischen den Kohlenstofffaserbündeln und 

der Naht kommt, was jedoch nicht zwangsläufig sein muss. Zur Messung der 

Abgleiteigenschaften der Kohlenstofffasern schlagen Härtel et al. [Här14b] den 
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Faserabgleitversuch (Abbildung A-20) vor. Dieser Versuch erzwingt jedoch die 

„simple shear“ - Deformation des UD-Geleges. Aus der Tatsache, dass die 

senkrechte Querdehnung 𝜀⊥ in allen Auswertebereichen der Off-Axis-

Zugversuche ungleich Null ist (Abbildung B-36b), folgt jedoch, dass „simple 

shear“ (siehe Abbildung) offensichtlich ebenfalls kein intrinsischer Schubdefor-

mationsmodus von UD-Gelegen ist. Daraus resultiert, wie auch beim Pic-

tureframe-Test, die Frage nach der Verwertbarkeit der Versuchsergebnisse des 

Faserabgleitversuchs. 

B 4.3 Kraftanstieg im 30°- und 45°-Zugversuch  

Die Änderung der Versuchsgeschwindigkeit wirkt sich signifikant auf den Be-

ginn und die Höhe des Kraftanstiegs des 30°-Zugversuchs (Abbildung B-25 a 

und b) sowie in geringerem Maße auf die Höhe des Kraftanstiegs am Ende des 

45°-Zugversuchs (Abbildung B-25d) aus. Dabei wird ein geringerer Kraftanstieg 

bei den Versuchen mit Versuchsgeschwindigkeit 𝑣2 (20 mm/min) im Vergleich 

zu denVersuchen mit Versuchsgeschwindigkeit 𝑣1 (100 mm/min) beobachtet. 

Auch wenn ratenabhängiges Materialverhalten bei der Deformation des Materi-

als prinzipiell vorstellbar ist, ist der geringere Kraftanstieg im Fall des 30°- und 

45°-Zugversuchs bei Versuchsgeschwindigkeit 𝑣2 auf die im seitlichen Bereich 

der Einspannung durchrutschenden Kohlenstofffaserbündel zurückzuführen. 

Der Einfluss vom Durchrutschen der Kohlenstofffaserbündel beginnt offen-

sichtlich mit dem Beginn der Abweichung der Kraft-Verschiebungs-Kurven. 

Nichtsdestotrotz ist der beachtliche Anstieg der Kraft im 30°-Zugversuch ein 

signifikanter Unterschied zu den Kraft-Verschiebungs-Kurven des 45°- und 

60°-Zugversuchs und es stellt sich die Frage, durch welchen Deformationsmo-

dus die Kraft-Verschiebungs-Kurve im 30°-Zugversuch maßgeblich beeinflusst 

wird. Aus Abbildung B-32 wird ersichtlich, dass die Einheitszellen in der Mitte 

der 30°-Zugprobe so verformt werden, dass es mit zunehmender Verschiebung 

zu einer Umorientierung der Naht in Belastungsrichtung kommt (parallel zur 

globalen Kraft). Der Vergleich der Kraft-Verschiebungs-Kurven (Abbildung 

B-25a,b -Prüfgeschwindigkeit 𝑣2) mit den 𝜀22(𝑢)-Kurven (Abbildung B-35b) 

des 30°-Versuchs zeigt, dass sowohl die Kraft als auch die gemittelte Dehnung 
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𝜀22 ab einer Verschiebung von ca. 25 mm ansteigt. Daraus folgt, dass der Ver-

lauf des Kraftanstiegs in den 30°-Off-Axis-Zugversuchen auf das Materialver-

halten der Naht unter Zugbelastung in Richtung des Vektors 𝒕2 zurückzuführen 

ist. Dass die Steigung der Scherwinkelkurven mit zunehmender globaler Ver-

schiebung ab nimmt (Abbildung B-35a) zeigt, dass Schubdeformation nicht der 

begünstigte Deformationsmodus bei großer globaler Verschiebung im 30°-

Zugversuch ist. Daraus zu schließen, dass der im Pictureframe-Test gemessene 

Anstieg des Schubwiderstands (Abbildung B-24) für den globalen Kraftanstieg 

verantwortlich ist, wie es bei Geweben im Bias-Extension-Test der Fall ist 

[Cao08][Lau08], wäre falsch, da die resultierende Kraft maßgeblich durch den 

Widerstand des begünstigten Deformationsmodus beeinflusst wird, was in die-

ser Phase der Deformation eindeutig die Zugdehnung der Naht ist. Somit spie-

gelt sich in dem Kraftanstieg das mechanische Verhalten der Naht unter Zugbe-

lastung wieder. Der Anstieg des Schubwiderstands trägt wenn dann dazu bei, 

dass die Zugdeformation der Naht begünstigt wird. Eine vertiefte Untersuchung 

dieser Fragestellung erfolgt durch die Simulation der Off-Axis-Zugversuche  

(Abschnitt D 3.2). 

B 4.4 Schublocking im Pictureframe-Test 

Werden nur die Ergebnisse der Pictureframe-Tests der 170mm UD-Gelege-

Proben und der Gewebe-Proben betrachtet, lässt sich schlussfolgern, dass 

Schublocking (Blockieren der Schubdeformation) von UD-Gelegen, anders als 

klassisches Schublocking von Geweben, nicht im Pictureframe-Test gemessen 

werden kann (vgl.: [Sch16]): Zum einen ist der Scherkraftanstieg des UD-

Geleges bei großen Scherwinkeln klein im Vergleich zum Scherkraftanstieg des 

Gewebes (Abbildung B-23b). Zum anderen findet der Scherkraftanstieg des 

UD-Geleges in einem Scherwinkelbereich statt, in dem die seitlichen Lager des 

Scherrahmens in die Textilprobe gedrückt (Abbildung B-24 a,b) werden. Ein 

Vergleich des Pictureframe-Test der 120 mm und der 170 mm UD-Gelege 

Kreuzproben zeigt jedoch, dass beide Scherkraft-Scherwinkel-Kurven 

(Abbildung B-23a) vergleichbar sind, die Lager des Scherrahmens die UD-

Gelege-Proben mit 120-mm erst deutlich später bei einem Scherwinkel von  

𝛾12 = 1,2 𝑟𝑎𝑑, also bei Versuchsende, berühren. Somit ist das seitliche Ein-
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dringen der Lager des Scherrahmens in die Textilprobe offensichtlich nicht die 

Ursache des Kraftanstiegs im Pictureframe-Test. Es ist jedoch auch schwer vor-

stellbar, dass der Kraftanstieg im Pictureframe-Test durch die transversale 

Kompression der Kohlenstofffaserbündel hervorgerufen wird, da diese bei Be-

rührung seitlich ausbeulen (Abbildung B-24c). Der Vergleich des Pictureframe-

Tests der 120 mm - Rechteckprobe mit der 120 mm - Kreuzprobe zeigt, dass 

der Scherkraftanstieg bei der 120 mm - Rechteckprobe geringer ist als bei der 

der 120 mm - Kreuzprobe. Da der wesentlich Unterschied der beiden Proben 

darin besteht, dass die Naht der 120 mm - Rechteckprobe quer zu den Kohlen-

stofffaserbündeln sowie die senkrecht verlaufenden Glasfasern nicht einge-

spannt sind, sind die Einspannbedingungen der Proben im Pictureframe offen-

sichtlich der Hauptgrund für den Kraftanstieg bei großen Scherwinkeln. Diese 

Schlussfolgerung wird dadurch gestützt, dass der Pictureframe-Test bei Gewe-

ben sehr sensitiv bezüglich der Einspannung der Gewebe reagiert. Werden die 

Gewebe in der Einspannung vorgespannt (Zugspannungen in den Faserbün-

deln), steigt der gemessene Scherwiderstand [Lus02][Lau08][Nos14]. Die Frage, 

ob die im Pictureframe-Test gemessenen Kennlinien eine das Materialverhalten 

von UD-Gelegen charakterisierende Größe ist, wird ebenfalls durch die Simula-

tion der Off-Axis-Zugversuche (Abschnitt D 3.2) untersucht.  

B 4.5 Inhomogenität der Materialeigenschaften 

der Couponproben 

Sowohl bei den Querzugversuchen (Abschnitt B 3.1) als auch bei den Off-Axis-

Zugversuchen (B 3.3) ist die Deformation in den Couponproben inhomogen 

verteilt. Aus dem Deformationsbild der 60°-Zugproben folgt, dass der Zusam-

menhalt zwischen der Naht und den Kohlenstofffaserbündeln insbesondere am 

Rand der Couponproben deutlich geringer ist als im Inneren der Couponproben 

(Abschnitt B 3.3.2). Am seitlichen Rand der 60°-Zugproben kommt es zu gro-

ßen 𝜀22-Dehnungen, wohingegen größere Schubdeformationen eher in der Pro-

benmitte stattfinden. Die Zugsteifigkeit der Naht ist am Rand der Proben somit 

so gering, dass sich die Naht direkt unter Zugbelastung verformt, ohne dass eine 

Rotation der Naht in Belastungsrichtung (vgl. Abbildung B-32) aufgrund von 

Schubdeformation stattfindet. Dieses Verhalten spiegelt sich auch in den Deh-
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nungs-Verschiebungs-Kurven der einzelnen Auswertebereichen des 60°-

Versuchs wider (Abbildung B-35 und Abbildung B-36). Die inhomogene De-

formation der Probe ist der Grund, weshalb sich die Dehnungs-Verschiebungs-

Kurven der verschieden großen Auswertebereichen unterscheiden. Der größte 

Auswertebereich (OAT-60°-22x5) der 60°-Proben umfasst sowohl den seitli-

chen Bereich mit großen Querzugdehnungen, als auch den mittleren Bereich mit 

großen Schubdeformationen, während der kleinste Auswertebereich (OAT-60°-

22x5) der 60°-Probe in der schubdominierten Probenmitte liegt. 

Auch im 30°-Zugversuch sind die Materialeigenschaften inhomogen über die 

Probenfläche verteilt, was jedoch aufgrund der Hauptdeformationszone der 

30°-Proben nicht so sehr auffällt. Bei genauerer Betrachtung ist auch hier er-

kennbar, dass die Schubdeformation am Rand der Hauptdeformationszone ge-

ringer ist als in der Probenmitte und dass der Vektor der Naht (vgl. Abbildung 

B-32) am Rand der Hauptdeformationszone bei Versuchsende nicht parallel zur 

Belastungsrichtung ist (Abbildung B-31). Zusätzlich dazu verläuft die Deforma-

tion in der Hauptdeformationszone nicht homogen über die Versuchsdauer. Die 

Deformation beginnt mit der lokalen Schubdeformation zwischen zwei Kohlen-

stofffaserbündeln und breitet sich dann mit zunehmender Versuchsdauer in der 

Hauptdeformationszone der 30°-Zugprobe aus (Abbildung B-30). Diese, sich 

sukzessive ausbreitende Deformation spiegelt sich auch in den Dehnungs-

Verschiebungs-Kurven der einzelnen Auswertebereiche des 30°-Versuchs wie-

der. Da der OAT-30°-7x1-Auswertebereich im Wesentlichen die Deformation 

zwischen den initial abgleitenden Kohlenstofffaserbündeln erfasst (Abbildung 

B-29 und Abbildung B-30), steigen die Dehnungs-Verschiebungs-Kurven des 

OAT-30°-7x1-Auswertebereichs zu Beginn der Deformation steiler an als die 

Dehnungs-Verschiebungs-Kurven der OAT-30°-7x4 und OAT-30°-23x4-

Auswertebereiche. Das Abflachen der Dehnungs-Verschiebungs-Kurven des 

OAT-30°-7x1-Auswertebereichs ab einer Verschiebung von ca. 15 mm liegt da-

ran, dass sich die Deformation ab dieser Verschiebung weiter in der Probe aus-

breitet (Abbildung B-30). Die Inhomogenität der Deformation im 30°-

Zugversuch hängt jedoch auch von den Einspannbedingungen ab. Im 30°-

Zugversuch mit Versuchsgeschwindigkeit 𝑣1 ist die Deformation wesentlich in-

homogener als im 30°-Zugversuch mit Versuchsgeschwindigkeit 𝑣2, bei dem die 

Fasern im seitlichen Einspannbereich durchrutschen (Abbildung B-27). 



B 4 Diskussion der Versuchsergebnisse 

128 

Zusammenfassend lässt sich feststellen, dass die Materialeigenschaften eines 

UD-Geleges nicht konstant sind, sondern über eine UD-Gelege-Probe bzw. ei-

nen Halbzeugzuschnitt variieren. Dabei spielen der Abstand eines lokalen Punk-

tes vom Probenrand sowie die an diesem Probenrand herrschenden Randbedin-

gungen eine zentrale Rolle. Die Querzugsteifigkeit nimmt offensichtlich mit 

zunehmender Nähe zum Probenrand ab. Ist der Probenrand jedoch fest einge-

spannt, wird der Zusammenhalt zwischen Naht und Kohlenstofffasern durch 

die Einspannung stabilisiert. Weiter ist es entscheidend, ob die Glasfasern fest 

eingespannt sind, oder zu einem gewissen Grad nachfließen können.  

Derart inhomogene Materialeigenschaften sind von biaxialen Faserverbundei-

genschaften nicht bekannt. Bei ausgewogenen Geweben bilden sich aufgrund 

des Verwebens der Faserbündel im Bias-Extension-Test drei klare Deformati-

onszonen aus (Abbildung B-9), innerhalb derer die Deformation des Gewebes 

näherungsweise homogen ist [Cao08][Lau08]. Bei Biaxialgelegen wird im Bias-

Extension-Test zwar relatives Abgleiten der Faserbündel an ihren Berührpunk-

ten beobachtet [Bel12a]. Dieser lokale Effekt ist jedoch auf die Randbedingun-

gen im Bias-Extension-Test und nicht auf inhomogene Materialeigenschaften 

zurückzuführen. Das bedeutet, dass die Inhomogenität der Materialeigenschaf-

ten ein weiterer signifikanter Unterschied zwischen UD-Gelegen und biaxialen 

Faserverbundhalbzeugen ist. 

B 4.6 Optische Dehnungsmessung 

Mit der in dieser Arbeit verwendeten Methode zur optischen Dehnungsmessung 

wird, abgesehen von der Dehnung der Kohlenstofffaserbündel (𝜀11), die mittle-

re Deformation zwischen drei Kohlenstofffaserbündeln gemessen. Die Relativ-

verschiebung zwischen der Naht und den Kohlenstofffaserbündeln kann mit 

dieser Methode nicht sichtbar gemacht werden. Dies muss berücksichtigt wer-

den, wenn im Zusammenhang mit optisch gemessenen Dehnungen von der De-

formation der Naht gesprochen wird. Die Deformation zwischen den Kohlen-

stofffaserbündeln entspricht nur dann der Deformation der Naht, wenn 

angenommen wird, dass kein relatives Abgleiten zwischen Kohlenstofffaser-

bündeln und Naht stattfindet. Insbesondere bei großen Verformungen ist un-

klar, inwiefern diese Annahme noch zutreffend ist. In diesem Fall wird in Berei-
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chen mit großer Deformation beobachtet, dass die Naht an einzelnen Stellen 

über den weißen „Trackingpunkt“ gleitet (Abschnitt B 3.3.2). Das bedeutet, dass 

der Trackingalgorithmus ab diesem Punkt möglicherweise die Verschiebung der 

weißen Naht statt des weißen Punktes verfolgt. Wo genau und wie oft dies in 

einer Probe passiert, lässt sich jedoch nur schwer erfassen. 

Weiter beulen die Kohlenstofffaserbündel bei großen Deformationen aus der 

Probenebene aus (Abbildung B-26). Dies muss bei der Interpretation der op-

tisch gemessenen Dehnungen beachtet werden, da es zum einen passieren kann, 

dass der Trackingalgorithmus dadurch einzelne Punkte verliert, was wiederum 

dazu führt, dass die Deformation der entsprechenden finiten Elemente nicht der 

Deformation des Halbzeugs entspricht. Zum anderen wird für die Berechnung 

der Dehnungen angenommen, dass sich das Halbzeug nicht aus der Probenebe-

ne heraus verformt. Verformung aus der Probenebene führen somit zu großen 

verschmierten Stauchungen in der Probenebene. 

Zusammenfassend sind die Ergebnisse der optischen Dehnungsmessung jedoch 

sehr hilfreich, um die Deformation innerhalb der Off-Axis-Zugproben sichtbar 

zu machen und um die unterschiedlichen Deformationsmodi von UD-Gelegen 

zu quantifizieren. 

B 4.7 Reibverhalten 

Aus dem Vergleich der Reibkoeffizienten 𝜇𝑟𝑒𝑠0 (Tabelle B-3) ließe sich schluss-

folgern, dass das Reibverhalten von der relativen Halbzeugorientierung abhängt. 

Wird zum Vergleich des Reibverhaltens jedoch der Reibkoeffizient 𝜇𝑟𝑒𝑠2 ver-

wendet, ist davon auszugehen, dass die relative Halbzeugorientierung das Reib-

verhalten zwischen den Lagen nicht, oder nur geringfügig beeinflusst, sofern die 

Relativbewegung der Halbzeuge parallel zur Faserorientierung eines Reibpart-

ners verläuft. Damit unterscheidet sich das Reibverhalten von UD-Gelegen 

scheinbar vom Reibverhalten von Geweben, deren Reibkoeffizienten sich zwi-

schen der 0°/0°-Orientierung und 0°/45°-Orientierung deutlich unterscheiden 

(∆𝜇 ≈ 0,4). Allerdings ist die Reibkraftdifferenz bei Geweben darauf zurückzu-

führen, dass im Fall eines 0°/0°-Reibversuchs aufgrund des Webmusters parallel 

orientierte Kohlenstofffaserbündel quer zur Faserrichtung aufeinander abgleiten 
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[All12b]. Somit wird auch bei UD-Gelegen für den Fall 90°/90° orientierter 

Halbzeuge (Abgleiten quer zur Faserrichtung) eine deutlich höhere Reibkraft 

erwartet, da die Relativbewegung in diesem Fall senkrecht zur Faserorientierung 

beider Reibpartner verläuft. 

Die mehrlagigen Umformversuche am Beispiel des Lampentopfes verdeutlichen 

den Einfluss der Interfaceeigenschaften zwischen den Halbzeugen. Durch den 

aktivierten (zähflüssigen) Binder werden die einzelnen Lagen offensichtlich „zu-

sammengeklebt“, so dass die Möglichkeit des relativen Abgleitens einzelner La-

gen während der Umformung offensichtlich deutlich eingeschränkt ist 

(Abbildung B-42). Somit ist davon auszugehen, dass der „Reibkoeffizient“ von 

UD-Gelegen mit aktiviertem Binder deutlich größer als Eins ist (vgl. [Tho15]) 

und die Interfaceeigenschaften der bebinderten UD-Gelege im Lampentopfum-

formprozess mehr Gemeinsamkeiten mit endlosfaserverstärkten Thermoplasten 

im Thermoforming-Prozess [Van09a][Haa13] haben als mit trockenen textilen 

Halbzeugen. Damit kann auch davon ausgegangen werden, dass ein wesentli-

cher Anteil der Reibkraft zwischen den bebinderten UD-Gelegen nicht nur vom 

wirkenden Normaldruck abhängig ist, sondern auch von der relativen Abgleitge-

schwindigkeit und der Halbzeugtemperatur [Van09a][Sac14a][Sac14b]. 

Insgesamt werden durch die Interfaceeigenschaften von UD-Gelegen mit akti-

viertem Binder sowohl die Bildung makroskopischer, als auch mesoskopischer 

Falten beeinflusst (siehe Abschnitt B 4.11). Auch die Entstehung lokaler Ondu-

lationen ist offensichtlich maßgeblich von den Interfaceeigenschaften sowie von 

der relativen Faserorientierung der Nachbarlagen abhängig (Abbildung B-44). 

Dieses Verhalten ist vergleichbar zum Umformverhalten von Geweben in einem 

mehrlagigen Umformprozess (Abschnitt A 3.2.5 bzw. [All15]) und zum Um-

formverhalten von endlosfaserverstärkten Thermoplasten im Thermoforming-

prozess (Abschnitt A 3.2.4 und A 3.3.2.5 bzw. [Van09a] [Haa13][Dör16a]).  

B 4.8 Biegeeigenschaften 

Die Anisotropie im Biegeverhalten von UD-Gelegen (Abbildung B-40) ist der 

zentrale Unterschied zum Biegeverhalten von Geweben [Bil10] oder Biaxialgele-

gen [Lom03] und deckt sich mit den Ergebnissen von Senner et al. [Sen14b]. 
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Die unterschiedliche Biegesteifigkeit, je nach Ausrichtung der Glasfasern (oben 

oder unten), lässt sich dadurch erklären, dass die Naht nur auf Zug belastet wer-

den kann, wenn sie oben liegt und die Glasfasern unten liegen. In diesem Fall ist 

die Biegesteifigkeit etwas größer, da ein Teil dieser Zugspannungen über trans-

versale Schubspannungen zwischen den Glasfasern und der Naht übertragen 

werden. Weiter ist davon auszugehen, dass auch die Biegemoment-Krümmungs-

Kurve dieses UD-Geleges nichtlinear ist, da die Biegeeigenschaften auch in die-

sem Fall im Wesentlichen durch das Abgleiten einzelner Filamente bzw. die 

Reibeigenschaften zwischen den Filamenten innerhalb eines Faserbündels defi-

niert werden (vgl.: [Bil10][Lom03][Sen14b]). Die detaillierte Untersuchung der 

Biegeeigenschaften des UD-Geleges ist jedoch nicht der Fokus dieser Arbeit. 

B 4.9 Umformverhalten von UD-Gelegen  

im Hemisphären-Test 

Aus dem Hemisphären-Test des UD-Geleges wird deutlich, dass in einem reali-

tätsnahen Umformprozess von UD-Gelegen zwei Membran-Deformations-

mechanismen auftreten: Während im Fall von Geweben reine Schubdeformati-

on der einzige Membran-Deformationsmechanismus ist [Moh00][Pen11], tritt 

im Fall von UD-Gelegen mit der Dehnung quer zur Faserrichtung ein zweiter 

Membran-Deformationsmechanismus auf (Faserbündellücken in Abbildung 

B-41f). Beide Deformationsmechanismen sind jedoch hinsichtlich des Prefor-

mings komplexer Geometrien gegensätzlich zu bewerten. Schubdeformationen 

sind erwünscht, um ein zweidimensionales UD-Gelege in eine dreidimensionale 

doppelt gekrümmte Struktur umzuformen. Dagegen müssen Faserbündellücken 

aufgrund großer Dehnungen quer zur Faserrichtung vermieden werden 

(Abbildung B-41f). Zusammenfassend lässt sich feststellen, dass das Umform-

verhalten von UD-Gelegen in Faserrichtung vom Umformverhalten quer zur 

Faserrichtung grundlegend verschieden ist und dass die resultierende Kontur 

vergleichbar zur Kontur beim Hemisphären-Test von wenig ausgewogenen 

Geweben ist [Dan03][Boi07][Boi10][Boi11a]. Die Deformation quer zur Faser-

richtung besteht zum einen aus der „geodätischen Anordnung“ der Glasfasern 

an die Kontur der Hemisphäre, und zum anderen aus der Dehnung der Naht. 

Infolge dessen gleiten die Glasfasern zwischen den Kohlenstofffaserbündeln 
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und der Naht ab. Wird das UD-Gelege als sehr unausgewogenes Biaxialgelege 

mit einer 300 g/m² Kohlenstofffaserschicht und einer 13 g/m² Glasfaserschicht 

aufgefasst (Abschnitt A 3.1.1.1), ist das Abgleiten zwischen Glas- und Kohlen-

stofffasern vergleichbar zum Abgleiten der beiden Kohlenstofffaserlagen eines 

ausgewogenen Biaxialgeleges im Hemisphären-Test [Bel12b][Bel12a]. Die Grö-

ße der Dehnungen quer zur Richtung der Kohlenstofffasern ist offensichtlich 

von der Interaktion zwischen den Glasfasern, den Kohlenstofffaserbündeln und 

der Naht abhängig. Somit erscheint es sinnvoll, das Deformationsverhalten des 

UD-Geleges mit und ohne Kraftübertragung über die Glasfasern (Querzugver-

suche mit fest eingespannten und nachfließenden Glasfasern – Abschnitt  

B 2.2 und B 3.1) sowie das Auszugsverhalten der Glasfasern (Abschnitt B 2.6 

und B 3.5) zu untersuchen (vgl. [Sch16]). 

B 4.10 Umformverhalten von UD-Gelegen  

beim Lampentopf 

Durch den aktivierten (zähflüssigen) Binder im Lampentopf-Preformprozess 

werden die einzelnen Lagen offensichtlich „zusammengeklebt“ (Abbildung 

B-42). Dadurch wird relatives Abgleiten einzelner Lagen während der Umfor-

mung deutlich eingeschränkt (vgl. Abschnitt B 4.7). Somit handelt es sich bei 

der Umformung eher um eine Art „homogenisierte“ Umformung aller Lagen, 

anstatt der individuellen Deformation einzelner Lagen. Der Preformprozess von 

UD-Gelegen mit aktiviertem zähflüssigen Binder erinnert daher eher an einen 

Thermoforming-Prozess von endlosfaserverstärkten Thermoplasten [Van09a] 

[Haa13] als an einen klassischen Preforming-Prozess trockener textiler Halbzeu-

ge. Insgesamt folgt aus den Lampentopf-Umformversuchen, dass das verwende-

te UD-Gelege durchaus für die Herstellung geometrisch komplexer Bauteile ge-

eignet ist. Die Lampentopf-Umformversuche zeigen aber auch, dass beim 

Umformen von UD-Gelegen zusätzlich zu unerwünschten Falten (Abschnitt  

B 4.11), die der wesentliche Drapiereffekte von Geweben sind [All11][All15] 

[Hen15], Faserbündellücken und lokale Faserbündelondulationen entstehen 

(Abbildung B-43). Zur Vermeidung dieser Drapiereffekte müsste sowohl der 

Zuschnitt der einzelnen Lagen als auch die Prozessführung (z.B. Membrans-

pannungen durch einen Niederhalter oder lokale Spannelemente) verbessert 
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werden, da das Umformverhalten bei dieser Prozessführung (ohne Niederhalter) 

von Faltenbildung dominiert wird. Das Ziel dieser Untersuchung war es jedoch 

mit Drapiereffekten behaftete Preforms herzustellen, um das im Rahmen dieser 

Arbeit entwickelte Simulationsmodell zu validieren (Abschnitt D 3.5).  

B 4.11 Faltenbildung 

Die Entstehung von Falten ist bei der Umformung von UD-Gelegen, wie auch 

bei der Umformung von Geweben [All11][All15][Hen15], ein signifikanter Dra-

piereffekt. Allerdings unterscheiden sich die beiden Halbzeugtypen in der Aus-

prägung der Faltenbildung sowie in den Mechanismen, die zur Faltenbildung 

führen. Bei UD-Gelegen breiten sich makroskopische Falten vorzugsweise quer 

zu den Kohlenstofffasern aus, so dass der „Gebirgskamm“ einzelner Falten pa-

rallel zu den Kohlenstofffasern verläuft (Abbildung B-24c,d und Abbildung 

B-43a). Die Anisotropie der Faltenbildung lässt sich mit der Anisotropie der 

Biegesteifigkeit (Abschnitt B 3.6) bzw. mit der vergleichbar geringen Biegestei-

figkeit quer zu den Kohlenstofffasern erklären. Des weiteren entstehen meso-

skopische Falten innerhalb einzelner Kohlenstofffaserbündel aufgrund der 

Querkontraktion der Naht (Abbildung B-18 und Abbildung B-19c). Dies ist im 

Gegensatz zu Geweben, deren makroskopische Falten keine Vorzugsrichtung 

haben und deren lokale mesoskopische Falten innerhalb einzelner Kohlenstoff-

faserbündel aufgrund großer Schubdeformation entstehen [All15] (Vgl. [Sch16]). 

Sowohl bei Geweben [All15], als auch bei UD-Gelegen wird die Entstehung 

mesoskopischer Falten durch die Interaktion unterschiedlich orientierter Halb-

zeugschichten begünstigt (vgl. Abschnitt B 4.7). 
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C 1 Einführende Beschreibung  

des Simulationsmodells 

Bei der Modellierung des Umformverhaltens von UD-Gelegen in einem mehr-

lagigen Drapierprozess existieren drei wesentliche Herausforderungen: Die Mo-

dellierung großer Membran-Schubdeformationen überlagert mit großen Defor-

mationen transversal zu den Kohlenstofffasern, die Entkopplung von 

Membran- und Biegeeigenschaften sowie die Modellierung des Kontaktes zwi-

schen bebinderten Halbzeugen.  

Fokus dieser Arbeit ist die Modellierung der Membraneigenschaften von UD-

Gelegen. Diese werden durch die Materialsubroutine VUMAT kombiniert mit 

einem Standard-Membranelement in ABAQUS/Explicit modelliert (Abschnitt  

C 2). Zur Entkopplung der Biegeeigenschaften von den Membraneigenschaften 

wird ein Schalenelement ohne Membransteifigkeit (de facto ein Plattenelement) 

mit dem oben beschriebenen Membranelement überlagert (Abbildung C-1). Das 

mechanische Verhalten des Schalenelements wird mit der Subroutine VUGENS 

in ABAQUS/Explicit modelliert (Abschnitt C 3). 

 

Abbildung C-1: Modellierung der Einzelschicht: Überlagerung von Membran- und Schalenelemen-
ten zur vollständigen Entkopplung der Membran- und Biegeeigenschaften. 

Zur Simulation eines mehrlagigen Drapierprozesses wird jede Halbzeugschicht 

mit jeweils einer Schicht von überlagerten Membran- und Schalenelementen 

modelliert (Abbildung C-2). Die Drapierwerkzeuge werden vereinfacht als 

Starrkörper modelliert und der Kontakt zwischen Halbzeugen und Werkzeugen 
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wird mit einem Standard-Kontaktmodell realisiert (Abschnitt C 4.2). Der Kon-

takt zwischen zwei Halbzeugen (Abschnitt C 4.1) wird mit der Kontaktsubrou-

tine VUINTERACTION in ABAQUS/Explicit modelliert.  

 

Abbildung C-2: Modellaufbau einer mehrlagigen Drapiersimulation. 

Werkzeug-Halbzeug Kontakt

Werkzeug-Halbzeug Kontakt
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C 2 Modellierung der  

Membraneigenschaften 

Die Membraneigenschaften von UD-Gelegen werden im Rahmen dieser Arbeit 

homogenisiert und kontinuierlich modelliert und in Form einer benutzerdefi-

nierten Materialsubroutine (VUMAT) für den Solver ABAQUS/Explicit reali-

siert. Das bedeutet, dass relatives Abgleiten zwischen Naht und Kohlenstofffa-

serbündel (Abschnitt B 3.1.1) nicht diskret abgebildet werden kann und dass das 

lokale Ausbeulen der Kohlenstofffaserbündel (Abschnitt B 3.1.1) in das homo-

genisierte Materialverhalten bei Druckbelastung in Faserrichtung mit eingeht. 

Auch die Bildung von Faserlücken wird mit einem kontinuierlichen Ansatz ver-

schmiert modelliert. Weiter wird vereinfachend angenommen, dass die Glasfa-

serschussfäden (Abbildung A-8) frei zwischen der Naht und den Kohlenstofffa-

serbündeln abgleiten können, da im Rahmen dieser Arbeit nur Umformprozesse 

ohne Niederhalter (Abschnitt B 2.9), bzw. mit sehr geringen Niederhalterkräften 

(Abschnitt B 2.8) betrachtet werden. D.h. auf die Modellierung ambivalenter, 

von den Randbedingungen abhängiger transversaler Zugeigenschaften (Ab-

schnitt B 4.1) wird im Rahmen dieser Arbeit verzichtet. Zusätzlich dazu wird die 

Halbzeugdicke als konstant während der Umformung angenommen, d.h. das 

Membranverhalten wird durch einen ebenen Spannungs- und Dehnungszustand 

beschrieben. 

Bei entsprechender Anpassung der Konstitutivgesetze lässt sich das Umform-

verhalten von UD-Gelegen prinzipiell mit den meisten in Abschnitt A 3.3.2.2 

beschriebenen kontinuierlichen Ansätzen modellieren. Im Gegensatz zum Mate-

rialverhalten von biaxialen Faserverbundhalbzeugen treten bei UD-Gelegen je-

doch große Dehnungen der Naht unter Zugbelastung auf (Abbildung B-21). 

Somit ist die Wahl eines geeigneten Dehnungsmaßes zur Beschreibung des Um-

formverhaltens von UD-Gelegen von größerer Bedeutung als bei biaxialen Fa-

serverbundhalbzeugen (Abschnitt C 2.4), die im Wesentlichen unter großen 

Schubdeformationen verformen (Abschnitt A 3.2.1). Um nichtlineares Material-

verhalten ohne den Einfluss eines nichtlinearen Dehnungsmaßes ausschließlich 

über das Konstitutivgesetz zu modellieren, wird im Rahmen dieser Arbeit die 
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Entwicklung eines neuartigen, linearen, für nicht-orthogonales Materialverhalten 

materiell objektiven Dehnungsmaßes verfolgt. Dazu werden zunächst die ho-

mogenisierte Beschreibung der Kinematik der UD-Einheitszelle (Abschnitt  

C 2.1) beschrieben sowie verschiedene Dehnungs- (Abschnitt C 2.2) und Span-

nungsmaße (Abschnitt C 2.3) vorgestellt und hinsichtlich der Modellierung des 

Umformverhaltens von UD-Gelegen bewertet (Kapitel B), bevor auf die Model-

lierung der Konstitutivgesetze (Abschnitt C 2.5) eingegangen wird. 

Abschließend wird darauf hingewiesen, dass sich alle Tensor-Komponenten in 

Matrixdarstellung mit den Indizes 1 und 2 immer auf die Basis 𝒆1 und 𝒆2 des 

Koordinatensystems der Referenzkonfiguration beziehen (Abbildung C-3). Auf 

die Darstellung der Multiplikation der Matrix mit dem dyadischen Produkt der 

Basisvektoren der Referenzkonfiguration (𝒆1⨂𝒆2) wird der Einfachheit halber 

verzichtet. 

C 2.1 Homogenisierte Beschreibung der  

Deformation der UD-Einheitszelle 

Grundlage zur Beschreibung der Kinematik des Membranverhaltens von UD-

Gelegen ist der Deformationsgradient 𝑭. Der Deformationsgradient ist definiert 

durch die Ableitung der Koordinaten der aktuellen Konfiguration 𝑥𝑖 nach den 

Koordinaten der Referenzkonfiguration 𝑥𝑗
0 [Bel14][Alt94]: 

 
𝐹𝑖𝑗 =

𝜕𝑥𝑖

𝜕𝑥𝑗
0  C-1 

Unter der Annahme, dass die Linienelemente der Materialhauptrichtungen 

 𝒕1
0 ≜ 𝒆1 = (

1
0
) C-2 

und 

 𝒕2
0 ≜ 𝒆2 = (

0
1
) C-3 
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des unverformten Textils den Einheitsvektoren des Koordinatensystems der 

Referenzkonfiguration entsprechen (Abbildung C-3), lassen sich die Vektoren 

der Linienelemente der Materialhauptrichtungen 𝒕1 und 𝒕2 direkt aus dem De-

formationsgradienten mit 

 
𝒕1 = 𝑭 ⋅ 𝒕1

0 = (
𝐹11 𝐹12
𝐹21 𝐹22

) ⋅ (
1
0
) = (

𝐹11
𝐹21
) 

C-4 

𝒕2 = 𝑭 ⋅ 𝒕2
0 = (

𝐹11 𝐹12
𝐹21 𝐹22

) ⋅ (
0
1
) = (

𝐹12
𝐹22
) 

berechnen. Diese lineare Abbildung der Faserorientierungsvektoren mit dem 

Deformationsgradient wird in der Literatur auch als Faserorientierungsmodell 

bezeichnet und auf Peng und Cao [Pen05] zurückgeführt, obwohl das die Natur 

des Deformationsgradienten ist [Bel14][Alt94]. Im Rahmen des hier entwickel-

ten Umformsimulationsmodells für UD-Gelege werden die Kohlenstofffasern 

durch Linienelement 𝒕1 und die Naht durch Linienelement 𝒕2 repräsentiert 

(Abbildung C-3). Damit wird explizit angenommen, dass die Kraftübertra-

gung der Naht unter Zugbelastung immer in Richtung Linienelement 𝒕𝟐 

orientiert ist. 

Weiter kann der Deformationsgradient mittels polarer Zerlegung in 

 𝑭 = 𝑹 ⋅ 𝑼 = 𝑽 ⋅ 𝑹  C-5 

zerlegt werden [Bel14][Alt94]. Dabei ist 𝑹 die mittlere Starrkörperrotation der 

Einheitszelle, 𝑼 der Rechtsstrecktensor und 𝑽 der Linksstrecktensor (Abbildung 

C-3). Wird die Referenzkonfiguration mit dem Rotationstensor 𝑹 rotiert, resul-

tiert das mitdrehende Koordinatensystem 𝑥̂, 𝑦̂. Es wird in der englischsprachi-

gen Literatur als „co-rotational framework“ bezeichnet und hat eine besondere 

Bedeutung. In vielen Anwendungen ist es üblich, das Materialverhalten direkt in 

diesem Koordinatensystem zu modellieren. Auch die in der ABAQUS Materi-

alsubroutine VUMAT berechneten Spannungen müssen am Ende jedes Inkre-

ments im mitdrehenden Koordinatensystem 𝑥̂, 𝑦̂ an den ABAQUS Solver über-

geben werden. 
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Abbildung C-3: Polare Zerlegung des Deformationsgradienten 𝑭 in die Starrkörperrotation 𝑹 und 

den Rechts- bzw. Linksstrecktensor 𝑼 bzw. 𝑽 am Beispiel der in-plane Deformation der UD-
Einheitszelle während der Umformung. 

Für die Modellierung des Materialverhaltens von UD-Gelegen wird im Rahmen 

dieser Arbeit eine Zwischenkonfiguration (mit * indiziert) eingeführt (siehe Ab-

bildung C-4). Zur Berechnung der Zwischenkonfiguration wird der Deformati-

onsgradient alternativ zur polaren Zerlegung (Gleichung C-5) in  

 𝑭 = 𝑩 ∙ 𝑨  C-6 

zerlegt (Abbildung C-4). Der Deformationstensor 𝑨 bewirkt ausschließlich die 

Streckung der Linienelemente entlang ihrer ursprünglichen Orientierung und 

wird im Folgenden als „alternativer Strecktensor“ bezeichnet. Der Deformati-

onstensor 𝑩 hingegen beschreibt ausschließlich die individuelle Rotation der 

Linienelemente bezüglich der Referenzkonfiguration, bzw. der Zwischenkonfi-

guration. Der Tensor 𝑩 wird im Folgenden als „individueller Rotationstensor“ 

bezeichnet. 

„co-rotational

framework“
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Abbildung C-4: Alternative Zerlegung des Deformationsgradienten in die Tensoren 𝑨 (alternativer 

Strecktensor) und 𝑩 (individueller Rotationstensor). 

Da die Linienelemente durch 𝑨 dieselbe betragsmäßige Streckung erfahren sol-

len, wie durch den Deformationsgradient 𝑭, muss die Bedingungen 

 |𝒕𝑖| = |𝒕𝑖
∗| = 𝜆𝑖|𝒕𝑖

0| C-7 

gelten und die Streckung der Linienelemente kann durch 

 
𝜆𝑖 =

|𝒕𝑖|

|𝒕𝑖
0|
=
|𝒕𝑖|

1
= |𝒕𝑖| C-8 

berechnet werden. 

Aus den Gleichungen C-8 und C-4 folgt somit für die Berechnung des alternati-

ven Strecktensors 

 

𝑨 = (
𝜆1 0
0 𝜆2

) =

(

 
√𝐹11

2 + 𝐹21
2 0

0 √𝐹12
2 + 𝐹22

2

)

  . C-9 

Der individuelle Rotationstensor lässt sich nach Gleichung C-6 mit  

Momentan-

konfiguration

Zwischen-

konfiguration

Referenz-

konfiguration
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 𝑩 = 𝑭 ∙ 𝑨−1 C-10 

berechnen. Diese Zerlegung wird im Folgenden zur Formulierung eines neuen 

Spannungs- und Dehnungsmaßes verwendet (siehe Abschnitt C 2.2.2 und insb. 

Abschnitt C 2.3.2). 

C 2.2 Dehnungsmaße zur Beschreibung  

der Deformation des UD-Geleges 

C 2.2.1 Bekannte Dehnungsmaße 

Zur Modellierung der Verzerrung eines Körpers sind verschiedene Dehnungs-

maße mit jeweils unterschiedlichen Eigenschaften bekannt. Die tensorielle Ver-

allgemeinerung der technischen Dehnung ist der linearisierte Dehnungstensor 

𝑬𝑙𝑖𝑛. Er kann direkt aus dem Verschiebungsgradient 

 𝑯 = 𝑭 − 𝑰 C-11 

mit 

 
𝑬𝑙𝑖𝑛 =

1

2
 (𝑯 + 𝑯𝑻) =

1

2
 (

2 𝐹11 𝐹21 + 𝐹12
𝐹12 + 𝐹21 2 𝐹22

) C-12 

berechnet werden, ist jedoch nur für kleine Deformationen geeignet [Alt94]. Für 

Deformationen mit großen Rotationen und kleinen Verformungen wird oft der 

Green-Lagrange Dehnungstensor 

 
𝑬𝐺𝐿 =

1

2
 (𝑭𝑇 ⋅ 𝑭 − 𝑰) =

1

2
 (𝐂 − 𝑰) 

=
1

2
 (
𝐹11
2 + 𝐹21

2 − 1 𝐹11𝐹12 + 𝐹21𝐹22
𝐹11𝐹12 + 𝐹21𝐹22 𝐹12

2 + 𝐹22
2 − 1

) 

C-13 

verwendet [Bel14][Alt94], wobei  

 𝑪 = 𝑭𝑇 ⋅ 𝑭 C-14 
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der rechte Cauchy-Green Tensor ist. Eine Besonderheit des Green-Lagrange 

Dehnungstensors ist, dass die Verformung der Materialhauptrichtungen sowie 

der Winkel zwischen den Materialhauptrichtungen direkt durch seine Kompo-

nenten abgebildet werden kann und der Green-Lagrange Dehnungstensors so-

mit materiell objektiv ist (Abschnitt C 2.4.1 und Abschnitt A 3.3.2.2 - hyperelas-

tische Materialmodelle). 

Zur Beschreibung großer Deformationen (große Verformungen und Rotatio-

nen) wird oft der logarithmische (Hencky‘sche) Dehnungstensor  

 
𝑬𝑙𝑜𝑔 =  n(𝑪) =

1

2
 n(𝑭𝑻 ⋅ 𝑭) C-15 

verwendet [Alt94]. Auf die Darstellung der Komponenten von 𝑬𝑙𝑜𝑔  wird ver-

zichtet, da sie aufgrund des Matrixlogarithmus sehr umfangreich ist.  

C 2.2.2 Einführung einer linearen und materiell objektiven  

Dehnungsmatrix zur Beschreibung der Dehnung 

der Linienelemente der Materialhauptrichtungen 

Zur einfachen und komfortablen Modellierung des Umformverhaltens von UD-

Gelegen wird im Rahmen dieser Arbeit mit  

 

𝜺 = (
𝜀11

𝛾12
2

𝛾12
2

𝜀22

) C-16 

eine neue lineare Dehnungsmatrix eingeführt. 𝜺 ist so konzipiert, dass die 

Normaldehnungskomponenten von 𝜺 ausschließlich die Normaldehnung der 

Linienelemente 𝒕1 und 𝒕2 bezüglich des Referenzkoordinatensystems sowie die 

Schubdehnungskomponenten von 𝜺 ausschließlich den Winkel zwischen 𝒕1 und 

𝒕2 bezüglich des Referenzkoordinatensystems beschreiben. Dies entspricht dem 

Prinzip des materiell objektiven Green-Lagrange Dehnungstensors 𝑬𝐺𝐿 , mit 

dem Unterschied dass sich die Dehnungen von 𝜺 linear mit der Deformation 

entwickeln und die Dehnungen von 𝑬𝐺𝐿  quadratisch (vgl. Abschnitt C 2.4.1). 
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Die neue lineare Dehnungsmatrix 𝜺 setzt voraus, dass die Materialhauptrichtun-

gen im unverformten Zustand den Einheitsvektoren des Referenzkoordinaten-

systems entsprechen (Bedingungen aus Gleichung C-2 und C-3). Die Dehnun-

gen der Materialhauptrichtungen (𝜀1 und 𝜀2) werden wie folgt direkt aus dem 

Deformationsgradienten 𝑭, bzw. aus dem alternativen Strecktensor 𝑨 berechnet 

(siehe Gleichung C-9 und Abbildung C-5): 

 
𝜀11 =

𝑙1

𝑙1
0 − 1 =

|𝒕1|

|𝒕1
0|
− 1 = 𝜆1 − 1 = √𝐹11

2 + 𝐹21
2 − 1 C-17 

 
𝜀22 =

𝑙2

𝑙2
0 − 1 =

|𝒕2|

|𝒕2
0|
− 1 = 𝜆2 − 1 = √𝐹12

2 + 𝐹22
2 − 1 C-18 

Der Scherwinkel 𝛾12 berechnet sich mit  

 
𝛾12 = 𝛾1 + 𝛾2 =

𝜋

2
− 𝜓12 C-19 

ebenfalls direkt aus dem Deformationsgradienten, wobei 

 
𝜓12 = cos

−1 (
𝒕1 ⋅ 𝒕2
|𝒕1||𝒕2|

) C-20 

ist (siehe Abbildung C-5).  

 

Abbildung C-5: Komponenten zur Berechnung der Dehnungsmatrix 𝜺 für den Fall der Memb-
randeformation der UD-Einheitszelle (Gleichungen C-17 bis C-19). 

 

Momentan-

konfiguration

Referenz-

konfiguration
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Wichtig zu beachten ist, dass die Matrix 𝜺 nicht invariant gegenüber einer Ro-

tation ist und somit kein Tensor ist. Soll beispielweise die Dehnung eines in der 

Referenzkonfiguration in 45° orientierten Linienelementes 𝑡45°
0  berechnet wer-

den, kann diese Dehnung nicht durch die Rotation von 𝜺 um 45° berechnet 

werden. Die lineare Dehnung dieses Linienelementes muss in diesem Fall durch 

𝜀45° = |𝒕45°| |𝒕45°
0 |⁄ − 1 direkt aus dem Deformationsgradienten berechnet 

werden. Dennoch sind die Komponenten von 𝜺 materiell objektiv, da sie direkt 

aus der relativen Längenänderung der Vektoren der materiellen Linienelemente 

berechnet werden. 

Zur inkrementellen Beschreibung des Materialverhaltens wird das Dehnungs-

inkrement durch 

 Δ𝜺 = 𝜺𝑖+1 − 𝜺𝑖 C-21 

definiert. Dabei bezieht sich das Inkrement der jeweiligen Komponenten von 𝜺 

zur Erzielung materieller Objektivität immer auf die entsprechende Ausgangs-

länge 𝑙0 der Referenzkonfiguration und nicht auf die Länge 𝑙𝑖 der Konfiguration 

am Anfang eines Berechnungsinkrements. 

Viskose Effekte, bzw. numerische Dämpfung, werden proportional zur aktuel-

len Dehnrate 

 
𝜺̇ =

Δ𝜺

∆𝑡
 C-22 

modelliert, die sich aus dem aktuellen Dehnungsinkrement Δ𝜺 und dem aktuel-

len Zeitinkrement ∆𝑡 berechnet.  

C 2.2.3 Einführung einer materiell objektiven  

eindimensionalen Dehnungskomponente  

senkrecht zur Faserrichtung 

Bei reiner Schubbelastung bewegen sich die Faserbündel aufeinander zu bis sie 

sich berühren und ggf. ausbeulen (Abbildung B-24). Da das Linienelement 𝒕2 
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bei diesem Lastfall nicht senkrecht zu den Fasern orientiert ist, die aus dem 

Kontakt der Faser resultierende Druckbelastung hingegen senkrecht zu den Fa-

sern wirkt, ist die Dehnung 𝜀2 nicht dazu geeignet, das Membranverhalten von 

UD-Gelegen unter Querdruckbelastung zu beschreiben (Kapitel B). Somit wird 

zur Modellierung des Membran-Querdruckverhaltens, bzw. zur Modellierung 

von „Schublocking“, die skalare und lineare Dehnung 

 
𝜀⊥ =

𝑙⊥

𝑙⊥
0 − 1 =

|𝒕2| sin(𝜓12)

|𝒕2
0|

− 1 = √𝐹12
2 + 𝐹22

2 sin(𝜓12) − 1  C-23 

für 𝜀⊥ < 0 zusätzlich zur Dehnung der Materialhauptrichtungen eingeführt 

(siehe Abbildung C-6). Da sich auch 𝜀⊥ direkt aus der relativen Längenänderung 

des Vektors 𝒕⊥ berechnet, ist 𝜀⊥ wie auch die Komponenten von 𝜺 materiell ob-

jektiv. 

 

Abbildung C-6: Komponenten zur Berechnung der skalaren Dehnung 𝜀⊥ für den Fall der Quer-
druckbeanspruchung der UD-Einheitszelle (Gleichung C-23). 

Die zur Modellierung numerischer Dämpfung notwendige Dehnrate ist durch 

 
𝜀⊥̇ =

Δ𝜀⊥
∆𝑡

 C-24 

definiert, wobei sich das Dehnungsinkrement 

 Δ𝜀⊥ = 𝜀⊥
𝑖+1 − 𝜀⊥

𝑖 C-25 

aus der Differenz der Dehnungen 𝜀⊥ am Ende (𝑖 + 1) und am Anfang ( 𝑖 ) des 

aktuellen Zeitinkrements ∆𝑡 berechnet. 

Referenz-

konfiguration

Momentan-

konfiguration

Koordinaten-

systeme
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C 2.3 Korrespondierende Spannungsmaße 

In der ABAQUS Materialsubroutine VUMAT muss die Spannung am Ende je-

des Inkrementes an den ABAQUS Solver in Form einer Cauchy-Spannung 𝝈̂ im 

mitdrehenden Koordinatensystem 𝑥̂, 𝑦̂ übergeben werden. Im Folgenden wer-

den die zu den in Abschnitt C 2.2 beschrieben Dehnungsmaßen korrespondie-

renden Spannungsmaße beschrieben sowie deren Transformation in eine 

Cauchy-Spannung 𝝈̂ im mitdrehenden Koordinatensystem 𝑥̂, 𝑦̂.  

C 2.3.1 Bekannte Spannungsmaße 

Als Maß für die Beanspruchung eines materiellen Punktes P eines Körpers dient 

die Spannung. Der Spannungsvektor 

 
𝒕(𝒏, 𝒙, 𝑡) =

𝑑𝒇

𝑑𝐴
 C-26 

beschreibt die Wirkung einer inneren Kraft 𝑑𝒇 auf eine durch den Punkt P ver-

laufende Schnittfläche 𝑑𝑨 (Abbildung C-7a) und ist im Allgemeinen vom Ort 𝒙, 

der Zeit 𝑡 und der Orientierung 𝒏 der Schnittfläche abhängig [Bel14][Alt94]. 

D.h. die Schnittfläche  

 𝑑𝑨 = 𝒏 ⋅ 𝑑𝐴 C-27 

ist durch ihren Betrag 𝑑𝐴 sowie ihren Einheitsnormalenvektor n definiert. Der 

Spannungszustand des Punktes P wird durch den Spannungstensor 𝑻 beschrie-

ben, der als die Gesamtheit aller in P wirkenden Spannungsvektoren definiert 

ist. Der Zusammenhang zwischen Spannungsvektor 𝒕 und Spannungstensor 𝑻 

ergibt sich aus dem Kräftegleichgewicht an einem differentiellen Tetraedervo-

lumenelement durch den Punkt P 

 𝒕 = 𝒏 ∙ 𝑻 
C-28 

𝑡𝑖 = 𝑇𝑗𝑖𝑛𝑗    (Indexschreibweise) 

für 𝑑𝑉 → 0 (Abbildung C-7b) [Bel14][Alt94]. 
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a) 

 

b) 

 

Abbildung C-7: a) Teilkörper mit äußeren Kräften und in der Schnittfläche auf das Element 𝑑𝑨 
wirkende Reaktionskraft ([Alt94], Abbildung ähnlich); b) Differentielles Tetraedervolumenelement 

𝑑𝑉 ([Alt94], Abbildung ähnlich). 

Da sowohl die Kraft 𝑑𝒇 als auch die Schnittfläche 𝑑𝑨, auf die die Kraft 𝑑𝒇 

wirkt in der Referenzkonfiguration, in der Momentankonfiguration sowie in 

verschiedenen weiteren Zwischenkonfigurationen beschrieben werden können, 

existieren verschiedene Spannungstensoren. Der Cauchy’sche Spannungsvektor  

 
𝒕𝐶 =

𝑑𝒇

𝑑𝐴
 C-29 

beschreibt die Wirkung der Kraft 𝑑𝒇, in der Momentankonfiguration (aktuelle 

Kraft) auf eine Fläche 𝑑𝑨 in der Momentankonfiguration (aktuell orientiertes 

Flächenelement, siehe auch Abbildung C-8) [Bel14][Alt94]. Der dazugehörige 

Cauchy’sche Spannungstensor 𝝈 wird auch als „wahre Spannung“ bezeichnet 

und korrespondiert zum logarithmischen Dehnungstensor 𝑬𝑙𝑜𝑔 (Gleichung 

C-15). Wird der aktuelle Kraftvektor 𝑑𝒇 auf das Flächenelement in der Refe-

renzkonfiguration 𝑑𝑨0 bezogen, erhält man den Nennspannungsvektor 

 
𝒕𝑃 =

𝑑𝒇

𝑑𝐴0
. C-30 

Der dazugehörige Spannungstensor heißt erster Piola-Kirchhoff Spannungs-

tenor 𝑷 und ist ein Nennspannungstensor [Bel14][Alt94]. Der erste Piola-

Kirchhoff Spannungstensor korrespondiert zum linearen Dehnungstensor 𝑬𝑙𝑖𝑛  
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(Gleichung B-12). Da der erste Piola-Kirchhoff Spannungstenor 𝑃 im Allge-

meinen nicht symmetrisch ist, wird mit der Transformation  

 𝑑𝒇0 = 𝑭−1 ∙ 𝑑𝒇 
C-31 

𝑑𝑓𝑖
0 = 𝐹𝑖𝑗

−1𝑑𝑓𝑗    (Indexschreibweise) 

ein fiktiv in der Referenzkonfiguration wirkender Kraftvektor 𝑑𝒇0 eingeführt, 

der mit dem realen Kraftvektor 𝑑𝒇 (Momentankonfiguration) auf dieselbe Art 

und Weise verbunden ist, wie die Linienelemente von Referenz- und Momen-

tankonfiguration (siehe Abbildung C-8). Bezieht man den fiktiven Kraftvektor 

𝑑𝒇0 auf die Fläche 𝑑𝑨0 der Referenzkonfiguration ergibt sich mit  

 
𝒕𝑆 =

𝑑𝒇0

𝑑𝐴0
 C-32 

der zweite Piola-Kirchhoff Spannungsvektor [Bel14][Alt94]. Der zu 𝒕𝑆 zugehö-

rige zweite Piola-Kirchhoff Spannungstensor S ist ein Pseudo-

Spannungstensor, da der Betrag der einzelnen Spannungskomponenten von S 

keine direkte physikalische Bedeutung hat. Der zweite Piola-Kirchhoff Span-

nungstensor S korrespondiert zum Green-Langrange Dehnungstensor 𝑬𝐺𝐿  

(Gleichung C-13). 

 

Abbildung C-8: Transformation differentieller Kräfte der Momentankonfiguration in fiktive diffe-
rentielle Kräfte der Referenzkonfiguration zur Berechnung der zweiten Piola-Kirchhoff Spannung. 

Referenz-

konfiguration

Momentan-

konfiguration
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Da sich die Spannungen 𝝈 und 𝑺 nur durch eine „kinematische“ Transformati-

on der Kräfte sowie der Geometrie unterscheiden, jedoch ein und denselben 

Beanspruchungszustand beschreiben, lassen sich die Spannungen durch  

 𝝈 = 𝐽−1𝑭 ∙ 𝑺 ∙ 𝑭𝑇 C-33 

ineinander umrechnen [Bel14][Alt94], wobei  

 𝐽 = det (𝑭) C-34 

die Determinante des Deformationsgradienten ist, vgl. Gleichung C-1. Wird die 

Cauchy-Spannung 𝝈̂ im mitdrehenden (co-rotational) Koordinatensystem benö-

tigt, lässt sich diese direkt aus der zweiten Piola-Kirchhoff Spannung durch die 

Transformation 

 𝝈̂ = 𝐽−1𝑼 ∙ 𝑺 ∙ 𝑼 C-35 

über den Rechtsstrecktensor 

 𝑼 = √𝑪 C-36 

berechnen [Bel14][Alt94]. 

C 2.3.2 Einführung der fiktiven Nennspannung 

Zur Modellierung des Materialverhaltens mit der linearen Dehnungsmatrix 𝜺 

wird die zu 𝜺 korrespondierenden fiktive Nennspannung 𝑷∗ eingeführt. Dafür 

wird die in der Momentankonfiguration wirkenden Kraft 𝑑𝒇 mit dem individu-

ellen Rotationstensor 𝑩 in die Zwischenkonfiguration „zurücktransformiert“ 

und mit 

 𝑑𝒇∗ = 𝑩−1 ∙ 𝑑𝒇 
C-37 

𝑑𝑓𝑖
∗ = 𝐵𝑖𝑗

−1𝑑𝑓𝑗    (Indexschreibweise) 

eine fiktive, in der Zwischenkonfiguration wirkende Kraft 𝑑𝒇∗ eingeführt (siehe 

Abbildung C-9). Da der individuelle Rotationstensor 𝑩 nur eine Rotation ein-

zelner Vektoren bewirkt (Abschnitt C 2.1), jedoch keine Streckung dieser Vek-
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toren bewirkt, sind die Kräfte 𝑑𝒇∗ und 𝑑𝒇 betragsmäßig gleich, unterscheiden 

sich jedoch in ihrer Richtung. Durch die Transformation nach Gleichung C-37 

werden somit alle Kräfte, die in der Momentankonfiguration parallel zum Li-

nienelement 𝒕1 wirken, parallel zu den Linienelementen 𝒕1
∗  bzw. 𝒕1

0 ausgerichtet 

und alle Kräfte, die in der Momentankonfiguration parallel zum Linienelement 

𝒕2 wirken, parallel zu den Linienelementen 𝒕2
∗  bzw. 𝒕2

0 ausgerichtet. 

Wird der fiktive Kraftvektor der Zwischenkonfiguration 𝑑𝒇∗ auf das Flächen-

element in der Referenzkonfiguration 𝑑𝑨0 bezogen (siehe Abbildung C-9), er-

hält man mit  

 
𝒕𝑃∗ =

𝑑𝒇∗

𝑑𝐴0
 C-38 

einen fiktiven Nennspannungsvektor, da mit 𝑑𝒇∗ eine Kraft, die betragsmäßig 

der Kraft der Momentankonfiguration entspricht, auf eine Fläche in der Refe-

renzkonfiguration wirkt. Der zu 𝒕𝑃∗ korrespondierende Spannungstensor wird 

im Folgenden als fiktiver Nennspannungstensor 𝑷∗ bezeichnet. Somit ist die 

Definition des fiktiven Nennspannungstensors 𝑷∗ vergleichbar zur Definition 

der zweiten Piola-Kirchhoff Spannung 𝑺, mit dem Unterschied, dass bei der 

zweiten Piola-Kirchhoff Spannung 𝑺 die aktuellen Kräfte durch die Transforma-

tion nach Gleichung C-31 zusätzlich zur Richtungsänderung eine betragsmäßige 

Änderung erfahren.  

Mit  

 𝑺 = 𝑷∗ ∙ 𝑨−𝑻 C-39 

wird die fiktive Nennspannung in die zweite Piola-Kirchhoff Spannung trans-

formiert. Aus Gleichung C-39 und Gleichung C-35 folgt mit 

 𝝈̂𝑀𝐻 = 𝐽
−1𝑼 ∙ 𝑷∗ ∙ 𝑨−𝑻 ∙ 𝑼 C-40 

die Transformation der fiktiven Nennspannung in die Cauchy-Spannung der 

Materialhauptrichtungen 𝝈̂𝑀𝐻 im mitdrehenden (co-rotational) Koordinaten-

system. 
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Abbildung C-9: Transformation der Geometrie (rechts unten) sowie der Kräfte (links oben) zur 

Berechnung der fiktiven Nennspannung 𝑷∗ (links unten). 

Da die Tensoren 𝑭, 𝑨 und 𝑼 jeweils die Gesamtdeformation und nicht die in-

krementelle Deformation beschreiben, ist die Spannungstransformation nach 

Gleichung C-40 nur für die Gesamtspannung 𝑷∗ gültig, nicht aber für das Span-

nungsinkrement Δ𝑷∗. Wird das Spannungsinkrement Δ𝑷∗ zur Modellierung des 

Konstitutivverhaltens verwendet, muss zur Erzielung materieller Objektivität 

mit  

 𝑷∗𝑖+1 = 𝑷∗𝑖 + Δ𝑷∗ C-41 
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zunächst die Gesamtspannung 𝑷∗𝑖+1 berechnet werden, bevor 𝑷∗𝑖+1 nach 

Gleichung C-40 in die Cauchy-Spannung 𝝈̂𝑀𝐻
𝑖+1 transformiert werden kann.  
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Betrachtet man die Komponenten der Tensoren in Gleichung C-39 bezüglich 

des Referenzkoordinatensystems, ergibt sich: 

 

(
𝑆11 𝑆12
𝑆21 𝑆22

) = (
𝑃11
∗ 𝑃12

∗

𝑃21
∗ 𝑃22

∗ ) ∙

(

 

1

𝜆1
0

0
1

𝜆2)

 =

(

 
 

𝑃11
∗

𝜆1

𝑃12
∗

𝜆2
𝑃21
∗

𝜆1

𝑃22
∗

𝜆2 )

 
 

 C-42 

Aus der Tatsache, dass der zweite Piola-Kirchhoff Spannungstensor symmet-

risch ist und somit 𝑆12 = 𝑆21 gilt, folgt, dass der fiktive Nennspannungstensor 

𝑷∗ unsymmetrisch ist. Aus 𝑆12 = 𝑆21 folgt die Bedingung 

 𝑃21
∗

𝑃12
∗ =

𝜆1
𝜆2
 , C-43 

die bei der Definition bei Modellierung des Konstitutivverhaltens berücksichtigt 

werden muss (vgl. Abschnitt C 2.5). 

C 2.3.3 Transversale Druckspannung 

Die zur Dehnung 𝜀⊥ korrespondierende Spannung ist die skalare transversale 

Nennspannung 𝑃⊥. Sie ist definiert durch die Wirkung der senkrecht zum Li-

nienelement 𝒕1 orientierten Kraft 𝑑𝒇⊥ auf die in das ∥-⊥-Koordinatensystem 

rotierte Ausgangsfläche 𝑑𝐴⊥
0  (Abbildung C-10):  

 
𝑃⊥ =

|𝑑𝒇⊥|

𝑑𝐴⊥
0  C-44 

Die Fläche 𝐴⊥
0  ist mit ⊥ durch ihre Normale gekennzeichnet und verläuft somit 

parallel zum Linienelement 𝒕1.  
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Abbildung C-10: Komponenten zur Berechnung der Spannung senkrecht zur 𝒕1-Richtung auf-
grund einer differentiellen Querdruckkraft. 

Zur Verwendung von 𝑃⊥ im Rahmen der Materialsubroutine VUMAT muss die 

Nennspannung 𝑃⊥ in eine Cauchy-Spannung transformiert sowie in das mitdre-

hende Koordinatensystem 𝑥̂-𝑦̂ rotiert werden. Die aus der Kraft 𝑑𝒇⊥ resultie-

rende skalare Cauchy-Spannung ist definiert durch 

 
𝜎⊥ =

|𝑑𝒇⊥|

𝑑𝐴⊥
 , C-45 

wobei 𝑑𝐴⊥ die aktuelle Fläche ist. Da 𝑑𝐴⊥ parallel zum Linienelement 𝒕1 ver-

läuft, gilt 

 𝑑𝐴⊥ = 𝜆1 ⋅ 𝑑𝐴⊥
0  . C-46 

Aus den Gleichungen C-44 bis C-46 folgt mit 

 
𝜎⊥ =

|𝑑𝒇⊥|

𝑑𝐴⊥
=

|𝑑𝒇⊥|

𝜆1 ⋅ 𝑑𝐴⊥
0 =

𝑃⊥
𝜆1

 C-47 

die Transformation der skalaren Nennspannung 𝑃⊥ in die skalare Cauchy Span-

nung 𝜎⊥. Wird 𝜎⊥ als Tensor im faserparallelen ∥-⊥-Koordinatensystem darge-

stellt, folgt 

 

𝝈⊥
∥⊥ = (

0 0
0 𝜎⊥

) = (

0 0

0
𝑃⊥
𝜆1

) . C-48 
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konfiguration

Momentan-

konfiguration

Koordinaten-

systeme
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Die Rotation vom Referenzkoordinatensystem in das faserparallele ∥-⊥-

Koordinatensystem erfolgt mit dem Rotationstensor 

 
𝑹𝑥∥ = (

cos 𝛼∥ −sin 𝛼∥
sin 𝛼∥ cos 𝛼∥

) , C-49 

wobei 𝛼∥ der Winkel zwischen der 𝑥-Achse des Referenzkoordinatensystems 

und der ∥-Achse des faserparallelen Koordinatensystems ist und in mathema-

tisch positiver Richtung gemessen wird (Abbildung C-10). Somit gilt für die Ro-

tation von 𝝈⊥
∥⊥ in das Referenzkoordinatensystem die Transformations-

beziehung 

 𝝈⊥ = 𝑹
𝑥∥T ∙ 𝝈⊥

∥⊥ ∙ 𝑹𝑥∥ C-50 

und für Rotation von 𝝈⊥in das mitdrehende Koordinatensystem 𝑥̂-𝑦̂ die Trans-

formationsbeziehung 

 𝝈̂⊥ = 𝑹
𝑇 ∙ 𝝈⊥ ∙ 𝑹 C-51 

über den Starrkörperrotationstensor 𝑹 (Gleichung C-5). 

C 2.4 Diskussion und Bewertung der  

Spannungs- und Dehnungsmaße 

Im folgenden Abschnitt werden die verschiedenen Dehnungsmaße für repräsen-

tative Lastfälle verglichen sowie die Eignung der verschiedenen Dehnungsmaße, 

deren korrespondierende Spannungsmaße hinsichtlich der Modellierung des 

Konstitutivverhaltens von UD-Gelegen diskutiert. 

C 2.4.1 Vergleichende Betrachtung der Dehnungsmaße 

Der Unterschied der in den Abschnitten C 2.2.1 bis C 2.2.3 beschriebenen 

Dehnungsmaße wird anhand der Deformation eines Volumenelements unter 

reiner Zugbelastung in 𝒕2-Richtung (Abbildung C-11a), unter „pure shear“ Be-

lastung (Abbildung C-12a) sowie unter „simple shear“ Belastung (Abbildung 
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C-12b) veranschaulicht. Bei dem Lastfall „pure shear“ handelt es sich um reine 

Schubdeformation, da sich die beiden „oberen Ecken“ auf einer Kreisbahn be-

wegen. Somit findet keine Streckung von Linienelement 𝒕2 statt und es gilt 

𝒕2
𝑝𝑠
= 𝒕2

0. Beim Lastfall „simple shear“ (Abbildung C-12b) „bewegt“ sich die 

oberen Kante des Volumenelements parallel zur x-Achse des Referenzkoordina-

tensystems. Somit wird die Schubverformung des Volumenelements mit der 

Streckung von Linienelement 𝒕2 überlagert. Im Fall reiner Zugbelastung in 𝒕2-

Richtung steigen nur die Dehnungskomponenten 𝐸22
𝑙𝑖𝑛 und 𝜀22 linear mit der 

Verschiebung 𝑢2 an. Die Green-Lagrange Dehnung 𝐸22
𝐺𝐿 entwickelt sich (pro-

gressiv) quadratisch mit der Verschiebung 𝑢2 und die logarithmische Dehnung 

𝐸22
𝑙𝑜𝑔

 𝑢2 entwickelt sich (degressiv) logarithmisch mit der Verschiebung 𝑢2 

(Abbildung C-11a). 

a) 

 

b) 

 

Abbildung C-11: a) Lastfall reiner Zug in 𝒕2-Richtung ohne Querkontraktion; b) Vergleichende 
Darstellung der 22-Normaldehungskomponente der verschiedenen Dehnungsmaßen für den Lastfall 

reiner Zugbelastung in 𝒕2-Richtung ohne Querkontraktion. 

Der Vergleich der Lastfälle „pure shear“ und „simple shear“ zeigt, dass alle 

Dehnungsmaße bei kleinen Deformationen in den linearisierten Dehnungsten-

sor 𝑬𝑙𝑖𝑛  übergehen (Abbildung C-12c-f). Die Schubdehnungskomponenten der 

Dehnungsmaße 𝑬𝑙𝑖𝑛 , 𝑬𝐺𝐿  und 𝑬𝑙𝑜𝑔  verhalten sich bezüglich des Scherwinkels 

𝛾12 nichtlinear (Abbildung C-12c,d), wohingegen die Schubdehnungskompo-

nente des Dehnungstensors 𝜺 für beide Lastfälle direkt der Scherwinkel 𝛾12 ist. 

Im Fall von „pure shear“ sind sowohl 𝐸22
𝑙𝑜𝑔

 als auch 𝐸22
𝑙𝑖𝑛 kleiner Null, obwohl in 

diesem Linienelement 𝒕2 nicht gestaucht wird (Abbildung C-12e). Die Normal-
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dehnung senkrecht zur Faserrichtung 𝜀⊥ ist bei diesem Lastfall kleiner Null 

(𝜀⊥ < 0, siehe Abbildung C-12g). Im Fall von „simple shear“ sind  

𝐸22
𝐺𝐿 > 𝜀22 > 𝐸22

𝑙𝑜𝑔
> 0 während die Streckung von Linienelement 𝒕2 durch den 

linearisierten Dehnungstensor 𝑬𝑙𝑖𝑛  nicht erfasst wird (Abbildung C-12f). Die 

Normaldehnung senkrecht zur Faserrichtung 𝜀⊥ ist für diesen Lastfall gleich 

Null (𝜀⊥ = 0, siehe Abbildung C-12h). Für den Fall „pure shear“ ist die Nor-

maldehnung senkrecht zur Faserrichtung kleiner Null (𝜀⊥ < 0) (Abbildung 

C-12g). Somit sind die beiden Dehnungstensoren 𝑬𝑙𝑜𝑔  und 𝑬𝑙𝑖𝑛 bezüglich der 

Deformation der Linienelemente 𝒕1 und 𝒕2 nicht materiell objektiv. Badel et al. 

[Bad08] zeigen, dass zur Verwendung der logarithmischen Dehnung eine spezi-

elle Transformation des logarithmischen Dehnungsinkrements in ein zu dem 

entsprechenden materiellen Linienelement parallelen Koordinatensystem erfor-

derlich ist (hypoelastische Ansätze in Abschnitt A 3.3.2.2). 

Zusammenfassend lässt sich feststellen, dass sowohl der Green-Lagrange Deh-

nungstensor 𝑬𝐺𝐿  als auch die lineare Dehnungsmatrix 𝜺 prinzipiell zur Modellie-

rung des Materialverhaltens von UD-Gelegen geeignet sind, da diese bezüglich 

der Deformation der Linienelemente 𝒕1 und 𝒕2 materiell objektiv sind: Die 

Dehnung der Linienelemente 𝒕1 und 𝒕2 sowie die Schubdehnung wird exklusiv 

durch einzelne Komponenten von 𝑬𝐺𝐿  oder 𝜺 beschrieben. Der wesentliche 

Unterschied zwischen 𝑬𝐺𝐿  und 𝜺 ist, dass die Dehnung der Linienelemente der 

Materialhauptrichtungen sich in 𝜺 linear und in 𝑬𝐺𝐿  quadratisch mit der Ver-

schiebung in Richtung der Linienelemente bewegen (vgl. Abschnitt C 2.4.3). 

Wird das Materialverhalten mit 𝑬𝐺𝐿  oder 𝜺 modelliert, ist zusätzlich die Ver-

wendung der skalaren Dehnung 𝜀⊥ zur Beschreibung des Verhaltens bei Quer-

druckbelastung sinnvoll (vgl. Abbildung C-12 e und g).  
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a) „pure shear“ b) „simple shear“ 
 

 

 

 
c) 

 

d) 

 
e) 

 

f) 

 
g) 

 

h) 

 

Abbildung C-12: Vergleichende Darstellung versch. Dehnungskomponenten für verschiedene Last-
fälle: a) Lastfall „pure shear“ ; b) Lastfall „simple shear“ ; c) Normaldehnungskomponenten bei „pu-
re shear“; d) Normaldehnungskomponenten bei „simple shear“; e) Schubdehnungskomponenten  
bei „pure shear“; f) Schubdehnungskomponenten bei „simple shear“; g) Normaldehnung senkrecht 
zur Faserrichtung bei „pure shear“; h) Normaldehnung senkrecht zur Faserrichtung bei  
„simple shear“.  
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C 2.4.2 Vergleichende Betrachtung der Spannungsmaße 

Der Unterschied zwischen den vorgestellten Spannungstensoren wird im Fol-

genden anhand der vergleichenden Darstellung in Abbildung C-13 diskutiert. 

Die Kräfte der Momentankonfiguration werden jeweils in ihre parallel zu den 

Linienelementen 𝒕1 und 𝒕2 wirkenden Anteile zerlegt und über die Zwischen-

konfiguration in die Referenzkonfiguration transformiert (Abbildung C-13, 

oben). Die Geometrie der Momentankonfiguration wird direkt in die Referenz-

konfiguration (Abbildung C-13, unten) transformiert. Von links nach rechts 

werden dann folgende Spannungsmaße dargestellt: Die zweite Piola-Kirchhoff-

Spannung 𝑺, bei der eine fiktive Kraft der Referenzkonfiguration auf die Aus-

gangsgeometrie wirkt; die fiktive Nennspannung 𝑷∗, bei der eine fiktive Kraft 

der Zwischenkonfiguration auf die Ausgangsgeometrie wirkt; die erste Piola-

Kirchhoff-Spannung 𝑷, bei der die aktuelle Kraft der Momentankonfiguration 

auf die Ausgangsgeometrie wirkt; die Cauchy-Spannung 𝝈, bei der die aktuelle 

Kraft der Momentankonfiguration auf die aktuelle Geometrie der Momen-

tankonfiguration wirkt. 

Weder bei der Cauchy Spannung 𝝈 noch bei der ersten Piola-Kirchhoff Span-

nung 𝑷 existiert ein exklusiver Zusammenhang zwischen den einzelnen Kom-

ponenten der Spannungstensoren und der Deformation der Linienelemente der 

Materialhauptrichtungen. Beispielsweise resultiert aus der Kraft 𝑑𝒇2 eine De-

formation von Linienelement 𝒕2. Da die Kraft 𝑑𝒇2 weder normal zu 𝑑𝐴𝑥 noch 

zu 𝑑𝐴𝑦 ist, resultiert aus 𝑑𝒇2 sowohl ein Normalspannungs- als auch ein 

Schubspannungsanteil in den Tensoren 𝝈 und 𝑷. Somit sind die Spannungsten-

soren 𝝈 und 𝑷 nicht materiell objektiv bezüglich der Linienelemente 𝒕1 und 

𝒕2.Im Gegensatz dazu existiert sowohl bei der zweiten Piola-Kirchhoff Span-

nung 𝑺 als auch bei der fiktiven Nennspannung 𝑷∗ ein exklusiver Zusammen-

hang zwischen den einzelnen Komponenten der Spannungstensoren und der 

Deformation der Linienelemente der Materialhauptrichtungen. Die Linienele-

mente und die Kräfte werden durch die Transformation in die Zwischen- und 

Referenzkonfiguration so ausgerichtet, dass sie parallel zu den Achsen des Refe-

renzkoordinatensystems verlaufen. Beispielweise resultiert aus Kraft 𝑑𝒇2
0 bzw. 

𝑑𝒇2
∗  ausschließlich eine Normalspannungskomponente in den Tensoren 𝑺 und 
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𝑷∗. Somit sind die Spannungstensoren 𝑺 und 𝑷∗ bezüglich der Linienelemente 

𝒕1 und 𝒕2 materiell objektiv. Die Dehnung von Linienelement 𝒕2 kann somit 

exklusiv aus der Spannung 𝑆𝑦𝑦 bzw. 𝑃𝑦𝑦
∗  berechnet werden. Die Spannungsten-

soren 𝑺 und 𝑷∗unterscheiden sich somit nur aufgrund der unterschiedlichen Be-

träge der wirkenden fiktiven Kräfte 𝑑𝒇0 und 𝑑𝒇∗. 

 

Abbildung C-13: Vergleich der verschiedenen Spannungsmaße am Beispiel eines beliebigen Last-

falls: Zweite Piola-Kirchhoff-Spannung 𝑺, fiktive Nennspannung 𝑷∗, erste Piola-Kirchhoff-

Spannung 𝑷, Cauchy-Spannung 𝝈 (von links nach rechts). 

Lassen sich die wirkenden differentiellen Kräfte physikalisch nicht sinnvoll in 

Anteile aufteilen, die zu den Linienelementen der Materialhauptrichtungen pa-

rallel oder tangential sind, sind die Spannungstensoren 𝑺 und 𝑷∗ unkomfortabel 

zur Beschreibung des Materialverhaltens. Dies ist beispielsweise bei der Be-

schreibung des Materialverhaltens bei Druckbelastung senkrecht zu Linienele-

ment 𝒕1 der Fall. Aus der Druckbelastung senkrecht zu Linienelement 𝒕1 resul-

tiert eine differentielle Kraft 𝑑𝒇⊥, die zu jedem Zeitpunkt senkrecht zu 
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Linienelement 𝒕1 wirkt. Wird die Kraft 𝑑𝒇⊥ in zu den Linienelementen 𝒕1 und 

𝒕2 parallele Anteile 𝑑𝒇⊥1 und 𝑑𝒇⊥2 zerlegt und über die Zwischenkonfiguration 

in die Referenzkonfiguration transformiert (siehe Abbildung C-14), resultieren 

aus 𝑑𝒇⊥ sowohl eine Normal- als auch eine Schubspannungskomponente in den 

Spannungstensoren 𝑺 und 𝑷∗. Wird aus der Kraft 𝑑𝒇⊥ dagegen die Cauchy-

Spannung im faserparallelen Koordinatensystem 𝝈⊥
∥⊥ berechnet , existiert wieder 

die für die Konstitutivmodellierung komfortable direkte Korrelation der wir-

kenden Kraft 𝑑𝒇⊥ und der Normalspannungskomponenten 𝜎⊥ (Abschnitt C 

2.3.3), so dass die Normalspannungskomponenten 𝜎⊥ material objektiv bezüg-

lich Linienelement 𝒕⊥ sind. 

 

Abbildung C-14: Transformation einer senkrecht zum Linienelement 𝒕1 wirkenden differentiellen 

Kraft 𝑑𝒇⊥ von der Momentankonfiguration über die Zwischenkonfiguration in der Referenzkon-

figuration für einen beliebigen Lastfall, für den skalare Dehnung 𝜀⊥ < 0 ist. 

C 2.4.3 Bewertung der Spannungs- und Dehnungsmaßen  

hinsichtlich der Konstitutivmodellierung 

Die Modellierung des Materialverhaltens ist prinzipiell mit allen Spannungs- und 

Dehnungsmaßen möglich. Die direkte Verwendung von 𝑬𝑙𝑖𝑛 und 𝑷 bzw. 𝑬𝑙𝑜𝑔  

und 𝝈 würde aufgrund der großen Rotation der Linienelemente aber bedeuten, 

dass die Materialmatrix zum einen komplett anisotrop ist und dass sich zum an-

deren die einzelnen Komponenten der Materialmatrix zur Beschreibung von 

linearem Materialverhalten entsprechend der Rotation der Linienelemente ver-

Referenz-

konfiguration

Momentan-

konfiguration

Zwischen-

konfiguration



C 2 Modellierung der Membraneigenschaften 

164 

ändern müssen, da 𝑬𝑙𝑖𝑛 und 𝑬𝑙𝑜𝑔 nicht materiell objektiv bezüglich der Linien-

elemente der Materialhauptrichtungen des UD-Geleges sind. Aus diesem Grund 

sind 𝑬𝑙𝑖𝑛  und 𝑷, bzw. 𝑬𝑙𝑜𝑔 und 𝝈 für die Modellierung des Materialverhaltens 

von Textilien ungeeignet. 

Im Gegensatz dazu lässt sich das Materialverhalten von textilen Halbzeugen 

durch die Verwendung von 𝑬𝐺𝐿  und 𝑺 sowie von 𝜺 und 𝑷∗ wesentlich einfacher 

durch eine orthotrope Materialmatrix modellieren (Abschnitt C 2.5.1.1), deren 

Komponenten von der Rotation der Linienelemente unabhängig sind. Die Deh-

nungskomponenten von 𝑬𝐺𝐿  und 𝜺 entsprechen direkt den Normaldehnungen 

der Linienelemente bzw. der Schubdeformation (siehe Abschnitt C 2.4.1) und 

die Komponenten der Spannungstensoren korrespondieren mit den Kräften, die 

die einzelnen Dehnungsanteile hervorrufen (siehe Abschnitt C 2.4.2). Die linea-

re Dehnungsmatrix 𝜺 und die dazu korrespondierende fiktive Nennspannung 

𝑷∗ sind wie Kirchhoff-Material (𝑺~𝑬𝐺𝐿) und alle weiteren hyperelastischen Ma-

terialmodelle materiell objektiv bezüglich der Linienelemente der Materialhaupt-

richtungen des UD-Geleges. 

Zur Beschreibung des Materialverhaltens von UD-Gelegen ist die Verwendung 

von 𝜺 und 𝑷∗ geschickter als die Verwendung von Kirchhoff Material (𝑺~𝑬𝐺𝐿). 

In beiden Fällen ist zwar die Modellierung des Materialverhaltens durch eine or-

thotrope Materialmatrix möglich,sie hat jedoch andere Auswirkungen. Da sich 

die Dehnung in 𝑬𝐺𝐿  quadratisch mit der Verschiebung entwickelt (Abbildung 

C-11b) und sich die fiktive Kraft 𝑑𝒇0 betragmäßig von der realen Kraft 𝑑𝒇 un-

terscheidet, führt eine konstante orthotrope Materialmatrix bei der Verwendung 

von Kirchhoff Material (𝑺~𝑬𝐺𝐿) zu stark progressiv nichtlinearem Verhalten bei 

großen Deformationen in Normalenrichtung der Linienelemente (Abbildung 

C-11b). Soll mit Kirchhoff Material (𝑺~𝑬𝐺𝐿) lineares Materialverhalten für gro-

ße Deformationen modelliert werden, müssen die Komponenten der orthotro-

pen Materialmatrix sich mit dem Deformationszustand verändern, was insbe-

sondere bei der korrekten Beschreibung der Querkontraktion zu komplizierten 

und unübersichtlichen Termen führt. Mit 𝜺 und 𝑷∗ lässt sich lineares Material-

verhalten auch für große Deformationen durch eine konstante orthotrope Mate-

rialmatrix beschreiben (siehe auch Abschnitt D 3.1.1), da sich die Dehnung in 𝜺 

linear mit Verschiebung entwickelt und P ein Nennspannungstensor ist, dessen 
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fiktive Kräfte 𝑑𝒇∗ betragsmäßig den realen Kräften 𝑑𝒇 entsprechen. Damit ge-

lingt die Übertragung der in Abschnitt B 3.1 gemessenen Eigenschaften bei 

Zugbelastung in 𝒕2-Richtung in das Simulationsmodell problemlos, da den Ver-

suchsergebnissen ebenfalls lineare Dehnungen und Nennspannungen zugrunde 

liegen.  

Einzig das Materialverhalten bei Druckbeanspruchung senkrecht zu den Koh-

lenstofffasern lässt sich weder mit 𝜺 und 𝑷∗ noch mit Kirchhoff Material 

(𝑺~𝑬𝐺𝐿) komfortabel modellieren (siehe Abschnitt C 2.4.1 und C 2.4.2). Aus 

diesem Grund wird das Materialverhalten von UD-Gelegen bei Druckbeanspru-

chung senkrecht zu den Kohlenstofffasern nicht durch 𝜺 und 𝑷∗ modelliert, 

sondern durch 𝜀⊥ und 𝑃⊥ bzw. 𝜎⊥. 

Somit werden zur Modellierung des Umformverhaltens von UD-Gelegen zwei 

Materialmodelle superpositioniert: Das mechanische Verhalten der Kohlenstoff-

fasern, das Zugverhalten der Naht sowie das Schubverhalten wird durch die li-

neare Dehnungsmatrix 𝜺 und die fiktive Nennspannung 𝑷∗ beschrieben. Das 

mechanische Verhalten bei Druckbeanspruchung senkrecht zu den Kohlen-

stofffasern wird mit der skalaren Dehnung 𝜀⊥ und der skalaren Nennspannung 

𝑃⊥ bzw. 𝜎⊥ modelliert. Die Überlagerung wird durch die Addition der jeweiligen 

Spannungsantworten in Form der im mitdrehenden Koordinatensystem wir-

kenden Cauchy-Spannung realisiert. Für die Gesamtspannung gilt somit: 

 𝝈̂𝑔𝑒𝑠 = 𝝈̂𝑀𝐻 + 𝝈̂⊥ C-52 

C 2.5 Konstitutivgesetze 

Das Umformverhalten von UD-Gelegen wird durch die Superposition zweier 

Materialmodelle modelliert (Gleichung C-52). Im Folgenden wird die Modellie-

rung des Konstitutivverhaltens der einzelnen Materialmodelle beschrieben. Auf-

grund der Superposition der Materialmodelle müssen bei der Modellierung bzw. 

bei der Wahl der Materialparameter (Abschnitt D 1.1) folgende Punkte berück-

sichtigt werden: 
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 𝜀⊥, 𝛾12 ≠ 0: Für Lastfälle bei denen 𝒕2 kleiner ist, als das sich bei 

„simple shear“ ergebende 𝒕2
𝑠𝑠 (Abbildung C-12a), ist sowohl 𝜀⊥ ≠ 0 

als auch 𝛾12 ≠ 0. Das effektive Schubverhalten wird somit sowohl 

durch Terme, die von 𝛾12 abhängen, als auch durch Terme, die von 

𝜀⊥ abhängen sind, beeinflusst. 

 𝜀22 = 𝜀⊥ < 0: Bei reiner Druckbelastung in 𝒕2-Richtung (ohne 

Schubdeformation) werden die Druckeigenschaften durch die 

Gleichzeitige Modellierung von 𝜀22 und 𝜀⊥ doppelt erfasst. 

C 2.5.1 Materialverhalten der Materialhauptrichtungen 

Zur Beschreibung des Konstitutivverhaltens der Materialhauptrichtungen wird 

anstatt der tensoriellen Schreibweise die Voigt-Kelvin-Schreibweise (vektorielle 

Schreibweise) verwendet. Somit folgt mit 

 

𝜺 = (

𝜀11
𝜀22
𝛾12
) C-53 

der zur Dehnungsmatrix 𝜺 korrespondierende lineare Dehnungsvektor und mit  

 

𝑷∗ = (

𝑃11
∗

𝑃22
∗

𝑃21
∗
) C-54 

der zum Spannungstensor 𝑷∗ korrespondierende fiktive Nennspannungsvektor. 

Bei der Modellierung des Konstitutivverhaltens wird angenommen, dass die 

Schubspannung 𝑃21
∗  direkt von 𝛾12 abhängt, so dass Gleichung C-43 erfüllt ist. 

Die fiktive Nennspannung am Ende des Inkrements ergibt sich mit 

 𝑷∗i+1  = 𝑷∗
𝑒𝑙−𝑝𝑙

i+1 + 𝑷∗
𝑣𝑖𝑠𝑐

i+1
 C-55 

aus der Summe des elastisch-plastischen Anteils 𝑷∗
𝑒𝑙−𝑝𝑙

i+1
 und des viskosen An-

teils 𝑷∗
𝑣𝑖𝑠𝑐

i+1
. Der viskose Anteil 𝑷∗

𝑣𝑖𝑠𝑐

i+1
 wird nur für die Modellierung numeri-

scher Dämpfung benötigt und berechnet sich mit 
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 𝑷∗
𝑣𝑖𝑠𝑐

i+1  = 𝜂𝐷,𝑀𝐻 𝜺̇ C-56 

aus dem numerischen Dämpfungsfaktor 𝜂𝐷,𝑀𝐻 und der aktuellen Dehnrate 𝜺̇ 

(vgl. Gleichung C-22). 

Das eigentliche Umformverhalten der UD-Gelege wird durch ein elastisch-

plastisches Materialgesetz beschrieben. Dabei erfolgt die Berechnung der elas-

tisch-plastischen Spannung 𝑷∗
𝑒𝑙−𝑝𝑙

i+1
 inkrementell nach Gleichung C-41 und das 

elastisch-plastische Spannungsinkrement ∆𝑷𝑒𝑙−𝑝𝑙
∗  wird mit  

 ∆𝑷𝑒𝑙−𝑝𝑙
∗ = 𝑪𝑇(𝜺, ∆𝜺, 𝑷𝑒𝑙−𝑝𝑙

∗ ) ∙ ∆𝜺 C-57 

aus der tangentialen Materialsteifigkeit 𝑪T und dem Dehnungsinkrement ∆𝜺 be-

rechnet.  

Ausgehend von einem orthotropen linear elastischen Materialmodell bezüglich 

∆𝜺 und ∆𝑷𝑒𝑙−𝑝𝑙
∗  werden im Folgenden verschiedene Detaillierungsstufen für die 

Modellierung des Membranverhaltens von UD-Gelegen beschrieben.  

C 2.5.1.1 Orthotropes linear elastisches Materialverhalten 

Da das UD-Gelege in der Referenzkonfiguration bezüglich der x- und der y-

Achse symmetrisch ist und sich 𝜺 und 𝑷𝑒𝑙−𝑝𝑙
∗ , bzw. ∆𝜺 und ∆𝑷𝑒𝑙−𝑝𝑙

∗  auf die 

Geometrie in der Referenzkonfiguration beziehen, kann das Konstitutivverhal-

ten von UD-Gelegen durch orthotropes Materialverhalten modelliert werden. 

Für den einfachsten Fall von linear-elastischem Materialverhalten sieht die or-

thotrope Materialmatrix folgendermaßen aus: 

 

𝑪𝑇,𝑒𝑙 =

(

  
 

𝐸1
1 − 𝜐12𝜐21

𝜐21𝐸1
1 − 𝜐12𝜐21

0

𝜐12𝐸2
1 − 𝜐12𝜐21

𝐸2
1 − 𝜐12𝜐21

0

0 0 𝐺12)

  
 

 C-58 
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Dabei wird die Steifigkeit (𝐸1 und 𝐸2) der Linienelemente 𝒕1 und 𝒕2 in Abhän-

gigkeit der linearen Dehnung (𝜀11 und 𝜀22) entlang der Linienelemente und auf 

die Ausgangsfläche bezogen. 𝐸1 wirkt entlang von Linienelemente 𝒕1 und ist die 

Steifigkeit der Kohlenstofffaserbündel. 𝐸2 wirkt entlang Linienelement 𝒕2 und 

beschreibt die effektive Steifigkeit der Naht unter Zugbelastung. Aufgrund der 

besonderen Eigenschaften von 𝜺 und 𝑷𝑒𝑙−𝑝𝑙
∗  werden durch die Querkontrakti-

onszahlen die Auswirkung der Dehnung entlang eines Linienelements auf die 

„Querdehnung“ des anderen Linienelements beschrieben. Beispielsweise be-

schreibt die Querkontraktionszahl 𝜐21 die Entstehung der Querdehnung in 

Richtung der Materialhauptrichtung 𝒕1 aufgrund einer Dehnung des Materials in 

Richtung von Materialhauptrichtung 𝒕2 (Abbildung C-15 bzw. Abschnitt  

D 3.1.1). 

 

Abbildung C-15: Querkontraktion in Richtung von Linienelement 𝒕1 aufgrund von Zugbelastung 

in Richtung von Linienelement 𝒕2. 

C 2.5.1.2 Zug-Druck Anisotropie 

Mesoskopisch betrachtet, entstehen aus der Querkontraktion der Naht Meso-

Ondulationen der Kohlenstofffasern. Makroskopisch entsprechen diese bei 

homogenisierter Betrachtung einer effektiven Querkontraktion des Halbzeugs 

(Abschnitt B 3.1 und B 3.3). Diese Querkontraktion tritt jedoch nur im Fall ei-

ner positiven Gesamtdehnung in 𝑡2-Richtung auf (𝜀22 > 0). Auch die Rück-

kopplung einer Querdehnung in 𝑡1-Richtung auf die effektive Steifigkeit in 𝑡2-

Richtung ist nur für 𝜀22 > 0 und für 𝜀11 < 0 denkbar. Eine positive Dehnung 

, 

, 

Querkontraktion
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der Kohlenstofffasern (𝜀11 > 0) kann nicht zu einer Querkontraktion in 𝑡2-

Richtungen führen, da in diesem Fall alle Kohlenstofffasern gestreckt sind und 

somit keine Meso-Ondulationen existieren. Im Gegensatz dazu kann ein positi-

ves Dehnungsinkrement in 𝑡1-Richtung (∆𝜀11 > 0) zu einer Querkontraktion in 

𝑡2-Richtung führen, wenn der Gesamtdehnungszustand der Kohlenstofffasern 

kleiner Null ist (𝜀11 < 0). Da zur Beschreibung des Kohlenstofffaserbündelaus-

beulens weitere experimentelle Untersuchungen und ggf. erweiterte Modelle 

notwendig sind, wird bei der Modellierung der Querkontraktion im Rahmen 

dieser Arbeit nur zwischen 𝜀22 > 0 und 𝜀22 ≤ 0 unterschieden. 

Auch die Steifigkeiten in Richtung der Materialhauptrichtungen hängen davon 

ab, ob es sich um eine Zug- oder eine Druckbeanspruchung handelt. Die effek-

tive homogenisierte Steifigkeit der Kohlenstofffaser wird für den Fall einer 

Druckbelastung in 𝑡1-Richtung aufgrund des Ausbeulens der Kohlenstofffasern 

theoretisch kleiner als unter Zug-Belastung. Das Verhalten bei Druckbelastung 

quer zu den Kohlenstofffasern soll mit dem überlagerten Materialmodell in An-

hängigkeit von 𝜀⊥ beschrieben werden. Für diesen Fall ist es sinnvoll, wenn die 

Steifigkeit 𝐸2 Null wird. Somit werden für die Steifigkeiten der Materialhaupt-

richtungen jeweils eine Zug- und eine Drucksteifigkeit eingeführt.  

Die einzelnen Steifigkeiten und Querkontraktionszahlen werden je nach Deh-

nungszustand mit folgenden Werten belegt: 

   

Materialkonstante Deformationszustand Bemerkungen 

𝐸1 = 𝐸1𝑐 für 𝜀11 < 0  

𝐸1 = 𝐸1𝑡 für 𝜀11 ≥ 0  

𝐸2 = 𝐸2𝑐 für 𝜀22 < 0 
Für 𝐸⊥ ≠ 0 (Abschnitt C 2.5.2) 

muss 𝐸2𝑐 = 0 werden  

𝐸2 = 𝐸2𝑡 für 𝜀22 ≥ 0  

𝜐21 = 𝜐12 = 0 für 𝜀22 < 0  

𝜐21 ≠ 𝜐12 ≠ 0  für 𝜀22 ≥ 0  

Tabelle C-1: Wahl der Materialkonstanten bei der Modellierung der Zug-Druck Anisotropie. 
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C 2.5.1.3 Plastisches Materialverhalten der Naht  

bei Zug- und Schubbelastung 

Weiter stehen zur Beschreibung des nichtlinearen Materialverhaltens der Naht 

unter Zug-Belastung in 𝒕2-Richtung und unter Schubbelastung mehrere elas-

tisch-plastische Modelle zur Verfügung. Dabei wird zur Modellierung der Plasti-

zität angenommen, dass sich die Gesamtdehnung  

 𝜀22 = 𝜀22,𝑒 + 𝜀22,𝑝 , C-59 

bzw. der gesamte Scherwinkel  

 𝛾12 = 𝛾12,e + 𝛾12,p C-60 

additiv aus dem elastischen Anteil 𝜀22,𝑒, bzw. 𝛾12,eund dem plastischen Anteil 

der Dehnung 𝜀22,𝑝, bzw. des Scherwinkels 𝛾12,p zusammensetzt [Bel14]. Ent-

sprechend folgt für die inkrementelle Beschreibung der Dehnungen 

 ∆𝜀22 = Δ𝜀22,𝑒 + Δ𝜀22,𝑝 , C-61 

 Δ𝛾12 = Δ𝛾12,e + Δ𝛾12,p , C-62 

wobei Δ𝜀22,𝑒 und Δ𝜀22,𝑝 der elastische und der plastische Anteil des Dehnungs-

inkrementes ∆𝜀22 sind und Δ𝛾12,e und Δ𝛾12,p der elastische und der plastische 

Anteil des Inkrements des Scherwinkels Δ𝛾12 sind. In jedem Berechnungs-

inkrement wird mit der elastischen Steifigkeit 𝑪𝑇,𝑒𝑙  (Gleichung C-58) das elasti-

sche Spannungsinkrement ∆𝑷𝑒𝑙
∗  und nach Gleichung C-41 die Prädiktor-

Spannung 𝑷𝑒𝑙−𝑝𝑙
∗

 
𝑡𝑟 𝑖+1

 berechnet. Die plastische Dehnung beginnt, sobald die 

Prädiktor-Spannung 𝑃2
∗

 
𝑡𝑟 𝑖+1

 bzw. 𝑃21
∗

 
𝑡𝑟 𝑖+1

 die Fließgrenze 𝑅2Γ(𝜀22,𝑝, 𝛾12) bzw. 

𝑅12Γ(𝛾12,p) überschreitet. Diese wird mathematisch durch die Fließbedin-

gungen 

 Γ2 = 𝑃2
∗ − 𝑅2Γ(𝜀22,𝑝, 𝛾12) ≤ 0, C-63 

 Γ12 = 𝑃21
∗ − 𝑅12Γ(𝛾12,p)  ≤ 0 C-64 
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beschrieben. Ist Γ𝑗 < 0, verhält sich das Material rein elastisch und die Span-

nung am Ende des Inkrements ist mit der Prädiktor-Spannung bereits gefunden, 

so das gilt:  

 𝑷𝑒𝑙−𝑝𝑙
∗ 𝑖+1 = 𝑷𝑒𝑙−𝑝𝑙

∗
 

𝑡𝑟 𝑖+1
 Γ𝑗 < 0, 𝑗 = 1,12 C-65 

Ist Γ𝑗 > 0, wird die Fließgrenze mit der berechneten Prädiktor-Spannung über-

schritten und plastisches Verhalten tritt auf. In diesem Fall muss die Prädiktor-

Spannung soweit korrigiert werden, dass die Spannung der Fließgrenze ent-

spricht (Korrektor-Spannung) und die Fließbedingung (Gleichung C-63 und 

C-64) somit wieder erfüllt ist. Die Spannung „bewegt“ sich im plastischen Be-

reich also genau auf der Fließkurve. Die Berechnung des dazu notwendigen elas-

tisch-plastischen Spannungsinkrements ∆𝑷𝑒𝑙−𝑝𝑙
∗  erfolgt dabei mit der elastisch-

plastischen Materialtangente 

𝑪𝑇(𝜺, ∆𝜺, 𝑷𝑒𝑙−𝑝𝑙
∗ ) = 

 

(

  
 

𝐸1

1 − 𝜐12𝜐21

𝜐21𝐸1

1 − 𝜐12𝜐21
0

𝜐12 𝐸2,tan(𝜺, ∆𝜺, 𝑷𝑒𝑙−𝑝𝑙
∗ )

1 − 𝜐12𝜐21

𝐸2,tan(𝜺, ∆𝜺, 𝑷𝑒𝑙−𝑝𝑙
∗ )

1 − 𝜐12𝜐21
0

0 0 𝐺12,tan(𝜺, ∆𝜺, 𝑷𝑒𝑙−𝑝𝑙
∗ ))

  
 
 . 

C-66 

Obwohl die Fließfläche 𝑅2Γ(𝜀22,𝑝, 𝛾12) der Naht unter Zug-Belastung in 𝒕2-

Richtung in diesem Modell sowohl von 𝜀22,𝑝 als auch von 𝛾12 abhängen kann, 

ist das zu Grunde liegende Plastizitätsmodell ein eindimensionales Modell, da 

𝛾12 nur die Berechnung von 𝐸2,tan(𝜺, ∆𝜺, 𝑷𝑒𝑙−𝑝𝑙
∗ ) beeinflusst, jedoch nicht in 

die Berechnung von 𝑃2
∗ mit einfließt. Für eindimensionale Plastizitätsmodelle 

berechnen sich die effektiven tangentialen Moduli 𝐸2,tan(𝜺, ∆𝜺, 𝑷𝑒𝑙−𝑝𝑙
∗ ) und 

𝐺12,tan(𝜺, ∆𝜺, 𝑷𝑒𝑙−𝑝𝑙
∗ ) mit 

 
𝐸2,𝑡𝑎𝑛 = 𝐸2 +

𝐸2
2

𝐸2 + 𝐻2,𝑝𝑙(𝜺, ∆𝜺, 𝑷𝑒𝑙−𝑝𝑙
∗ )

 C-67 

 
𝐺12,𝑡𝑎𝑛 = 𝐺12 +

𝐺12
2

𝐺12 + 𝐻12,𝑝𝑙(𝜺, ∆𝜺, 𝑷𝑒𝑙−𝑝𝑙
∗ )

 C-68 
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aus den elastischen Moduli 𝐸2 und 𝐺12 sowie den plastischen Moduli 𝐻2,𝑝𝑙 und 

𝐻12,𝑝𝑙 [Bel14]. Die Berechnung des plastischen Dehnungsinkrements erfolgt mit 

 
∆𝜀22,𝑝 = ∆𝜀22 −

∆𝑃22
∗

𝐸2
 C-69 

 
∆𝛾12,p = ∆𝛾12 −

∆𝑃12
∗

𝐺12
 C-70 

jeweils aus dem Gesamtdehnungsinkrement, dem elastisch-plastischen Span-

nungsinkrement und dem elastischen Modul [Bel14]. Die plastischen Moduli 

𝐻j,𝑝𝑙 beschreiben die Änderung der Fließfläche aufgrund der Änderung der plas-

tischen Dehnungen sowie anderen Zustandsgrößen.  

Im Fall von Schubbelastung wird die Fließkurve nur in Abhängigkeit des plasti-

schen Scherwinkels 𝛾12,p modelliert. Somit errechnet sich der plastische Schub-

modul 

 
𝐻12,𝑝𝑙
𝑖 =

𝑑𝑅12Γ
𝑑𝛾12,p

|
𝛾12,p=𝛾12,p

𝑖

 C-71 

an der Stelle 𝑖 aus der Ableitung der Fließkurve 𝑅12Γ nach der plastischen 

Scherwinkel 𝛾12,p bei 𝛾12,p = 𝛾12,p
𝑖 .  

Für den Fall der Zug-Belastung der Naht in 𝒕2-Richtung wird die Fließfläche 

𝑅2Γ(𝜀22,𝑝, 𝛾12) sowohl in Abhängigkeit der plastischen Dehnung 𝜀22,𝑝 und des 

Scherwinkels 𝛾12 als auch nur in Abhängigkeit der plastischen Dehnung 𝜀22,𝑝 

modelliert. Für den Fall, das die Fließfläche 𝑅2Γ(𝜀22,𝑝) nur in Abhängigkeit der 

plastischen Dehnung 𝜀22,𝑝 modelliert wird, berechnet sich der plastische Modul 

in 𝒕2-Richtung äquivalent zum plastischen Schubmodul (Gleichung C-71) mit 

 
𝐻2,𝑝𝑙 =

𝑑𝑅2Γ
𝑑𝜀22,𝑝

|
𝜀22,𝑝=𝜀22,𝑝

𝑖

 C-72 

aus der Ableitung der Fließkurve 𝑅2Γ nach der plastischen Dehnung 𝜀22,𝑝 bei 

𝜀22,𝑝 = 𝜀22,𝑝
𝑖 .  
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Für den Fall, dass die Fließfläche 𝑅2Γ(𝜀22,𝑝, 𝛾12) von 𝜀22,𝑝 und 𝛾12 abhängt, 

berechnet sich der plastische Modul aus dem Richtungsableitung  

 𝜕𝑅2𝛤
𝜕𝒗𝑅2𝛤

|
𝜀22,𝑝=𝜀22,𝑝

𝑖

𝛾12=𝛾12
𝑖

= 𝛁𝑅2Γ(𝜀22,𝑝, 𝛾12)|𝜀22,𝑝=𝜀22,𝑝𝑖

𝛾12=𝛾12
𝑖

∙
Δ𝒗R2Γ
|Δ𝒗R2Γ|

 

=
𝜕𝑅2Γ
𝜕𝜀22,𝑝

|
𝜀22,𝑝=𝜀22,𝑝

𝑖

𝛾12=𝛾12
𝑖

∙
Δ𝜀22,𝑝

|Δ𝒗R2Γ|
 + 

𝜕𝑅2Γ
𝜕𝛾12

|
𝜀22,𝑝=𝜀22,𝑝

𝑖

𝛾12=𝛾12
𝑖

∙
Δ𝛾12

|Δ𝒗R2Γ|
 

C-73 

der 𝑅2Γ(𝜀22,𝑝, 𝛾12) an der Stelle 𝜀22,𝑝 = 𝜀22,𝑝
𝑖  und 𝛾12 = 𝛾12

𝑖  in Richtung des 

Vektors 

 
𝒗R2Γ = (

Δ𝜀22,𝑝
Δ𝛾12

) . C-74 

Da die Spannung 𝑃2
∗ bei orthotropem Materialverhalten unabhängig vom 

Scherwinkel berechnet wird (Gleichung C-66), entspricht die Richtungsableitung 

von 𝑅2Γ in Richtung 𝒗R2Γ nicht der gesuchten plastischen Materialtangente 

𝐻2,𝑝𝑙. Die gesuchte plastische Materialtangente 𝐻2,𝑝𝑙 multipliziert mit Δ𝜀22,𝑝 

muss jedoch dieselbe Änderung der Fließgrenze Δ𝑅2Γ bewirken, wie die Rich-

tungsableitung von 𝑅2Γ in Richtung 𝒗R2Γ multipliziert mit dem Betrag |Δ𝒗R2Γ| 

des Richtungsvektors (siehe Abbildung C-16). Somit muss 

 
∆𝑅̃2𝛤,𝜀22,𝑝 =

𝜕𝑅̃2𝛤
𝜕𝜀22,𝑝

Δ𝜀22,𝑝 =
𝜕𝑅2𝛤
𝜕𝒗𝑅2𝛤

|Δ𝒗R2Γ| = ∆𝑅2𝛤,𝒗𝑅2𝛤
 C-75 

gelten und die plastische Materialtangente  

 
𝐻2,𝑝𝑙 =

𝜕𝑅̃2𝛤
𝜕𝜀22,𝑝

=
𝜕𝑅2𝛤
𝜕𝒗𝑅2𝛤

|Δ𝒗R2Γ|

Δ𝜀22,𝑝
 C-76 

ergibt sich durch Umstellen von Gleichung C-75. Aus Gleichung C-73 und 

Gleichung C-76 folgt für die plastische Materialtangente: 
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𝐻2,𝑝𝑙 = 𝛁𝑅2Γ(𝜀22,𝑝, 𝛾12)|𝜀22,𝑝=𝜀22,𝑝𝑖

𝛾12=𝛾12
𝑖

∙
Δ𝒗R2Γ
|Δ𝒗R2Γ|

∙
|Δ𝒗R2Γ|

Δ𝜀22,𝑝
 

=
𝜕𝑅2Γ
𝜕𝜀22,𝑝

|
𝜀22,𝑝=𝜀22,𝑝

𝑖

𝛾12=𝛾12
𝑖

+
𝜕𝑅2Γ
𝜕𝛾12

|
𝜀22,𝑝=𝜀22,𝑝

𝑖

𝛾12=𝛾12
𝑖

∙
Δ𝛾12
Δ𝜀22,𝑝

 

C-77 

 

Abbildung C-16: Bestimmung der plastischen Materialtangente im Fall der zweidimensionalen 

Fließfläche 𝑅2𝛤(𝜀22,𝑝, 𝛾12). 

Eindimensionale Fließkurve zur Beschreibung der Zugeigenschaften in 

𝐭𝟐-Richtung 

Die Beschreibung der Fließkurve 𝑅2Γ(𝜀22,𝑝) (eindimensionale Fließkurve) der 

Naht bei Zug-Belastung in 𝐭𝟐-Richtung in Abhängigkeit der plastischen Deh-

nung 𝜀22,𝑝 (Abbildung C-17) erfolgt mit folgender analytischen Funktion: 

𝑅2Γ(𝜀22,𝑝) = {
𝑅2Γ,b(𝜀22,𝑝) , 𝜀22,𝑝 ≤ 𝜀22,𝑝,𝑙𝑜𝑐𝑘

𝑅2Γ,b(𝜀22,𝑝) + 𝑅2Γ,lock(𝜀22,𝑝) , 𝜀22,𝑝 > 𝜀22,𝑝,𝑙𝑜𝑐𝑘
 C-78 

Dabei wächst  

𝑅2Γ,b(𝜀22,𝑝) = (1 − 𝑒
−𝑘2𝑝∙𝜀22,𝑝)(𝐻2𝑝 ∙ 𝜀22,𝑝 + Δ𝑅2Γ

0 ) + 𝑅2Γ
0  C-79 

Fließfläche 
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für 𝜀22,𝑝 ≤ 𝜀22,𝑝,𝑙𝑜𝑐𝑘 von 𝑅2Γ
0  bis zur linearen Funktion 𝐻2𝑝𝜀22,𝑝 + 𝑅2𝛤,𝑚𝑎𝑥

0 , 

wobei 𝑅2𝛤,𝑚𝑎𝑥
0  in 

Δ𝑅2Γ
0 = 𝑅2𝛤,𝑚𝑎𝑥

0 − 𝑅2Γ
0  C-80 

miteinfließt. Für 𝜀22,𝑝 > 𝜀22,𝑝,𝑙𝑜𝑐𝑘  wird 𝑅2Γ,b(𝜀22,𝑝) zusätzlich mit dem verfes-

tigenden Term 

𝑅2Γ,lock(𝜀22,𝑝) =
𝐻2𝑝,𝑙𝑜𝑐𝑘 ∙ (𝜀22,𝑝 − 𝜀22,𝑝,𝑙𝑜𝑐𝑘)

2

2∆𝜀22,𝑝,𝑙𝑜𝑐𝑘
 C-81 

überlagert. Dabei ist 𝐻2𝑝,𝑙𝑜𝑐𝑘  die Steigung von 𝑅2Γ,lock bei  

𝜀22,𝑝 = 𝜀22,𝑝,𝑙𝑜𝑐𝑘 + ∆𝜀22,𝑝,𝑙𝑜𝑐𝑘  . 

 

Abbildung C-17: Fließkurve 𝑅2𝛤(𝜀22,𝑝) zur Beschreibung des plastischen Materialverhaltens der 

Naht bei Zug-Belastung in 𝒕𝟐-Richtung. 

Für die Berechnung des plastischen Moduls folgt nach Gleichung C-72 

𝐻2,𝑝𝑙 = {
𝐻2,𝑝𝑙,𝑏 , 𝜀22,𝑝 ≤ 𝜀22,𝑝,𝑙𝑜𝑐𝑘

𝐻2,𝑝𝑙,𝑏 + 𝐻2,𝑝𝑙,𝑙𝑜𝑐𝑘 , 𝜀22,𝑝 > 𝜀22,𝑝,𝑙𝑜𝑐𝑘
 C-82 

mit 

𝐻2,𝑝𝑙,𝑏 = 𝑘2𝑝 ∙ 𝑒
−𝑘2𝑝∙𝜀22,𝑝(𝐻2𝑝 ∙ 𝜀22,𝑝 + Δ𝑅2Γ

0 ) + (1 − 𝑒−𝑘2𝑝∙𝜀22,𝑝) ∙ 𝐻2𝑝 C-83 
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und  

𝐻2,𝑝𝑙,𝑙𝑜𝑐𝑘 =
𝐻2𝑝,𝑙𝑜𝑐𝑘 ∙ (𝜀22,𝑝 − 𝜀22,𝑝,𝑙𝑜𝑐𝑘)

∆𝜀22,𝑝,𝑙𝑜𝑐𝑘
 . C-84 

Zweidimensionale Fließfläche zur Beschreibung der Zugeigenschaften in 

𝐭𝟐-Richtung 

Im Weiteren wird die Fließfläche 𝑅2Γ(𝜀22,𝑝,𝛾12) der Naht bei Zug-Belastung in 

𝒕𝟐-Richtung in Abhängigkeit der plastischen Dehnung 𝜀2,𝑝 und in Abhängigkeit 

des Scherwinkels 𝛾12 modelliert (zweidimensionale Fließfläche). Die Überlage-

rung wird realisiert, indem die Konstanten 𝑲 = [𝑅2Γ
0 , 𝑅2𝛤,𝑚𝑎𝑥

0 , 𝐻2𝑝 , 𝑘2𝑝, 

𝜀22,𝑝,𝑙𝑜𝑐𝑘 , 𝐻2𝑝,𝑙𝑜𝑐𝑘] der Fließkurve 𝑅2Γ(𝜀22,𝑝) (Gleichung C-78) folgenderma-

ßen als Funktion des Scherwinkels 𝛾12 beschrieben werden (Abbildung C-18): 

𝑲(𝛾12) =

{
 
 

 
 𝑲𝑠 , 𝛾12 ≤ 𝛾12

𝑠

𝑲𝑠 − 𝑲𝑒

2
[cos (

𝜋(𝛾12 − 𝛾12
𝑠 )

𝛾12
𝑒 − 𝛾12

𝑠 ) + 1] + 𝑲𝑠 , 𝛾12
𝑠 < 𝛾12 < 𝛾12

𝑒

𝑲𝑒 , 𝛾12
𝑒 ≤ 𝛾12

 C-85 

Für den Bereich 𝛾12
𝑠 < 𝛾12 < 𝛾12

𝑒  berechnet sich die Ableitung von 𝑲 nach 𝛾12 

mit  

𝜕𝑲(𝛾12)

𝜕𝛾12
= −

𝜋 ∙ (𝑲𝑠 −𝑲𝑒)

2 ∙ (𝛾12
𝑒 − 𝛾12

𝑠 )
∙ sin (

𝜋(𝛾12 − 𝛾12
𝑠 )

𝛾12
𝑒 − 𝛾12

𝑠 ) . C-86 

Somit werden zur Beschreibung der Fließfläche 𝑅2Γ(𝜀22,𝑝, 𝛾12) die Konstanten 

𝑅2Γ
0𝑠 , 𝑅2Γ

0𝑒 , 𝑅2𝛤,𝑚𝑎𝑥
0𝑠 , 𝑅2𝛤,𝑚𝑎𝑥

0𝑒 , 𝐻2𝑝
𝑠 , 𝐻2𝑝

𝑒 , 𝑘2𝑝
𝑠 , 𝑘2𝑝

𝑒 , 𝜀22,𝑝,𝑙𝑜𝑐𝑘
𝑠 , 𝜀22,𝑝,𝑙𝑜𝑐𝑘

𝑒 , 𝐻2𝑝,𝑙𝑜𝑐𝑘
𝑠  

und 𝐻2𝑝,𝑙𝑜𝑐𝑘
𝑒  benötigt. Einzig der Parameter ∆𝜀22,𝑝,𝑙𝑜𝑐𝑘  bleibt über den Scher-

winkel konstant. Die Fließfläche 𝑅2Γ(𝜀22,𝑝, 𝛾12) ist in Abbildung C-19 schema-

tisch dargestellt. 
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Abbildung C-18: Funktion zur Beschreibung der Materialkonstanten der Fließkurve 𝑅2𝛤(𝜀22,𝑝) 

(Gleichung C-82) in Abhängigkeit des Scherwinkels 𝛾12 am Beispiel der beliebig ersetzbaren Kon-

stante 𝑲. 

 

Abbildung C-19: Schematische Darstellung der Fließfläche 𝑅2𝛤(𝜀22,𝑝, 𝛾12). 

Für 𝛾12 ≤ 𝛾12
𝑠  und 𝛾12

𝑒 ≤ 𝛾12 besteht, abgesehen davon, dass die Konstanten 𝑲 

mit 𝑲𝑠 und 𝑲𝑒 unterschiedliche Werte haben, keine Abhängigkeit der Fließflä-

che vom Scherwinkel. Für 𝛾12 ≤ 𝛾12
𝑠  und 𝛾12

𝑒 ≤ 𝛾12 erfolgt die Berechnung des 

plastischen Moduls nach den Gleichungen C-72, C-82, C-83 und C-84. Für 

Scherwinkel im Bereich 𝛾12
𝑠 < 𝛾12 < 𝛾12

𝑒  erfolgt die Berechnung des plastischen 

Moduls nach Gleichung C-77. Aus den Gleichungen C-78, C-79, C-81 und C-85 

folgt 

𝜕𝑅2Γ
𝜕𝜀22,𝑝

=

{
 
 

 
 

𝜕𝑅2Γ,b
𝜕𝜀22,𝑝

, 𝜀22,𝑝
𝑖 ≤ 𝜀22,𝑝,𝑙𝑜𝑐𝑘

𝜕𝑅2Γ,b
𝜕𝜀22,𝑝

+
𝜕𝑅2Γ, oc 
𝜕𝜀22,𝑝

, 𝜀22,𝑝
𝑖 > 𝜀22,𝑝,𝑙𝑜𝑐𝑘

 C-87 
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mit 

𝜕𝑅2Γ,b
𝜕𝜀22,𝑝

= 𝑘2𝑝(𝛾12
𝑖 ) ∙ 𝑒−𝑘2𝑝(𝛾12

𝑖 )∙𝜀22,𝑝 (𝐻2𝑝(𝛾12
𝑖 ) ∙ 𝜀22,𝑝 + Δ𝑅2Γ

0 (𝛾12
𝑖 )) 

+(1 − 𝑒−𝑘2𝑝(𝛾12
𝑖 )∙𝜀22,𝑝) ∙ 𝐻2𝑝(𝛾12

𝑖 ) 

C-88 

und  

𝜕𝑅2Γ,lock
𝜕𝜀22,𝑝

=
𝐻2𝑝,𝑙𝑜𝑐𝑘(𝛾12

𝑖 ) ∙ (𝜀22,𝑝 − 𝜀22,𝑝,𝑙𝑜𝑐𝑘(𝛾12
𝑖 ))

∆𝜀22,𝑝,𝑙𝑜𝑐𝑘
 . C-89 

Aus den Gleichungen C-78, C-79, C-80, C-81 und C-86 folgt 

𝜕𝑅2Γ
𝜕𝛾12

=

{
 

 
𝜕𝑅2Γ,b
𝜕𝛾12

, 𝜀22,𝑝
𝑖 ≤ 𝜀2,𝑝,𝑙𝑜𝑐𝑘

𝜕𝑅2Γ,b
𝜕𝛾12

+
𝜕𝑅2Γ,lock
𝜕𝛾12

, 𝜀22,𝑝
𝑖 > 𝜀2,𝑝,𝑙𝑜𝑐𝑘

 C-90 

mit  

𝜕𝑅2Γ,b
𝜕𝛾12

=
𝜕𝑘2𝑝(𝛾12)

𝜕𝛾12
∙ 𝜀2,𝑝𝑒

−𝑘2𝑝(𝛾12)∙𝜀22,𝑝[𝐻2𝑝(𝛾12) ∙ 𝜀22,𝑝 + Δ𝑅2Γ
0 (𝛾12)] 

+(1 − 𝑒−𝑘2𝑝(𝛾12)∙𝜀22,𝑝) [
𝐻2𝑝(𝛾12)

𝜕𝛾12
+
𝜕𝑅2𝛤,𝑚𝑎𝑥

0 (𝛾12)

𝜕𝛾12
−
𝜕𝑅2Γ

0 (𝛾12)

𝜕𝛾12
] 

+
𝜕𝑅2Γ

0 (𝛾12)

𝜕𝛾12
 

C-91 

und 

𝜕𝑅2Γ,lock
𝜕𝛾12

=
𝜕𝐻2𝑝,𝑙𝑜𝑐𝑘(𝛾12)

𝜕𝛾12
∙
[𝜀22,𝑝 − 𝜀22,𝑝,𝑙𝑜𝑐𝑘(𝛾12)]

2

2∆𝜀22,𝑝,𝑙𝑜𝑐𝑘
 

−
𝜕𝜀2,𝑝,𝑙𝑜𝑐𝑘(𝛾12)

𝜕𝛾12

𝐻2𝑝,𝑙𝑜𝑐𝑘(𝛾12)[𝜀22,𝑝 − 𝜀22,𝑝,𝑙𝑜𝑐𝑘(𝛾12)]

∆𝜀22,𝑝,𝑙𝑜𝑐𝑘
 . 

C-92 
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Eindimensionale Fließkurve zur Beschreibung der Schubeigenschaften 

Die Beschreibung der Fließkurve 𝑅12Γ(𝛾12,p) des Materials unter Schubbelas-

tung erfolgt in Abhängigkeit des plastischen Scherwinkels 𝛾12,p (Abbildung 

C-20) mit folgender analytischen Funktion: 

𝑅12Γ(𝛾12,p) = {
𝑅12Γ,b(𝛾12,p) , 𝛾12,p ≤ 𝛾12,𝑝,𝑙𝑜𝑐𝑘

𝑅12Γ,b(𝛾12,p) + 𝑅12Γ,lock(𝛾12,p) , 𝛾12,p > 𝛾12,𝑝,𝑙𝑜𝑐𝑘
 C-93 

Dabei ist 

𝑅12Γ,b(𝛾12,p) = 

(1 − 𝑒−𝑘12𝑝∙𝛾12,p)(Δ𝑅12Γ
1 ∙ 𝑒−𝑛12𝑝∙𝛾12,p + 𝐻12𝑝 ∙ 𝛾12,p + Δ𝑅12Γ

0 ) + 𝑅12Γ
0  

C-94 

mit 

Δ𝑅12Γ
0 = 𝑅12𝛤,𝑚𝑎𝑥

0 − 𝑅12Γ,sat
0  C-95 

und 

Δ𝑅12Γ
1 = 𝑅12Γ,sat

0 − 𝑅12Γ
0  . C-96 

Für 𝛾12,p > 𝛾12,𝑝,𝑙𝑜𝑐𝑘 wird 𝑅12Γ,b(𝛾12,p) zusätzlich mit dem verfestigenden 

Term 

𝑅12Γ,lock(𝛾12,p) =
𝐻12𝑝,𝑙𝑜𝑐𝑘 ∙ (𝛾12,𝑝 − 𝛾12,𝑝,𝑙𝑜𝑐𝑘)

2

2∆𝛾12,𝑝,𝑙𝑜𝑐𝑘
 C-97 

überlagert. Dabei ist 𝐻12𝑝,𝑙𝑜𝑐𝑘  die Steigung von 𝑅12Γ,lock bei  

𝛾12,p = 𝛾12,𝑝,𝑙𝑜𝑐𝑘 + ∆𝛾12,𝑝,𝑙𝑜𝑐𝑘  . 

Für die Berechnung des plastischen Moduls nach C-71 folgt 

𝐻12,𝑝𝑙 = {
𝐻12,𝑝𝑙,𝑏 , 𝛾12,p ≤ 𝛾12,𝑝,𝑙𝑜𝑐𝑘

𝐻12,𝑝𝑙,𝑏 +𝐻12,𝑝𝑙,𝑙𝑜𝑐𝑘 , 𝛾12,p > 𝛾12,𝑝,𝑙𝑜𝑐𝑘
 C-98 

mit 
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𝐻12,𝑝𝑙,𝑏 = 𝑘12𝑝𝑒
−𝑘12𝑝∙𝛾12,p(Δ𝑅12Γ

1 ∙ 𝑒−𝑛12𝑝∙𝛾12,p + 𝐻12𝑝 ∙ 𝛾12,p + Δ𝑅12Γ
0 ) 

+(1 − 𝑒−𝑘12𝑝∙𝛾12,p)(𝐻12𝑝 − Δ𝑅12Γ
1 ∙ 𝑒−𝑛12𝑝∙𝛾12,p) 

C-99 

und  

𝐻12,𝑝𝑙,𝑙𝑜𝑐𝑘 =
𝐻12𝑝,𝑙𝑜𝑐𝑘 ∙ (𝛾12,p − 𝛾12,𝑝,𝑙𝑜𝑐𝑘)

∆𝛾12,𝑝,𝑙𝑜𝑐𝑘
 . C-100 

 

Abbildung C-20: Fließkurve 𝑅12𝛤(𝛾12,𝑝) zur Beschreibung des plastischen Materialverhaltens der 

Naht bei Schubbelastung. 

Lassen sich die Fließflächen nicht durch eine analytische Funktion in Abhängig-

keit der plastischen Dehnung beschreiben oder werden zur Berechnung sehr 

große Zeitschritte verwendet, wie sie beispielsweise bei impliziten Berechnungen 

üblich sind, sind zur Bestimmung des plastischen Anteils der Dehnung bzw. der 

Spannung am Ende eines Zeitschrittes in der Regel mehrere lokale Iterationen 

notwendig. Auf lokale Iterationen kann hier verzichtet werden, da der Fehler bei 

der Berechnung der Spannungen aufgrund der kleinen Zeitschritte vernachläs-

sigbar ist (Abschnitt D 3.1.2). 

C 2.5.2 Materialverhalten bei Querdruckbeanspruchung 

Das Materialverhalten bei Querdruckbeanspruchung wird für 𝜀⊥ ≤ 0 durch 

 𝑃⊥ = 𝑃⊥,𝑒𝑙 + 𝑃⊥,𝑣𝑖𝑠𝑐 C-101 
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beschrieben, wobei der Term 

 𝑃⊥,𝑣𝑖𝑠𝑐 = 𝜂⊥ ∙ 𝜀⊥̇ C-102 

die numerische Dämpfung bei Querdruckbeanspruchung beschreibt und der 

Term 

𝑃⊥,𝑒𝑙(𝜀⊥, 𝛾12) = 

{
𝑃⊥,𝑒𝑙,𝑏(𝜀⊥, 𝛾12) , 𝜀⊥ ≥ 𝜀⊥,𝑙𝑜𝑐𝑘(𝛾12)

𝑃⊥,𝑒𝑙,𝑏(𝜀⊥, 𝛾12) + 𝑃⊥,𝑒𝑙,𝑙𝑜𝑐𝑘(𝜀⊥, 𝛾12) , 𝜀⊥ < 𝜀⊥,𝑙𝑜𝑐𝑘(𝛾12)
 

C-103 

das elastische Verhalten, wobei zwischen dem Bereich mit geringerer Quer-

drucksteifigkeit (𝜀⊥ ≥ 𝜀⊥,𝑙𝑜𝑐𝑘(𝛾12)) und dem Bereich mit stark ansteigender 

(„locking“) Querdrucksteifigkeit (𝜀⊥ < 𝜀⊥,𝑙𝑜𝑐𝑘(𝛾12)) unterschieden wird. Dabei 

berechnet sich 𝑃⊥,𝑒𝑙,𝑏(𝜀⊥, 𝛾12) aus 

 𝑃⊥,𝑒𝑙,𝑏(𝜀⊥, 𝛾12) = 𝑁(𝜀⊥, 𝛾12) ∙ [𝑃⊥,𝑜𝑓𝑓(𝛾12) + 𝐸⊥,𝑜𝑓𝑓(𝛾12) ∙ 𝜀⊥] C-104 

mit dem Verstärkungsfaktor 

𝑁(𝜀⊥, 𝛾12) = 

{
𝑎𝑁(𝛾12)𝜀⊥

3 + 𝑏𝑁(𝛾12)𝜀⊥
2 + 𝑐𝑁(𝛾12)𝜀⊥ 𝜀⊥ ≥ 𝜀⊥,𝑁(𝛾12)

1 𝜀⊥ < 𝜀⊥,𝑁(𝛾12)
 . 

C-105 

Dabei beschreibt 

 
𝜀⊥,𝑁(𝛾12) =

2𝑃⊥,𝑜𝑓𝑓(𝛾12)

𝐸⊥,0 − 𝐸⊥,𝑜𝑓𝑓(𝛾12)
 C-106 

die Dehnung, an der das Polynom aus Gleichung C-105 den Wert 1 annimmt 

und die Parameter 

 
𝑎𝑁(𝛾12) =

𝐸⊥,0 ∙ |𝜀⊥,𝑁(𝛾12)| − 2 ∙ |𝑃⊥,𝑜𝑓𝑓(𝛾12)|

|𝜀⊥,𝑁(𝛾12)|
3
∙ |𝑃⊥,𝑜𝑓𝑓(𝛾12)|

 C-107 
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𝑏𝑁(𝛾12) =

2 ∙ 𝐸⊥,0 ∙ |𝜀⊥,𝑁(𝛾12)| − 3 ∙ |𝑃⊥,𝑜𝑓𝑓(𝛾12)|

|𝜀⊥,𝑁(𝛾12)|
2
∙ |𝑃⊥,𝑜𝑓𝑓(𝛾12)|

 C-108 

 
𝑐𝑁(𝛾12) =

𝐸⊥,0

|𝑃⊥,𝑜𝑓𝑓(𝛾12)|
 C-109 

sind so definiert, dass die 𝑃⊥,𝑒𝑙(𝜀⊥, 𝛾12) bei 𝜀⊥ = 0 die Steigung 𝐸⊥,0 hat und 

dass 𝑃⊥,𝑒𝑙,𝑏(𝜀⊥, 𝛾12) stetig differenzierbar ist. 

Für 𝜀⊥ > 𝜀⊥,𝑙𝑜𝑐𝑘(𝛾12) wird 𝑃⊥,𝑒𝑙,𝑏(𝜀⊥, 𝛾12) zusätzlich mit dem „locking“-Term 

𝑃⊥,𝑒𝑙,𝑙𝑜𝑐𝑘(𝜀⊥, 𝛾12) =
𝐸⊥,𝑙𝑜𝑐𝑘(𝛾12) ∙ (𝜀⊥ − 𝜀⊥,𝑙𝑜𝑐𝑘(𝛾12))

3

3𝛥𝜀⊥,𝑙𝑜𝑐𝑘
 C-110 

überlagert. Dabei ist 𝐸⊥,𝑙𝑜𝑐𝑘(𝛾12) die Steigung von 𝑃⊥,𝑒𝑙,𝑙𝑜𝑐𝑘 bei  

𝜀⊥ = 𝜀⊥,𝑙𝑜𝑐𝑘(𝛾12) − 𝛥𝜀⊥,𝑙𝑜𝑐𝑘 . Der Verlauf von 𝑃⊥,𝑒𝑙 über 𝜀⊥ ist für einen fes-

ten Scherwinkel in Abbildung C-21a dargestellt. 

 

Abbildung C-21: Modellierung des Materialverhaltens bei Druckbelastung senkrecht zu den Koh-

lenstofffasern: a) Verlauf von 𝑃⊥,𝑒𝑙 über 𝜀⊥ für einen festen Scherwinkel (betragsmäßige Darstel-

lung); b) Verlauf von 𝑃⊥,𝑒𝑙 in Abhängigkeit von 𝜀⊥ und 𝛾12. 

Die Abhängigkeit der elastischen Querdruckspannung 𝑃⊥,el(𝜀⊥, 𝛾12) vom 

Scherwinkel 𝛾12 wird wie auch beim plastischen Verhalten der Naht bei Zug-

Belastung in 𝒕2-Richtung (Gleichung C-85) durch die Abhängigkeit der Kon-

a) b)
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stanten 𝑳(𝛾12) = [𝐸⊥,𝑜𝑓𝑓(𝛾12), 𝑃⊥,𝑜𝑓𝑓(𝛾12), 𝐸⊥,𝑙𝑜𝑐𝑘(𝛾12), 𝜀⊥,𝑙𝑜𝑐𝑘(𝛾12)] vom 

Scherwinkel 𝛾12 modelliert (Abbildung C-21b): 

𝑳(𝛾12) =

{
 
 

 
 𝑳𝑎 , 𝛾12 ≤ 𝛾12

𝑎

𝑳𝑎 − 𝑳𝑏

2
[cos (

𝜋(𝛾12 − 𝛾12
𝑎 )

𝛾12
𝑎 − 𝛾12

𝑏 ) + 1] + 𝐿𝑎 , 𝛾12
𝑎 < 𝛾12 < 𝛾12

𝑏

𝑳𝑏 , 𝛾12
𝑏 ≤ 𝛾12

 C-111 

Einzig der Parameter 𝛥𝜀⊥,𝑙𝑜𝑐𝑘 ist unabhängig vom Scherwinkel. Somit wird das 

Querdruckverhalten mit den Konstanten 𝐸⊥,0, 𝐸⊥,𝑜𝑓𝑓
𝑎 , 𝐸⊥,𝑜𝑓𝑓

𝑏 , 𝑃⊥,𝑜𝑓𝑓
𝑎 , 𝑃⊥,𝑜𝑓𝑓

𝑏 ,

𝐸⊥,𝑙𝑜𝑐𝑘
𝑎  , 𝐸⊥,𝑙𝑜𝑐𝑘

𝑏 , 𝜀⊥,𝑙𝑜𝑐𝑘
𝑎 ,  𝜀⊥,𝑙𝑜𝑐𝑘

𝑏  und 𝛥𝜀⊥,𝑙𝑜𝑐𝑘 beschrieben.  

Im Gegensatz zur Modellierung des nichtlinearen Verhaltens der Fließflächen 

(Abschnitt C 2.5.1.3) kann mit dieser etwas aufwändigeren Beschreibung mit 

𝐸⊥,0 die initiale Steifigkeit bei 𝜀⊥ = 0 definiert werden. Aus numerischen Grün-

den wird die initiale Querdrucksteifigkeit 𝐸⊥,0 wie in Tabelle C-2 angegeben 

nach unten beschränkt. 

  

Materialkonstante Deformationszustand 

𝐸⊥,0 = 𝐸⊥,0 für 𝜀⊥ ≤ 0  , 𝐸⊥,0 ≥
𝐸1𝑐
1000

 

𝐸⊥,0 =
𝐸1𝑐
1000

 für 𝜀⊥ ≤ 0  , 𝐸⊥,0 <
𝐸1𝑐
1000

 

Tabelle C-2: Definition der initialen Querdrucksteifigkeit 𝐸⊥,0. 

Durch den versteifenden Term 𝑃⊥,𝑒𝑙,𝑙𝑜𝑐𝑘 wird zum einen verhindert, dass sich 

die Elemente bis zu einer Fläche nahe Null zusammenfalten können, was zum 

Abbruch der ABAQUS Berechnung führen würde. Zum anderen ist die Verstei-

fung senkrecht zu den Kohlenstofffasern kombiniert mit einer sehr geringen 

Biegesteifigkeit in genau dieser Richtung (Abschnitt C 3.1) notwendig, um die 

anisotrope Faltenbildung von UD-Gelegen (Abschnitt B 4.11) zu modellieren. 
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C 3 Modellierung der  

Biegeeigenschaften 

Die Entwicklung eines neuen Modells zur korrekten Simulation des Biegeverhal-

tens von UD-Gelegen ist nicht der Fokus dieser Arbeit. Da jedoch insbesondere 

bei der Umformsimulation von Bauteilen in einem Preformprozess ohne globale 

Niederhalter auf die Modellierung der Biegeeigenschaften nicht verzichtet wer-

den kann, wird im Rahmen dieser Arbeit ein am Institut für Fahrzeugsystem-

technik bestehendes Modell zur Beschreibung der Biegeeigenschaften verwen-

det. Die notwendige Rotation der Biegeeigenschaften basiert auf den Ansätzen 

von Badel et al. [Bad08] (vgl. – Abschnitt A 3.3.2.2, hypoelastische Ansätze) und 

wurde am Institut für Fahrzeugsystemtechnik ursprünglich für die Umformsi-

mulation unidirektional verstärkten Thermoplasten in ABAQUS implementiert. 

Die Anwendung des Modells wurde erstmals in Dörr et. al. [Dör16a] veröffent-

licht (vgl. – Abschnitt A 3.3.2.4). Das Modell ist somit nicht im Rahmen dieser 

Arbeit entstanden. Die Grundzüge des Modells sowie das Zusammenspiel der 

Biege- und Membraneigenschaften werden für ein besseres Verständnis jedoch 

an dieser Stelle im Kontext der Modellbildung erklärt. 

C 3.1 Modell zur Beschreibung des  

Biegeverhaltens 

Die Modellierung der Biegeeigenschaften erfolgt mit Hilfe der Subroutine VU-

GENS. Eingangsgrößen dieser Subroutine sind der Deformationsgradient der 

Mittelfläche (siehe Abbildung C-22a), der inkrementelle Membrandehnungsten-

sor Δ𝑬̂𝑚 (log. Dehnung siehe Gleichung C-15), der symmetrische Anteil des 

Krümmungstensors 𝜿̂ und das Inkrement des Krümmungstensors Δ𝜿̂, jeweils in 

vektorieller Voigt-Kelvin Schreibweise (siehe auch Abschnitt C 2.5.1) dargestellt. 

Die Größen Δ𝑬̂𝑚 , 𝜿̂ und Δ𝜿̂ beziehen sich auf das mitdrehenden 𝑥̂, 𝑦̂ −Koor-

dinatensystem (siehe Abbildung C-3), das sog. „co-rotational framework“. Ein-

zig der Deformationsgradient der Mittelfläche bezieht sich auf das Koordinaten-



C 3 Modellierung der Biegeeigenschaften 

186 

system der Referenzkonfiguration und dient, wie auch bei der Beschreibung  

des Membranverhaltens, der Berechnung der aktuellen Faserorientierung (Glei-

chung C-4). 

Aus diesen Eingangsgrößen müssen die Linienkräfte 𝑵̂ und Linienmomente 𝑴̂ 

berechnet werden und im mitdrehenden 𝑥̂, 𝑦̂ −Koordinatensystem an den 

ABAQUS-Solver zurückgegeben werden. Für den linear-elastischen Fall ent-

spricht dieses Vorgehen mit  

 
(
𝑵̂

𝑴̂
) = (

𝑨̂ 𝑩̂

𝑩̂ 𝑫̂
) (
𝑬̂𝑚

𝜿̂
) C-112 

der klassischen Laminattheorie [Red04]. Zur entkoppelten Beschreibung der 

Biegeeigenschaften von Faserverbundhalbzeugen vereinfacht sich Gleichung 

C-112 zu 

 
(
𝑵̂

𝑴̂
) = (

𝟎 𝟎
𝟎 𝑫̂) (

𝑬̂𝑚

𝜿̂
) , C-113 

da für die Biegeeigenschaften in erster Linie der Plattenanteil (𝑫̂-Matrix) rele-

vant ist. Auch wenn die Biegeeigenschaften des UD-Geleges in geringem Maße 

davon abhängen, ob die Biegung in Richtung der Halbzeugseite mit den Glasfa-

sern oder in die entgegengesetzte Richtung erfolgt (Abschnitt B 3.6) und somit 

davon ausgegangen werden kann, dass auch eine geringfügige Dehnungs-

Biegungs-Kopplung existiert, wird der Kopplungsterm (𝑩̂-Matrix) vernachläs-

sigt. Für die Modellierung der Biegeeigenschaften wird entsprechend dem übli-

chen Vorgehen bei der Modellierung von Schalenelementen [Bud63] angenom-

men, dass sich die „Biegedehnungen“ 𝜺̂ 
𝐵  bzw. 𝜺 

𝐵,∥⊥  linear über den Querschnitt 

entwickeln (siehe Abbildung C-22b) und mit 

 𝜺̂ 
𝐵 = 𝜿̂ ∙ 𝑧 C-114 

aus der Krümmung 𝜿̂ mitdrehenden 𝑥̂, 𝑦̂ −Koordinatensystem berechnen las-

sen, bzw. mit  

 𝜺 
𝐵,∥⊥ = 𝜿∥⊥ ∙ 𝑧 C-115 
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aus der Krümmung im faserparallelen ∥, ⊥ −Koordinatensystem berechnen las-

sen (Abbildung C-22a und Abbildung C-6). 

 

Abbildung C-22: Schalenelement: a) Dreidimensionale Darstellung des Schalenelements; b) Verlauf 
der Normaldehnung über die Schalendicke bei Biegebelastung. 

Da 𝜿̂ die Krümmung bezogen auf die aktuelle Konfiguration beschreibt und 

sichergestellt werden muss, dass die Spannungs- und Dehnungsmaße bezüglich 

des faserparallelen ∥, ⊥ −Koordinatensystem materiell objektiv sind, erfolgt die 

Berechnung der Dehnungsverteilung, bzw. der resultierenden Linienmomente 

inkrementell im faserparallelen ∥, ⊥ −Koordinatensystem (vgl. [Bad08]).  

Die inkrementelle Biegedehnung im „co-rotational framework“ berechnet sich 

mit 

 ∆ 𝜺̂ 
𝐵 = ∆𝜿̂ ∙ 𝑧 C-116 

und wird mit  

 ∆ 𝜺̂ 
𝐵,⊥∥ = 𝑹̂ ∙ 

∥𝑥 ∆ 𝜺̂ 
𝐵  C-117 

vom 𝑥̂, 𝑦̂ −Koordinatensystem ins faserparallelen ∥, ⊥ −Koordinatensystem 

rotiert. Dabei ist ∆ 𝜺̂ 
𝐵,⊥∥  die inkrementelle Biegedehnung im ∥, ⊥ −Koordina-

tensystem und  

 

𝑹̂ 
∥𝑥 = (

cos2 𝛼∥𝑥 sin2 𝛼∥𝑥 sin 𝛼∥𝑥 cos 𝛼∥𝑥
cos2 𝛼∥𝑥 sin2 𝛼∥𝑥 sin 𝛼∥𝑥 cos 𝛼∥𝑥
2 cos2 𝛼∥𝑥 2 sin2 𝛼∥𝑥 sin 2𝛼∥𝑥

) C-118 

b)a)

Mittelfläche



C 3 Modellierung der Biegeeigenschaften 

188 

ist die Rotationsmatrix zwischen dem faserparallelen ∥⊥- und dem mitdrehen-

den 𝑥̂, 𝑦̂- Koordinatensystem für Größen in Voigt-Kelvin Schreibweise 

(Abbildung C-23). Die Rate der Biegedehnungen im faserparallelen ∥⊥-

Koordinatensystem berechnet sich durch 

 
𝜺̇ 

𝐵,⊥∥ i+1 =
∆ 𝜺 
𝐵,⊥∥

∆𝑡
 , C-119 

wobei ∆𝑡 das aktuelle Zeitinkrement ist (vgl. Gleichung C-22). Somit kann das 

Spannungsinkrement am Integrationspunkt im faserparallelen ∥⊥-

Koordinatensystem mit  

 ∆ 𝝈 
𝐵,⊥∥ = 𝑪  

𝐵,⊥∥ ∆ 𝜺 
𝐵,⊥∥ + 𝜂 

𝐵,⊥∥  𝜺̇ 
𝐵,⊥∥  , C-120 

berechnet werden. Dabei sind 𝑪  
𝐵,⊥∥ die Steifigkeit und 𝜂 

𝐵,⊥∥  die Viskositäts-

konstante, die zusammen die effektive Biegesteifigkeit definieren. Im Gegensatz 

zu Faserverbundhalbzeugen mit thermoplastischer Matrix wird die Biegeviskosi-

tät wie auch die Viskosität des Membranverhaltens aus Gründen der numeri-

schen Dämpfung verwendet. Die Steifigkeit wird mit  

 

𝑪  
𝐵,⊥∥ = (

𝐸 
𝐵

∥ 0 0

0 𝐸 
𝐵

⊥ 0

0 0 𝐺 
𝐵

∥⊥

) C-121 

durch linear elastisches orthotropes Materialverhalten ohne Querkontraktion im 

faserparallelen ∥⊥-Koordinatensystem (Abbildung C-23) modelliert. Dabei be-

schreiben 𝐸 
𝐵

∥ das Biegeverhalten in 𝒕1- bzw. ∥- Richtung, 𝐸 
𝐵

⊥ das Biege-

verhalten in ⊥- Richtung und 𝐺 
𝐵

∥⊥ das Verhalten bei Verdrillung des Schalen-

elements. 

Die Biegespannung 𝝈𝑖+1 
𝐵,⊥∥  am Ende eines Inkrements berechnet sich mit  

 𝝈𝑖+1 
𝐵,⊥∥ = 𝝈𝑖 

𝐵,⊥∥ + ∆ 𝝈 
𝐵,⊥∥  C-122 

aus der Spannung am Anfang des Inkrements 𝝈𝑖 
𝐵,⊥∥  und dem Spannungs-

inkrement. Die Biegespannung am Ende eines Inkrements wird mit  
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 𝝈̂𝑖+1 
𝐵 = ( 𝑹̂ 

∥𝑥 )
−1
∙ 𝝈𝑖+1 
𝐵,⊥∥  C-123 

vom faserparallelen ∥⊥- ist das mitdrehenden 𝑥̂, 𝑦̂- Koordinatensystem rotiert. 

Die Berechnung des resultierenden Biegemoments 𝑴̂𝑖+1 im mitdrehenden 𝑥̂, 𝑦̂- 

Koordinatensystem erfolgt mit 

 

𝑴̂𝑖+1 = ∫ 𝑧 ∙ 𝝈̂𝑖+1 
𝐵  𝑑𝑧

ℎ 2⁄

−ℎ 2⁄

 C-124 

durch die Integration der Biegespannung über die Schalendicke ℎ. 

Zusammenfassend bewirkt diese Art der Beschreibung der Biegeeigenschaften 

(im faserparallelen ∥⊥-Koordinatensystem), dass die Biegesteifigkeit 𝐸 
𝐵

⊥ (quer 

zur Faserrichtung) bei Querdruckbelastung immer parallel zur Membransteifig-

keit 𝐸⊥(𝜀⊥) (Abschnitt C 2.5.2 – Gleichung C-101 ) wirkt. D.h. das Beulverhal-

ten in diese Richtung ergibt sich im Wesentlichen durch diese beiden Größen. 

 

Abbildung C-23: Komponenten zur Berechnung der Biegesteifigkeit im faserparallelen  

∥⊥-Koordinatensystem. 

C 3.2 Transversale Schubsteifigkeit  

der Schalenelemente 

Bei den in ABAQUS implementierten Schalenelementen handelt es sich um 

Schalenelemente mit „schubweichem“ Plattenanteil, deren Kinematik auf den 

Referenz-

konfiguration

Momentan-

konfiguration

Koordinaten-

systeme
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Ansätzen von Reißner/Mindlin [Rei45][Min51][Das14] basiert, d.h. die effektive 

Biegesteifigkeit der Schalenelemente resultiert zum einen aus der Integration der 

Plattenspannungen über die Schalendicke (Gleichung C-124) und zum anderen 

aus der Integration der transversalen Schubspannungen über die Schalendicke 

(transversale Schubsteifigkeit). Im Gegensatz zur Integration der Plattenspan-

nungen über die Schalendicke (Abschnitt C 3.1) wird die Berechnung der trans-

versalen Schubsteifigkeit in ABAQUS nicht während der Berechnung, sondern 

im Vorfeld der Berechnung durchgeführt. Für in ABAQUS implementierte Ma-

terialien wird die transversale Schubsteifigkeit basierend auf den effektiven 

transversalen Schubmoduli im Vorfeld der ABAQUS Berechnung berechnet. 

Werden die Schaleneigenschaften jedoch durch die Subroutine VUMAT oder 

VUGENS modelliert, muss die transversale Schubsteifigkeit vom Benutzer 

durch die Parameter 𝐾11, 𝐾22 und 𝐾12 definiert werden (vgl. Abschnitt D 3.3 

und D 4.2.2). Dabei beschreiben die Parameter 𝐾11 und 𝐾22 die transversale 

Schubsteifigkeit in 𝒕1-und 𝒕2-Richtung. Der Parameter 𝐾12 ist der Kopplungs-

term zwischen den beiden Richtungen [Das14]. Wesentlich dabei ist, dass die 

transversale Schubsteifigkeit bezüglich des orthogonalen Referenzkoordinaten-

systems definiert wird und die Umorientierung der Fasern bzw. Linienelemente 

𝒕1 und 𝒕2 bzw. 𝒕∥ und 𝒕⊥ durch die transversalen Schubsteifigkeit der Schalen-

elemente nicht berücksichtigt wird (vgl. Abschnitt D 4.3.2.2). Dazu wäre die In-

tegration der transversalen Schubspannungen über die Schalendicke während 

der ABAQUS Berechnung notwendig, was sich in ABAQUS nur in Verbindung 

mit einem benutzerdefinierten Schalenelement (Subroutine VUEL) realisieren 

ließe. 
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C 4 Modellierung der  

Kontakteigenschaften 

C 4.1 Kontakteigenschaften zwischen  

zwei Halbzeugen 

Die Grundzüge des im Folgenden beschriebenen Kontakt-Modells wurden ge-

meinsam von Dörr und Schirmaier am Institut für Fahrzeugsystemtechnik ent-

wickelt und erstmals im Rahmen der Umformsimulation von UD-Tapes 

[Dör16b] veröffentlicht. Das im Rahmen dieser Arbeit verwendete Kontaktmo-

dell unterscheidet sich jedoch bei der Modellierung des Konstitutivverhaltens 

vom Kontaktmodell für UD-Tapes. 

Für die korrekte Beschreibung der Halbzeug-Halbzeug-Interaktion, insbesonde-

re für bebinderte Halbzeuge, muss zusätzlich zur Coulomb’schen Reibung adhä-

sives Verhalten normal und tangential zu den Halbzeugen modelliert werden 

(Abschnitt B 4.7). Mit bestehenden ABAQUS Kontaktmodellen ist es zwar 

möglich, entweder einen Reibkontakt oder kohäsives Verhalten (Delamination) 

zwischen zwei einzelnen Lagen zu modellieren, die Kombination beider 

ABAQUS built-in Modelle ist jedoch für die Modellierung der Interaktion  

zweier bebinderter Halbzeuge nicht möglich. Aus diesem Grund wird die Halb-

zeuge-Halbzeug-Interaktion mit der Kontaktsubroutine VUINTERACTION 

modelliert. Mit der Kontaktsubroutine VUINTERACTION kann benutzerdefi-

niertes Konstitutivverhalten für den in ABAQUS/Explicit zur Verfügung ste-

henden „General Contact“ Algorithmus [Das14] modelliert werden. Eingangs-

größen dieser Subroutine sind u.a. die Relativverschiebungen (𝑢𝑛, 𝑢𝑡1, 𝑢𝑡2) 

zwischen den Kontaktpartnern in inkrementeller und absoluter Form. Dabei ist 

𝑢𝑛 die Durchdringung der Kontaktknoten in Normalenrichtung (Abschnitt  

C 4.1.1) und 𝑢𝑡1 und 𝑢𝑡2 sind tangentiale Relativverschiebungen der Kontakt-

konten (Abschnitt C 4.1.2). Innerhalb der Subroutine werden aus den Eingangs-

größen zum Verschiebungszustand korrespondierende Spannungen (𝜎𝑁, 𝜏1, 𝜏2) 

berechnet und an den Solver zurückgegeben. 
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C 4.1.1 Normalverhalten 

Der „General Contact“ Algorithmus in ABAQUS verwendet das Master-Slave 

Prinzip [Das14], bei dem sich die Knoten des Slave-Körpers und des Master-

Körpers bis zu einem gewissen Grad durchdringen können (siehe Abbildung 

C-24). Dabei ist zu beachten, dass die Durchdringung der beiden Körper in der 

VUINTERACTION als positive Normalverschiebung 𝑢𝑛 definiert ist. 

 

Abbildung C-24: Durchdringung von Slave- und Masterknoten im „General Contact“ Algorithmus 
in ABAQUS. 

Der Durchdringung beider Körper wirkt die Normalspannung 𝜎𝑛 entgegen. Die 

Normalspannung berechnet sich mit 

 σn = σn
𝐸(𝑢𝑛) + σn

𝐷(𝑢̇𝑛) C-125 

aus einem Anteil der zur Durchdringung 𝑢𝑛 proportional ist und aus einem An-

teil der zur Durchdringungsgeschwindigkeit 𝑢̇𝑛 proportional ist. Die zur Durch-

dringung 𝑢𝑛 proportionale Normalspannung berechnet sich durch 

 
σn
𝐸(𝑢𝑛) = {

𝐸𝑛,𝑐 ∙ 𝑢𝑛 , 𝑢𝑛 ≥ 0

𝐸𝑛,𝑡 ∙ 𝑢𝑛 , 𝑢𝑛 < 0
 C-126 

und ist per Definition für den Fall positiver Durchdringung (Druckbelastung) 

ebenfalls positiv. 𝐸𝑛,𝑐 ist die sogenannte Penalty-Steifigkeit (siehe Abbildung 

C-25a) und wirkt der Durchdringung entgegen. 𝐸𝑛,𝑡 ist die Sekantensteifigkeit 

bei Zugbelastung und beschreibt das Kontaktverhalten für den Fall der Kon-

taktöffnung. Die Sekantensteifigkeit 𝐸𝑛,𝑡 berechnet sich durch 

Masterknoten

positive 

Durchdringung 

negative 

Durchdringung 

Slaveknoten
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 𝐸𝑛,𝑡 = (1 − 𝑑) ∙ 𝐸𝑛,𝑡
0  C-127 

und ist von der Schädigungsvariablen 𝑑 und von der initialen Zugsteifigkeit 𝐸𝑛,𝑡
0  

abhängig. Die initiale Zugsteifigkeit 𝐸𝑛,𝑡
0  des Kontakts berechnet sich mit  

 
𝐸𝑛,𝑡
0 = |

2 ∙ 𝑅𝑛,𝑡

𝑢𝑛
𝑜𝑝 | C-128 

aus der negativen Kontaktöffnungsdistanz 𝑢𝑛
𝑜𝑝

 und aus der Zugfestigkeit 𝑅𝑛,𝑡 

(Abbildung C-25a). Dabei beschreibt die Zugfestigkeit 𝑅𝑛,𝑡 die durch den Bin-

der maximal ertragbare Zugspannung zwischen den einzelnen Halbzeuglagen 

bei Schälbeanspruchung (Delamation) im Kontakt. Für 𝑢𝑛 <
𝑢𝑛
𝑜𝑝

2
 bzw. 

|σn
𝐸(𝑢𝑛)| > 𝑅𝑛,𝑡 beginnt die Schädigung der Steifigkeit 𝐸𝑛,𝑡

0 . Der Verlauf der 

Schädigungsvariablen berechnet sich durch  

 

𝑑 =

{
 
 

 
 

1 , 𝑢𝑛 ≤ 𝑢𝑛
𝑜𝑝

2

|𝑢𝑛
𝑜𝑝
|
∙ |𝑢𝑛| − 1 , 𝑢𝑛

𝑜𝑝
< 𝑢𝑛 <

𝑢𝑛
𝑜𝑝

2

0 , 𝑢𝑛 >
𝑢𝑛
𝑜𝑝

2

 C-129 

und ist in Abbildung C-25b dargestellt.  

 

Abbildung C-25: Modellierung des Normalverhaltens im Kontakt: a) Verlauf der Normalspannung 
in Abhängigkeit der Durchdringung der Kontaktflächen; b) Verlauf der Schädigungsvariablen beim 
Öffnen des Kontakts. 

Druck

Zug

Druck

Zug

b)a)
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Der zur Durchdringungsgeschwindigkeit 𝑢̇𝑛 proportionale Normalspannungs-

anteil σn
𝐷(𝑢̇𝑛) beschreibt die Kontaktdämpfung in Normalenrichtung und be-

rechnet sich mit 

 σn
𝐷(𝑢̇𝑛) = 𝜂𝐷 ∙ 𝑢̇𝑛 . C-130 

Die normale Kontaktdämpfung hat keine physikalische Bedeutung, ist jedoch 

für die numerische Stabilität der expliziten Berechnung essentiell. 

C 4.1.2 Tangentialverhalten 

Obwohl die VUINTERACTION zwei tangentiale Verschiebungen 𝑢𝑡1 und 𝑢𝑡2, 

bzw. deren Inkremente ∆𝑢𝑡1 und ∆𝑢𝑡2 als Eingangsgrößen zur Verfügung stellt 

und die Schubspannungen 𝜏1 und 𝜏2 zurück erwartet, ist es nicht ohne weiteres 

möglich, richtungsabhängiges Tangentialverhalten zu modellieren. Dies liegt da-

ran, dass das dem Kontakt zu Grunde liegende Koordinatensystem durch eine 

Projektion des globalen Koordinatensystems auf die Kontaktfläche [Das14] ent-

steht und somit die Starrkörperrotation der Kontaktflächen um die Flächen-

normale in diesem Koordinatensystem nicht erfasst wird.  

Somit wird das tangentiale Verhalten im Kontakt als isotropes ideal elastisch-

plastisches Verhalten modelliert. Zunächst wird mit 

 𝝉𝑡𝑟
𝑛+1 = 𝝉𝑛 + 𝐸𝑡 ∙ ∆𝒖𝑡 C-131 

die elastische Prädiktor-Spannung 𝝉𝑡𝑟
𝑛+1 am Ende des aktuellen Zeitinkrements 

berechnet. Dabei ist 𝝉𝑛 der tangentiale Spannungsvektor am Anfang des aktuel-

len Zeitinkrements, ∆𝒖𝑡 der aktuelle Vektor des tangentialen Verschiebungs-

inkrements und 𝐸𝑡 die elastische tangentiale Kontaktsteifigkeit. Aus der Prädik-

tor-Spannung wird mit 

 
𝜏𝑡𝑟,𝑒𝑓𝑓
𝑛+1 = √(𝜏𝑡𝑟,1

𝑛+1)
2
+ (𝜏𝑡𝑟,2

𝑛+1)
2
 C-132 
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die effektive tangentiale Prädiktor-Spannung berechnet. Das plastische Verhal-

ten beginnt, sobald die Spannung 𝜏𝑡𝑟,𝑒𝑓𝑓
𝑛+1  die Fließgrenze 𝜏𝑐𝑟𝑖𝑡  überschreitet 

(siehe Abbildung C-26a). Daraus ergibt sich die Fließbedingung  

 𝑓𝑡 = 𝜏𝑡𝑟,𝑒𝑓𝑓
𝑛+1 − 𝜏𝑐𝑟𝑖𝑡 ≤ 0. C-133 

Wird die Fließbedingung nicht verletzt (𝑓𝑡 ≤ 0), liegt rein elastisches Verhalten 

vor. Wird die Fließbedingung jedoch verletzt (𝑓𝑡 > 0), muss die Spannung so-

weit korrigiert werden, dass wieder 𝑓𝑡 = 0 erreicht wird, bzw. 𝜏𝑒𝑓𝑓
𝑛+1 = 𝜏𝑐𝑟𝑖𝑡  ist. 

Somit berechnet sich der tangentiale Spannungsvektor am Ende eines 

Zeitinkrements folgendermaßen: 

 

𝝉𝑛+1 = {

𝝉𝑡𝑟
𝑛+1 , 𝑓𝑡 ≤ 0

𝜏𝑐𝑟𝑖𝑡
𝝉𝑡𝑟
𝑛+1

|𝝉𝑡𝑟
𝑛+1|

 , 𝑓𝑡 > 0
 C-134 

Die Fließgrenze 𝜏𝑐𝑟𝑖𝑡  wird zur Beschreibung des Abgleitverhaltens bebinderter 

Halbzeug durch  

 
𝜏𝑐𝑟𝑖𝑡 = {

𝜏𝑜𝑓𝑓 + 𝜇 ∙ 𝜎𝑛 , 𝜎𝑛 > 0

𝜏𝑜𝑓𝑓  , 𝜎𝑛 ≤ 0
 C-135 

modelliert. Der Term 𝜇 ∙ 𝜎𝑛 beschreibt den Coulomb’schen Anteil der Reibung 

und ist nur bei Druckbelastung im Kontakt aktiv. Die Konstante 𝜇 ist dabei die 

Reibkonstante. Der Term 𝜏𝑜𝑓𝑓  beschreibt die Adhäsion zweier Schichten auf-

grund der Haftung durch den Binder. Um sicherzustellen, dass 𝜏𝑜𝑓𝑓 = 0 ist, 

wenn der Kontakt vollständig geöffnet ist (𝑢𝑛 ≤ 𝑢𝑛
𝑜𝑝

), wird 𝜏𝑜𝑓𝑓  mit 

 𝜏𝑜𝑓𝑓 = (1 − 𝑑) ∙ 𝜏𝑎𝑑ℎ C-136 

in Abhängigkeit der Schädigungsvariable 𝑑 (Gleichung C-129) und in Anhän-

gigkeit der tangentialen Adhäsionsspannung 𝜏𝑎𝑑ℎ modelliert. Der Verlauf von 

𝜏𝑜𝑓𝑓  über der Durchdringung in Normalen-Richtung ist in Abbildung C-26b 

dargestellt. 
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Abbildung C-26: a) Schematische Darstellung des ideal elastisch plastischen Tangentialverhaltens 

im Kontakt; b) Verlauf Schubspannungsoffset 𝜏𝑜𝑓𝑓 in Anhängigkeit der Durchdringung 𝑢𝑛. 

C 4.2 Kontakteigenschaften zwischen  

Halbzeugen und Werkzeugen 

Der Kontakt zwischen Halbzeugen und Werkzeugen wird wie der Kontakt zwi-

schen den Halbzeugen mit dem „General Contact“ Algorithmus in ABAQUS 

modelliert, mit dem Unterschied, dass das Konstitutivverhalten in diesem Kon-

takt mit in ABAQUS existierenden ABAQUS Kontaktmodellen modelliert wird. 

Hierbei müssen vom Benutzer nur entsprechende Materialparameter eingegeben 

werden. Die hierfür in ABAQUS verwendeten Konstitutivmodelle sind verein-

fachte Formen der in Abschnitt C 4.1 beschriebenen Modelle. 

Das Normalverhalten wird ebenfalls mit der Penalty-Methode modelliert 

[Das14], mit dem Unterschied, dass bei Zugbelastung keine Adhäsion modelliert 

wird (Abbildung C-27a). Gleichung C-126 vereinfacht sich dadurch folgender-

maßen: 

 
σn
𝐸(𝑢𝑛) = {

𝐸𝑛,𝑐 ∙ 𝑢𝑛 , 𝑢𝑛 ≥ 0

0 , 𝑢𝑛 < 0
 C-137 

Zur Definition des Normalverhaltens müssen vom Benutzer die Penalty-

Steifigkeit 𝐸𝑛,𝑐 und der Kontaktdämpfungskoeffizient 𝜂𝐷 (siehe Gleichung 

C-130) angegeben werden.  

a)

DruckZug

b)
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Das Tangentialverhalten wird in ABAQUS ebenfalls mit einem isotropen ideal 

elastisch-plastischen Modell beschrieben, mit dem Unterschied, dass keine tan-

gentiale Adhäsion in Form eines Terms 𝜏𝑜𝑓𝑓  wie in Gleichung C-135 modelliert 

wird (Abbildung C-27). Gleichung C-135 vereinfacht sich dadurch folgender-

maßen:  

 
𝜏𝑐𝑟𝑖𝑡 = {

𝜇 ∙ 𝜎𝑛 , 𝜎𝑛 > 0
0 , 𝜎𝑛 ≤ 0

 C-138 

Zur Definition des Normalverhaltens müssen vom Benutzer die tangentiale 

Steifigkeit 𝐸𝑡 und der Reibkoeffizient 𝜇 angegeben werden.  

 

Abbildung C-27: a) Normalverhalten in Halbzeug-Werkzeug Kontakt (ABAQUS Kontaktmodell); 
b) Tangentialverhalten in Halbzeug-Werkzeug Kontakt (ABAQUS Kontaktmodell). 

b)DruckZuga)
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C 5 Automatisierter Modellaufbau  

in ABAQUS/CAE 

C 5.1 Problemstellung 

Wird das Umformverhalten textiler Halbzeuge mit einem homogenisierten kon-

tinuierlichen Ansatz beschrieben, besteht die Gefahr von numerischem Schub-

locking, wenn die Faserorientierungen nicht mit den Elementkanten überein-

stimmen (Abschnitt A 3.3.2.2, numerisches Intra-Ply „Schublocking“). Mit 

Standard-Vernetzungsalgorithmen, wie sie beispielsweise in ABAQUS/CAE 

existieren, ist die Ausrichtung der Elementkanten an der Faserorientierung nur 

für rechteckige Zuschnittsgeometrien möglich, deren Kanten bereits an der Ori-

entierung der Fasern ausgerichtet sind, da das Netz nach anderen, für die Struk-

turmechanik relevanten Kriterien erstellt wird. Für beliebige Zuschnittsgeomet-

rien kann ein solches Netz nicht erzeugt werden, da die Vernetzung anderer 

strukturmechanischer Problemstellungen i.d.R. nach anderen Optimierungskri-

terien erfolgt. Zur Entkopplung des Membran- und Biegeverhaltens müssen für 

jede Halbzeuglage jeweils eine Schicht Membran- und Schalenelemente überla-

gert werden. Dies ist in ABAQUS/CAE nur mit großem Aufwand realisierbar. 

Zur Modellierung der Interfaceeigenschaften müssen außerdem entsprechende 

Kontaktflächen definiert und diesen die entsprechenden Kontakteigenschaften 

zugewiesen werden. Zusätzlich müssen die Membran-, Schalen- und Kontaktei-

genschaften an sich definiert werden. Dabei ist zu beachten, dass die Subrouti-

nen VUGENS und VUINTERACTION nicht direkt durch ABAQUS/CAE 

unterstützt werden, sondern in ABAQUS/CAE nur über die Funktionalität 

„edit Keywords“ definiert werden können.  

Zusammenfassend lässt sich feststellen, dass der Aufbau großer und geomet-

risch komplexer Modelle zur Umformsimulation von UD-Gelegen aufgrund der 

oben beschriebenen Besonderheiten und fehlenden Funktionalitäten im Prepro-

zessor ABAQUS/CAE sehr zeitaufwändig und vor allem sehr fehleranfällig ist, 

so dass der Modellaufbau mit den im Folgenden beschriebenen Methoden in 

ABAQUS/CAE automatisiert wird. 
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C 5.2 Der Modellgenerator SlowForm.PrePost  

für ABAQUS/CAE 

Um in endlicher Zeit fehlerfreie Umformsimulationsmodelle mit geometrisch 

komplexen Zuschnitten zu erstellen sowie zum Export der berechneten Faser-

orientierungen für nachfolgende Simulationsschritte [Kär15], wurde im Rahmen 

dieser Arbeit das auf der Programmiersprache Python basierende Programm 

SlowForm.PrePost für ABAQUS/CAE entwickelt. SlowForm.PrePost erweitert 

die Funktionalitäten von ABAQUS/CAE für die Erstellung von Umformsimu-

lationsmodellen und ist so konzipiert, dass Umformsimulationsmodelle für ver-

schiedene Halbzeugtypen wie beispielsweise UD-Gelege, Gewebe, Organoble-

che oder UD-Tapes, aufgebaut werden können, sofern entsprechende 

Modelle/Subroutinen zur Beschreibung der Membran-, Biege- und Interfaceei-

genschaften vorhanden sind. Im Fall von Geweben ermöglicht Slow-

Form.PrePost auch die Verwendung des in ABAQUS bestehenden *Fabric Ma-

terialmodells. SlowForm.PrePost besteht aus den drei Modulen ImportTools, 

CreateModel und ExportOri, die vom Benutzer in ABAQUS/CAE ausgeführt 

werden müssen (Abbildung C-28).  
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Abbildung C-28: Flussdiagramm SlowForm.PrePost für ABAQUS/CAE. 

C 5.2.1 Das Modul ImportTools 

Das Modell ImportTools (Abbildung C-28) dient der Erstellung eines 

ABAQUS/CAE Modells der Umformwerkzeuge. Im ersten Schritt werden die 

Umformwerkzeuge als Starrkörper in ABAQUS/CAE importiert. Ist die geo-

metrische Komplexität der Umformwerkzeuge gering, können Werkzeuge im 

ABAQUS CAE (pre processing)
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Step-Format importiert werden und automatisiert vernetzt werden. Ist die geo-

metrische Komplexität der Umformwerkzeuge groß, müssen die Werkzeuge in 

Form eines ABAQUS Starrkörpernetzes vorliegen, da in diesem Fall eine auto-

matisierte Vernetzung in ABAQUS/CAE zu einem fehlerhaften Netz führen 

kann. Im zweiten Schritt werden die importierten Werkzeuge in ein rechenfähi-

ges Simulationsmodell ohne Halbzeuge überführt (Abbildung C-29). Die dafür 

benötigten Parameter sowie Prozessrandbedingungen (Richtung und zeitlicher 

Verlauf der Verschiebungs- bzw. Kraftrandbedingungen einzelner Drapierstem-

pel) werden für ImportTools in der Datei tool_settings.py definiert. Sofern für 

alle Werkzeuge ausschließlich Verschiebungsrandbedingungen verwendet wer-

den, kann eine Simulation des Werkzeugmodells durchgeführt werden, um zu 

kontrollieren, ob die Prozessrandbedingungen korrekt definiert wurden. Da das 

Modell ausschließlich aus Starrkörpern besteht, ist die Rechenzeit hierfür kleiner 

als eine Minute. 

 

Abbildung C-29: Werkzeugmodell des Lampentopfdemonstrators in ABAQUS/CAE. 

C 5.2.2 Das Modul CreateModel 

Mit dem Modul CreateModel wird aus einem Werkzeugmodell sowie aus zuvor 

vom Benutzer im Zuschnittsmodell definierten Zuschnittsgeometrien ein Um-

formsimulationsmodell erstellt. Dabei werden Lagenaufbau, Lagenorientierung, 

Materialparameter (Membran-, Biege- und Kontakteigenschaften), Elementgrö-

ße und –typ, Art der Elementüberlagerung, Rotationsträgheit sowie Output-

Anforderungen in der *.pre-Datei definiert. Jede Zuschnittsgeometrie wird im 

Zuschnittsmodell 00_Blanks in Form eines separaten ABAQUS/CAE parts 
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hinterlegt. Dabei kann die Zuschnittsgeomerie sowohl in vernetzter Form (or-

phan mesh) als auch in Form einer zweidimensionale Geometrie vorliegen. We-

sentlicher Bestandteil von CreateModel ist der Algorithmus zur Vernetzung der 

Zuschnitte mit an der Faserorientierung ausgerichteten Elementen (Abbildung 

C-30).  

 

Abbildung C-30: Funktionsweise des Algorithmus zur Vernetzung einer beliebigen Zuschnitts-
geometrie: a) Zuschnittsgeometrie; b) Masternetz; c) vernetzter Zuschnitt. 

Der Algorithmus erstellt im ersten Schritt entsprechend der gewünschten Faser-

orientierung ein Masternetz (Abbildung C-30b). Im zweiten Schritt werden Mas-

ternetz und Zuschnittsgeometrie übereinander gelegt und alle Elemente, deren 

Schwerpunkt außerhalb der Zuschnittsgeometrie liegt, werden gelöscht 

(Abbildung C-30c). Sollen anstatt der in Abbildung C-30 dargestellten QUAD-

Elemente TRI-Elemente verwendet werden, so können die QUAD-Elemente 

nach dem in Abbildung C-31 dargestellten Muster in TRI-Elemente umgewan-

delt werden.  

 

Abbildung C-31: Muster zur Umwandlung von QUAD-Elementen in TRI-Elemente. 

Faserorientierung

Zuschnitts-

geometrie

vernetzer

Zuschnitt
Masternetz

b)a) c)

positive twicenegative
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Zur Erstellung des finalen Umformsimulationsmodells (Abbildung C-32) wer-

den die Zuschnitte entsprechend dem Lagenaufbau in einer Kopie des Werk-

zeugmodells positioniert, für die Elemente der Zuschnitte die in der *.pre-Datei 

definierte Elementüberlagerung (z.B. Membran- + Schalenelement) realisiert, 

Kontakt zwischen den einzelnen Halbzeugen bzw. zwischen Halbzeugen und 

Werkzeugen definiert und entsprechende Materialmodelle und -Parameter zu-

gewiesen. 

 

Abbildung C-32: Umformsimulationsmodell des Lampentopfdemonstrators: a) normale Darstel-
lung; b) Explosionsdarstellung. 

C 5.2.3 Das Modul ExportOri 

Nach erfolgreicher Simulation des Umformvorgangs werden mit dem Modul 

ExportOri das umgeformte Netz sowie die Faserorientierungen in eine *.vtk-

Datei [Kär15] pro Halbzeuglage exportiert. Im Modul ExportOri definiert der 

Benutzer in einer interaktiven Abfrage den Halbzeugtyp des zu Grunde liegen-

den Simulationsergebnisses sowie weitere Exportspezifikationen. Für den Fall 

von UD-Gelegen wird nur der Vektor der Materialhauptrichtung 𝒕1 in normier-

ter Form exportiert. Dabei wird der normierte Faserorientierungsvektor bezüg-

lich der globale Koordinaten exportiert. 

b)a)
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D 1 Materialparameter für  

die Simulation 

In diesem Abschnitt werden alle in den nachfolgenden Simulationen verwende-

ten Materialparameter zur Übersicht zusammenfassend dargestellt. Die Materi-

alparameter wurden dabei so variiert, dass sich die prinzipielle Funktionsweise 

des Materialmodells sowie der Einfluss einzelner Materialparameter (-Sätze) auf 

die Simulationsergebnisse anschaulich demonstrieren und validieren lassen und 

dass die Simulationsergebnisse mit den Versuchsergebnissen übereinstimmen. 

Bei allen durchgeführten Simulationen wird angenommen, dass die Materialei-

genschaften über die gesamte Probenfläche bzw. über den gesamten Halbzeug-

zuschnitt konstant sind (vgl. Abschnitt B 4.5).  

D 1.1 Membraneigenschaften 

D 1.1.1 Linear-elastische Materialien 

Die Materialparameter der linear-elastischen Materialien sind Tabelle D-1 zu 

entnehmen. Material MLIN01 und MLIN02 werden zur Veranschaulichung und 

zur Validierung der prinzipiellen Funktionsweise des Materialmodells verwendet 

(Abschnitt D 2.1). Material MLIN03 dient zur Veranschaulichung der Eignung 

des Materialmodells zur Modellierung des Umformverhaltens von biaxialen Fa-

serverbundhalbzeugen (Abschnitt D 3.2.2.1), wie beispielsweise Gewebe. Die 

vergleichbar kleine Steifigkeit in Faserrichtung ist damit begründet, dass ein sehr 

großes Anisotropieverhältnis das kritische Zeitinkrement der expliziten Simula-

tion negativ beeinflusst und zu einer sehr großen Berechnungsdauer führt. 
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 MLIN01 MLIN02 MLIN03 

𝐸1[MPa] 1000 1000 1000 

𝐸2[MPa] 10 10 1000 

𝜈21 0,0 0,3 0,0 

𝜈12 0,0 0,0 0,0 

𝐺12[𝑀𝑃𝑎] 1E-5 1E-5 0.01 

𝐸⊥[𝑀𝑃𝑎] 0 0 0 

Tabelle D-1: Materialparamater für linear-elastische Materialien. 

D 1.1.2 Elastisch-plastische Materialien 

Im Folgenden werden die Materialparameter zur Modellierung der Membranei-

genschaften mit elastisch-plastischem Verhalten aufgeführt. Dabei werden ver-

schiedene Parametersätze zur Beschreibung des Verhaltens in Richtung der Li-

nienelemente der Materialhauptrichtungen, zur Beschreibung des 

Schubverhaltens und zur Beschreibung des Querdruckverhaltens aufgelistet, die 

in den einzelnen Simulationen unterschiedlich miteinander kombiniert werden. 

Die verwendeten Materialparameter wurden so ausgewählt, dass sie entweder 

den in den Querzugversuchen (Abschnitt B 3.1) oder Pictureframe-Tests (Ab-

schnitt B 3.2) ermittelten Kennlinien entsprechen (Abbildung D-13) oder zu ei-

ner guten Übereinstimmung zwischen Simulationsergebnissen und Versuchser-

gebnissen der Off-Axis-Zugversuche führen (Abschnitt D 4.2.1) oder um die 

Sensitivität einzelner Parameter in der Simulation der Off-Axis-Zugversuche zu 

veranschaulichen (Abschnitt D 3.2). Die sich mit den Materialparametern erge-

benden „Materialkennlinien“ werden in Abschnitt D 3.1.2 vergleichend zu den 

Kennlinien der Querzugversuche bzw. des Pictureframe-Test dargestellt. 

D 1.1.2.1 Materialverhalten bei Belastung des UD-Geleges  

in Richtung der Linienelemente 𝒕𝟏 und 𝒕𝟐 

Die verwendeten Materialparameter für den Fall der eindimensionalen Fließkur-

ve 𝑅2Γ(𝜀22,𝑝) (Abbildung C-17) sind Tabelle D-2 zu entnehmen. Dabei wird 

darauf hingewiesen, dass sich die Materialien MT02 und MT02QK sowie die 

Materialien MT07 und MT07QK nur durch den Wert der Querkontraktionszahl 

𝜐21 unterscheiden. Für alle Materialien wird die Steifigkeit in Faserrichtung mit  
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𝐸1 = 1000𝑀𝑃𝑎 deutlich kleiner als die reale Steifigkeit der Fasern gewählt. 

Dies ist damit begründet, dass ein sehr großes Anisotropieverhältnis das kriti-

sche Zeitinkrement der expliziten Simulation und somit auch die effektive Be-

rechnungsdauer der durchgeführten Umformsimulationen negativ beeinflusst. 

  MT01 MT02 
MT02 
QK 

MT03 MT04 MT05 MT06 MT07 
MT07 
QK 

MT08 MT09 

𝐸1𝑡 [𝑀𝑃𝑎]   1000 1000 1000 1000 1000 1000 1000 1000 1000 1000 1000 

𝐸1𝑐 [𝑀𝑃𝑎]   1000 1000 1000 1000 1000 1000 1000 1000 1000 1000 1000 

𝐸2𝑡 [𝑀𝑃𝑎]   3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 

𝐸2𝑐 [𝑀𝑃𝑎]   0 0 0 0 0 0 0 0 0 0 0 

𝜐12   0 0 0 0 0 0 0 0 0 0 0 

𝜐21   0 0 0.1 0 0 0 0 0 0.1 0 0 

Konstanten zur Beschreibung der Fließkurve 𝑅2Γ nach Abbildung C-17 

𝑅2𝛤,𝑚𝑎𝑥
0  [𝑀𝑃𝑎]   0.02 0.018 0.018 0.018 0.02 0.006 0.008 0.05 0.05 0.07 0.09 

𝐻2𝑝 [𝑀𝑃𝑎]   0.013 0.017 0.017 0.025 0.07 0.15 0.25 0.25 0.25 0.25 0.28 

𝑅2Γ
0  [𝑀𝑃𝑎]   0.002 0.002 0.002 0.002 0.002 0.003 0.005 0.005 0.005 0.005 0.008 

𝑘2𝑝   40 40 40 40 40 200 200 15 15 15 30 

𝐻2𝑝,𝑙𝑜𝑐𝑘 [𝑀𝑃𝑎]   0.0005 0.020 0.020 0.023 0.012 0.03 0.1 0.02 0.02 0.02 0.02 

𝜀22,𝑝,𝑙𝑜𝑐𝑘[
𝑚𝑚

𝑚𝑚⁄ ]   0.8 0.2 0.2 0.2 0.2 0.3 0.1 0.1 0.1 0.1 0.1 

∆𝜀22,𝑝,𝑙𝑜𝑐𝑘[𝑚𝑚 𝑚𝑚⁄ ]   0.4 0.8 0.8 0.8 0.4 0.2 0.2 0.2 0.2 0.2 0.2 

Tabelle D-2: Variation der Materialparametersätze zur Beschreibung des elastisch-plastischen Ma-

terialverhaltens in Richtung der Linienelemente 𝒕1 und 𝒕2 mit eindimensionaler Fließkurve 

𝑅2𝛤(𝜀22,𝑝). 

Die verwendeten Materialparameter für den Fall der zweidimensionalen Fließ-

fläche 𝑅2Γ(𝜀22,𝑝, γ12) (Abbildung C-19) sind Tabelle D-3 zu entnehmen. Dabei 

ist zu beachten, dass die Werte der scherwinkelabhängigen Parameter 𝐾𝑠 und 

𝐾𝑒 (Gleichung C-85) jeweils den Werten der entsprechenden Materialparameter 

der Materialien MT02, MT04 und MT07 entsprechen. D.h. für 𝛾12 ≤ 𝛾12
𝑠  ent-

sprechen die Materialparameter den Materialparametern von Material MT07 und 

für 𝛾12 ≥ 𝛾12
𝑒  entsprechen die Materialparameter den Materialparametern von 

Material MT02 bzw. MT04. Die Materialien MT02, MT04 und MT07 die-

nen somit als „Ausgangsmaterial“ für die Materialien MT10 bis MT14. 
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Weiter unterscheiden sich die Materialien MT10, MT11 und MT12 nur durch 

unterschiedliche Werte für den Winkel 𝛾12
𝑒 . Weiter wird darauf hingewiesen, 

dass der Parameter ∆𝜀22,𝑝,𝑙𝑜𝑐𝑘  der Materialien MT10 bis MT14 über den Winkel 

𝛾12 konstant ist und dem Wert der Ausgangsmaterialien MT02 bzw. MT04 ent-

spricht. 

      

  MT10 MT11 MT12 MT13 

𝐸1𝑡 [𝑀𝑃𝑎]   1000 1000 1000 1000 

𝐸1𝑐 [𝑀𝑃𝑎]   1000 1000 1000 1000 

𝐸2𝑡 [𝑀𝑃𝑎]   3 3 3 3 

𝐸2𝑐 [𝑀𝑃𝑎]   0 0 0 0 

𝜐12   0 0 0 0 

𝜐21   0 0 0 0 

Konstanten zur Beschreibung der Fließfläche R2Γ nach Abbildung C-19 und Tabelle D-2 

𝛾12
𝑠  [𝑟𝑎𝑑]   0.05 0.05 0.05 0.05 

𝛾12
𝑒  [𝑟𝑎𝑑]   0.1 0.15 0.3 0.15 

𝑲𝑠   MT07 MT07 MT07 MT07 

𝑲𝑒   MT02 MT02 MT02 MT04 

∆𝜀22,𝑝,𝑙𝑜𝑐𝑘[
𝑚𝑚

𝑚𝑚⁄ ]  0.8 0.8 0.8 0.4 

Tabelle D-3: Variation der Materialparametersätze zur Beschreibung des elastisch-plastischen Mate-

rialverhaltens in Richtung der Linienelemente 𝒕1 und 𝒕2 mit zweidimensionaler Fließfläche 

𝑅2𝛤(𝜀22,𝑝, 𝛾12). 

D 1.1.2.2 Materialverhalten bei Schubbelastung des UD-Geleges 

Die verwendeten Materialparameter zur Beschreibung des Schubverhaltens 

(Abbildung C-20) sind Tabelle D-4 zu entnehmen. Dabei wird darauf hin-

gewiesen, dass sich die Materialien MS2, MS2L1, MS2L2, MS2L3 in den Para-

metern zur Beschreibung von Schublocking unterscheiden (siehe auch Abbil-

dung D-15). 
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 MS1 MS2 MS2L1 MS2L2 MS2L3 MS3 

𝐺12 [𝑀𝑃𝐴] 3.0 3.0 3.0 3.0 3.0 3.0 

𝑅12Γ
0  0.01 0.01 0.01 0.01 0.01 0.015 

𝐻12𝑝 0.001 0.001 0.001 0.001 0.001 0.01 

𝑘12𝑝 20 20 20 20 20 25 

𝑅12𝛤,𝑚𝑎𝑥
0  0.024 0.028 0.028 0.028 0.028 0.065 

𝑛12𝑝 10 10 10 10 10 5 

𝑅12Γ,sat
0  0.016 0.018 0.018 0.018 0.018 0.03 

𝐻12𝑝,𝑙𝑜𝑐𝑘 0.001 0.001 0.06 0.1 0.1 0.1 

𝛾12,𝑝,𝑙𝑜𝑐𝑘 0.8 0.8 1.0 0.8 0.6 0.6 

∆𝛾12,𝑝,𝑙𝑜𝑐𝑘 0.3 0.3 0.3 0.3 0.3 0.3 

Tabelle D-4: Variation der Materialparametersätze zur Beschreibung des elastisch-plastischen 
Schubverhaltens nach Abbildung C-20. 

D 1.1.2.3 Materialverhalten bei Druckbelastung quer  

zu den Kohlenstofffasern 

Die verwendeten Materialparameter zur Beschreibung des Materialverhaltens 

bei Druckbelastung quer zu den Kohlestofffasern (Abschnitt C 2.5.2) sind Ta-

belle D-5 zu entnehmen. Die Materialparameter zur Beschreibung des Material-

verhaltens bei Druckbelastung in 𝒕⊥-Richtung wurden im Vorfeld der Variation 

aller weiteren Materialparameter so angepasst, dass eine gute Übereinstimmung 

zwischen den Simulations- und Versuchsergebnissen der Off-Axis-Zugversuche 

erzielt werden kann und dass das Simulationsmodell stabil ist (Abschnitt  

D 4.1.3). 

      

𝐸⊥,0[𝑀𝑃𝑎] 𝛾12
𝑎  [𝑟𝑎𝑑] 𝛾12

𝑏  [𝑟𝑎𝑑] |𝜀⊥,𝑙𝑜𝑐𝑘
𝑎 |[

mm

𝑚𝑚
] |𝜀⊥,𝑙𝑜𝑐𝑘

𝑎 |[
mm

𝑚𝑚
] |𝛥𝜀⊥,𝑙𝑜𝑐𝑘|[

mm

𝑚𝑚
] 

1.0 0.2 1.0 0.2 0.5 0.2 

𝐸⊥,𝑜𝑓𝑓
𝑎 [𝑀𝑃𝑎] 𝐸⊥,𝑜𝑓𝑓

𝑏 [𝑀𝑃𝑎] 𝑃⊥,𝑜𝑓𝑓
𝑎 [𝑀𝑃𝑎] 𝑃⊥,𝑜𝑓𝑓

𝑏 [𝑀𝑃𝑎] 𝐸⊥,𝑙𝑜𝑐𝑘
𝑎 [𝑀𝑃𝑎] 𝐸⊥,𝑙𝑜𝑐𝑘

𝑏 [𝑀𝑃𝑎] 

0.08 0.01 0.008 0.004 10.0 5.0 

Tabelle D-5: Parameter zur Beschreibung des Materialverhaltens in Richtung von Linienelement 𝒕⊥ 
bei Druckbelastung nach Abbildung C-21. 
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D 1.2 Biegeeigenschaften 

Die allgemeinen Materialparameter zur Beschreibung des Biegeverhaltens in Fa-

serrichtung sind Tabelle D-6 zu entnehmen. Dabei wird der Modul 𝐸 
𝐵

∥ zur Be-

schreibung der Plattensteifigkeit des Schalenelements in Faserrichtung so ge-

wählt, dass sich bei der Simulation des Cantilever-Tests dieselbe Überhanglänge 

ergibt wie in den Versuchen. Der Modul 𝐺 
𝐵

∥⊥ zur Beschreibung der Torsions-

steifigkeit des Schalenelements, die transversale Schubsteifigkeit 𝐾11 in Faser-

richtung und der Kopplungsterm 𝐾12 der beiden transversalen Schubsteifigkei-

ten wurden so gewählt, dass die Simulation stabil läuft und dass das 

Biegeverhalten in Faserrichtung maßgeblich durch 𝐸 
𝐵

∥ definiert wird. 

    

𝐸 
𝐵

∥[𝑀𝑃𝑎] 𝐺 
𝐵

∥⊥[𝑀𝑃𝑎] 𝐾11[𝑀𝑃𝑎] 𝐾12[𝑀𝑃𝑎] 

4700 1 1 0 

Tabelle D-6: Allgemeine Materialparameter zur Beschreibung des Biegeverhaltens von UD-
Gelegen. 

Der Modul 𝐸 
𝐵

⊥ zur Beschreibung der Plattensteifigkeit des Schalenelements in 

Faserrichtung in 90°-Richtung und die transversale Schubsteifigkeit 𝐾22 in 90°-

Richtung werden im Rahmen dieser Arbeit folgendermaßen variiert: 

     

  𝐸 
𝐵

⊥ = 1 𝑀𝑃𝑎 𝐸 
𝐵

⊥ = 0,01 𝑀𝑃𝑎 𝐸 
𝐵

⊥ = 0,001 𝑀𝑃𝑎 

𝐾22 = 1 𝑀𝑃𝑎   B11 B12 B13 

𝐾22 = 0,01 𝑀𝑃𝑎   B21 B22 B23 

𝐾22 = 0,001 𝑀𝑃𝑎   B31 B32 B33 

𝐾22 = 0,0001 𝑀𝑃𝑎   B41 B42 B43 

Tabelle D-7: Variation der Materialparameter zur Beschreibung des Biegeverhaltens quer zur Faser-
richtung. 
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D 1.3 Interface-Eigenschaften 

Die Parameter zur Beschreibung der Interface-Eigenschaften sind Tabelle D-8 

und Tabelle D-9 zu entnehmen. Dabei entspricht der Reibkoeffizient  

𝜇 jeweils dem in Abschnitt B 3.4 experimentell ermittelten Wert. Alle anderen 

Parameter basieren auf der Erfahrung aus Vorversuchen sowie aus der Erfah-

rung mit der Umformsimulation mit biaxialen Verstärkungstextilien. Eine Ab-

schätzung der tangentialen Adhäsionsspannung aus den in [Tho15] ermittelten 

Reibwerten für ein bebindertes Gewebe führt zu 𝜏𝑎𝑑ℎ = 0,0143𝑀𝑃𝑎. Diese 

Abschätzung setzt jedoch voraus, dass die Adhäsion bebinderter textiler Halb-

zeuge konstant ist. Da der Aggregatzustand und die Viskosität des Binders sehr 

stark temperaturabhängig sind, ist davon auszugehen, dass auch die Adhäsion 

zwischen zwei bebinderten textilen Halbzeugen maßgeblich durch die Scherrate 

zwischen den Halbzeugen und durch die aktuelle Temperatur beeinflusst wird. 

Diese Effekte werden durch das Reibmodell in dieser Arbeit jedoch nicht mo-

delliert, was dazu führt, dass der abgeschätzte Wert deutlich zu groß ist und zu 

einer unrealistischen Faltenbildung führt (Erfahrung aus Vorversuchen sowie 

aus Umformsimulation mit biaxialen Verstärkungshalbzeugen). Aus diesem 

Grund wird im Rahmen dieser Arbeit mit 𝜏𝑎𝑑ℎ = 0,001𝑀𝑃𝑎 gearbeitet. 

   

𝐸𝑛,𝑐[𝑁/𝑚𝑚³] 𝐸𝑛,𝑡[𝑁/𝑚𝑚³] 𝜇 

100.0 
Penalty: Wird von ABAQUS 

berechnet. 
0.24 

Tabelle D-8: Materialparameter zur Beschreibung des Kontakts zwischen Halbzeugen und Werk-
zeugen. 

      

𝐸𝑛,𝑐[𝑁/𝑚𝑚³] 𝑅𝑛,𝑡[𝑀𝑃𝑎] 𝑢𝑛
𝑜𝑝
[𝑚𝑚] 𝐸𝑛,𝑡[𝑁/𝑚𝑚³] 𝜇 𝜏𝑎𝑑ℎ[𝑀𝑃𝑎] 

10.0 0.003 0.1 10.0 0.28 0.001 

Tabelle D-9: Materialparameter zur Beschreibung des Kontakts zwischen den Halbzeugen  

Abschätzung der tangentialen Adhäsionsspannung 

Ausgehend von dem in [Tho15] für ein bebindertes Gewebe bei einer Tempera-

tur von 120°C gemessenen Reibkoeffizienten 𝜇𝑔𝑒𝑠 ≈ 3,6 und der Annahme, dass 
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 𝜇𝑔𝑒𝑠 = 𝜇𝑓𝑟𝑖𝑐 + 𝜇𝑎𝑑ℎ D-1 

gilt, sowie dass der Reibkoeffizient 𝜇𝑓𝑟𝑖𝑐 = 0,28 ist (Abschnitt B 3.4), folgt der 

Wert für einen der Adhäsion zugeordneten Reibkoeffizient 𝜇𝑎𝑑ℎ = 3,32. Aus 

𝜇𝑎𝑑ℎ und der wirkenden Normalkraft 𝐹𝑁 kann mit  

 𝐹𝑅,𝑎𝑑ℎ = 𝜇𝑎𝑑ℎ ∙ 𝐹𝑁 D-2 

somit eine der Adhäsion zugeordneten Reibkraft 𝐹𝑅,𝑎𝑑ℎ berechnet werden, die 

wiederum bei bekannter Reibfläche 𝐴𝑅 zur Abschätzung der tangentialen Adhä-

sionsspannung  

 
𝜏𝑎𝑑ℎ =

𝐹𝑅,𝑎𝑑ℎ
𝐴𝑅

=
𝜇𝑎𝑑ℎ ∙ 𝐹𝑁
𝐴𝑅

 D-3 

verwendet werden kann. 

Mit 𝐹𝑁 = 21,6 𝑁, 𝐴𝑅 = 5000𝑚𝑚² [Tho15] und 𝜇𝑎𝑑ℎ = 3,32 folgt für die 

tangentialen Adhäsionsspannung 𝜏𝑎𝑑ℎ = 0,0143𝑀𝑃𝑎. 
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D 2 Beschreibung der  

Umformsimulationen 

D 2.1 Simulation mit Ein-Element-Modellen 

Zur Veranschaulichung der Funktionsweise des entwickelten Materialmodells 

(Abschnitt C 2) werden Ein-Element-Simulationen in ABAQUS durchgeführt. 

Anhand dieser Simulationen werden insbesondere die materielle Objektivität des 

Modells, die Modellierung der Querkontraktion, das Zusammenspiel zwischen 

Spannungs- und Dehnungsmaßen überprüft sowie ein Abgleich zwischen den 

aus den Materialparametern resultierenden Materialkennlinien mit den Ver-

suchsergebnissen der Querzug-Versuche (Abschnitt B 3.1) sowie des Pic-

tureframe-Tests (Abschnitt B 3.2) durchgeführt. Der prinzipielle Versuchsauf-

bau der Ein-Element-Simulation ist in Abbildung D-1 dargestellt. Knoten 1 ist 

fest gelagert, Knoten 2 wird zur Untersuchung der Querkontraktion wahlweise 

als Fest- (FL) oder Loslager (LL) verwendet. Knoten 3 und 4 sind über eine ki-

nematische Kopplung der Freiheitsgrade mit einem Referenzpunkt verbunden. 

Dabei sind alle Freiheitsgrade der Knoten 3 und 4, bis auf den Translationsfrei-

heitsgrad von Knoten 3 in x-Richtung fest mit dem Referenzpunkt verbunden. 

Knoten 3 wird bezüglich des Referenzpunktes wahlweise als Fest- (FL) oder 

Loslager (LL) modelliert. Die Materialorientierung wird initial so gewählt, dass 

die Fasern (𝒕1) in x-Richtung orientiert sind und die Naht (𝒕2) in y-Richtung ori-

entiert ist. Die Elementkantenlänge beträgt 𝐿𝐸 = 80 𝑚𝑚 und die Elementdicke 

beträgt ℎ𝐸 = 0.3 𝑚𝑚. 

Die Kinematik des Versuchs wird über die Verschiebung des Referenzpunkts in 

x- und y- Richtung gesteuert. Die Translation in z-Richtung sowie die Rotation 

des Referenzpunktes sind dabei gesperrt. Die unterschiedliche Variation der 

Verschiebungsrandbedingungen des Referenzpunktes und die Ausführung der 

Lagerrandbedingungen der Konten 2 und 3 sind in Tabelle D-10 dargestellt. 

Dabei ist 𝑡 die dimensionslose Zeit des Berechnungsschritts (step time) und ver-

läuft von Null bis Eins. Weiter geht aus Tabelle D-10 hervor, welche Versuchs-
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randbedingungen mit welchen Materialparametern (Abschnitt D 1.1) kombiniert 

werden. 

 

Abbildung D-1: Aufbau und Randbedingungen des Simulationsmodells für Ein-Element-
Zugversuche. 

     

Nr. Beschreibung Kinematik Referenzpunkt Lagerung 
Knoten 

Materialparameter 

𝑢𝑥(𝑡) 𝑢𝑦(𝑡) 2 3 

EE01 Querzug 0 𝐿𝐸 ∙ 𝑡 LL LL MLIN01, MLIN02 

EE02 Schrägzug  0,7746 ∙ 𝐿𝐸 ∙ 𝑡 0,6 ∙  𝐿𝐸 ∙ 𝑡 LL LL MLIN01, MLIN02 

EE03 Querzug 0 𝐿𝐸 ∙ 𝑡 FL FL MT01-MT09 

EE04 Pure Shear 𝐿𝐸 ∙ sin( 𝑡) 𝐿𝐸 ∙ (1 − cos( 𝑡)) FL FL MS1-MS3 

Tabelle D-10: Randbedingungen und verwendete Materialparameter (Abschnitt D 1.1) für die Ein-
Element-Simulationsmodelle. 

Zur Validierung der Umsetzung des elastisch-plastischen Materialverhaltens oh-

ne lokale Iterationen (Abschnitt C 2.5.1.3) wird Versuch EE03 mit Material 

MT06 mit verschieden großen Zeitinkrementen (∆𝑡𝐸𝐸03 = 10−2𝑠, 10−3𝑠, 

 10−4𝑠, 10−5𝑠, 10−6𝑠) durchgeführt. 

Zur Validierung des Materialmodells und zur Demonstration der materiellen 

Objektivität des Materialmodells werden die Spannungs-Dehnungs-Kurven, die 

Reference Point

21

4 3
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sich aus den Statusvariablen der Nennspannungskomponente 𝑃22
∗  und der Deh-

nungskomponente 𝜀22 des Materialmodells am Integrationspunkt des Elements 

ergeben, mit den Spannungsdehnungskurven, die nach der Simulation aus den 

Elementknotenverschiebungen und der Reaktionskraft 𝑭𝑅 am Referenzpunkt 

berechnet werden (Abbildung D-2a), verglichen. Da sich die Knotenverschie-

bungen aufgrund numerischer Fehler der expliziten Analyse geringfügig unter-

scheiden können, werden die Normaldehnungskomponenten folgendermaßen 

aus den Elementknotenverschiebungen der oberen und unteren Elementknoten 

gemittelt: 

 
𝜀22,𝐸𝐸 =

∆𝐿𝐸,2

𝐿𝐸,2
0  D-4 

 
𝜀11,𝐸𝐸 =

∆𝐿𝐸,1,12 + ∆𝐿𝐸,1,34

2 ∙ 𝐿𝐸,1
0  D-5 

Die Dehnungskomponenten 𝜀11,𝐸𝐸 wird dabei aus dem Mittelwert der Dehnung 

zwischen den Knoten 1 und 2 sowie 3 und 4 berechnet und wird für die Be-

rechnung der Querkontraktionszahl  

 
𝜐21,𝐸𝐸 = −

𝜀11,𝐸𝐸
𝜀22,𝐸𝐸

 D-6 

benötigt. Anhand der Querkontraktionszahl 𝜐21,𝐸𝐸 wird die Modellierung der 

nicht-orthogonalen Querkontraktion validiert.  

Die fiktive Nennspannung in Materialhauptrichtung 𝒕2 

 
𝑃22,𝐸𝐸
∗ =

|𝑭𝑅|

𝐿𝐸 ∙ ℎ𝐸
 D-7 

berechnet sich aus dem Betrag der Reaktionskraft 𝑭𝑅 am Referenzpunkt und 

der Ausgangsquerschnitts 𝐿𝐸 ∙ ℎ𝐸 des Elements. Weiter wird zur Validierung der 

materiellen Objektivität der Winkel 𝛼 (Abbildung D-2b) zwischen dem Vektor 

der Reaktionskraft am Referenzpunkt 𝑭𝑅 und dem Vektor von Materialhaupt-

richtung 𝒕2 berechnet. 
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Für den Vergleich zwischen dem definierten Materialverhalten und der im 

Querzugversuch bzw. im Pictureframe-Test gemessenen Kurven werden nur die 

internen Statusvariablen des Materialmodells verwendet, da die korrekte Be-

rechnung des Scherwinkels an dieser Stelle nicht explizit nachgewiesen wird. 

a) 

 

b) 

 

Abbildung D-2: Ein-Element-Schrägzugversuch mit Querkontraktion (EE02): a) Prinzipdarstellung 

der Relativverschiebung der einzelnen Elementknoten; b) Winkel 𝛼 als Maß der Abweichung zwi-

schen dem Vektor der Reaktionskraft 𝑭𝑅 und dem Vektor der Materialhauptrichtung 𝒕2. 

D 2.2 Simulation der Off-Axis-Zugversuche 

Die Parametrisierung des Materialmodells erfolgt anhand der Simulation der 

Off-Axis-Zugversuche (Abbildung D-3). Dabei werden Membranelemente ver-

wendet und das Netz wird jeweils so ausgerichtet, dass die Elementkanten paral-

lel zur Faserorientierung verlaufen (siehe A 3.3.2.2 - numerisches Intra-Ply 

„Schublocking“). Die unteren Knoten sind fest eingespannt, die Kinematik der 

oberen Knoten ist mit der Kinematik eines Referenzpunktes verbunden, über 

dessen Verschiebung die Versuchskinematik gesteuert wird (Einspannbedingung 

R0). Um das Abgleiten der Kohlenstofffaserbündel im Randbereich der Ein-

spannung des 30°-Zugversuchs (Abbildung B-27) zu untersuchen, werden die 

äußeren beiden Knoten (Einspannbedingung R1) bzw. die äußeren drei Knoten 

1 2

34
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(Einspannbedingung R2) des 30°-Zugversuchs aus der festen Einspannung ent-

fernt (Abbildung D-4). 

 

Abbildung D-3: Aufbau und Randbedingungen der Simulationsmodelle der Off-Axis-Zugversuche 
(Einspannbedingung R0) und Elementsets (B1-orange, B2-rosa) zur Berechnung der Dehnungs-
Verschiebungs-Kurven: a) 30° Off-Axis-Zugversuche; b) 45° Off-Axis-Zugversuch (Bias-Extension- 
Test); c) 60° Off-Axis-Zugversuch.  

 

Abbildung D-4: Eingespannte Knoten in der Simulation des 30°-Zugversuchs mit den Einspann-
bedingungen R1 (links) und R2 (rechts).  

Zur Auswertung der Versuche dienen neben dem Contourplot der Deformatio-

nen auch die Kraft-Weg-Kurve des Referenzpunktes sowie die gemittelten 

Dehnungs-Verschiebungs-Kurven der Dehnungskomponenten der Elementsets 

B1 und B2 (Abbildung D-3). Die Ermittlung der Dehnungs-Verschiebungs-

b)a) c) Reference 

Point

Reference 

Point

Reference 

Point

Elementset B1 Elementset B2

Einspannbedingung R1 Einspannbedingung R2

fest eingespannte Knoten
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Kurven der einzelnen Elementsets erfolgt nach demselben Prinzip wie die Er-

mittlung der Dehnungs-Verschiebungs-Kurven der experimentellen Off-Axis-

Zugversuche (Abschnitt B 2.4). 

Zur Demonstration dass das Modell prinzipiell auch zur Umformsimulation 

biaxialer textiler Halbzeuge mit der Kinematik von Geweben geeignet ist, wird 

der Bias-Extension-Test mit dem Gewebematerial MLIN03 durchgeführt. Zur 

Parameteridentifikation sowie zur Veranschaulichung der Eigenschaften des 

Materialmodelles bei der Simulation der Off-Axis-Zugversuche werden die Ma-

terialparameter wie in Tabelle D-11 und Tabelle D-13 dargestellt mit der Ein-

spannbedingung R0 (fest eingespannt - Abbildung D-3) variiert. Zur Untersu-

chung des Einflusses der Einspannbedingungen (Abbildung D-4) auf das 

Verhalten des Materials in den 30°-Off-Axis-Zugversuchen werden die Materi-

alparameter wie in Tabelle D-12 dargestellt variiert. 

   

  Schubeigenschaften 

  MS1 MS2 MS2L1 MS2L2 MS2L3 MS3 

Z
u
ge

ig
en

sc
h

af
te

n
 

MT01 x x x x x x 

MT02 x x x x x x 

MT02QK  x     

MT03  x     

MT04 x x x x x x 

MT05       

MT06       

MT07  x     

MT07QK       

MT08       

MT09       

MT10  x     

MT11  x x    

MT12  x     

MT13  x x    

Tabelle D-11: Untersuchte Kombinationen von Materialparametersätzen (Zug- Schubeigen-
schaften, vgl. Abschnitt D 1.1) in der Simulation des 30°-Off-Axis-Zugversuchs mit Einspannbe-
dingung R0. 
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Einspannbedingung: R1 R2 

Schubparameter: MS2 MS2 MS2L1 MS2L2 MS2L3 MS3 
Z

u
g-

E
ig

en
-

sc
h

af
te

n
 MT02 x x x x x x 

MT04 x x     

MT07 x x     

MT13 x x x x x x 

Tabelle D-12: Untersuchte Kombinationen von Materialparametersätzen (Zug- Schubeigenschaf-
ten, vgl. Abschnitt D 1.1) in der Simulation des 30°-Off-Axis-Zugversuchs mit den Einspann-
bedingungen R1 und R2. 

   

  Schubeigenschaften 

  MS1 MS2 MS2L1 MS2L2 MS2L3 MS3 

Z
u
ge

ig
en

sc
h

af
te

n
 

MT01       

MT02  x     

MT02QK       

MT03       

MT04  x     

MT05  x     

MT06  x     

MT07 x x x x x x 

MT07QK  x     

MT08  x     

MT09  x     

MT10  x     

MT11  x x    

MT12  x     

MT13  x x    

Tabelle D-13: Untersuchte Kombinationen von Materialparametersätzen (Zug- Schubeigen-
schaften, vgl. Abschnitt D 1.1) in der Simulation des 45°- und 60°-Off-Axis-Zugversuchs. 
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D 2.3 Simulation des Cantilever-Tests 

Mit der Simulation des Cantilever-Tests werden zwei Ziele verfolgt: Mit der Si-

mulation des Cantilever-Tests in 0°-Richtung werden die Biegeeigenschaften des 

Modells in 0°-Richtung bestimmt, so dass die im Versuch in (Abschnitt B 3.6) 

gemessene Biegelänge mit der aus der Simulation resultierenden Biegelänge 

übereinstimmt. Die Simulation des Cantilever-Tests in 90°-Richtung dient zur 

Veranschaulichung der numerischen Grenze bei der Definition einer sehr klei-

nen Biegesteifigkeit. Dazu wird die Probe in der Simulation auf der einen Seite 

fest eingespannt und mit Schwerkraft belastet (Abbildung D-5). Zur grafischen 

Veranschaulichung der um 𝜃 = 41,5° geneigten schiefen Ebene wird diese 

Ebene durch einen Starrköper modelliert. Zwischen der Probe und dem Starr-

körper wird jedoch kein Kontakt modelliert. Die Probenbreite beträgt 100mm. 

Die Probenlänge 𝐿𝑥
0° = 234 𝑚𝑚 der 0°-Probe entspricht dem Mittelwert der 

experimentell ermittelten linearen Verschiebung der Biegeproben mit Glasfasern 

oben und unten (Abschnitt B 3.6). Simulations- und Versuchsergebnis stimmen 

dann überein, wenn die Biegeprobe in der Simulation den um 𝜃 = 41,5° ge-

neigten Starrkörper berührt. Zur Veranschaulichung der Biegeeigenschaften des 

Materials in 90°-Richtung wird für die Probenlänge der 90°-Probe  

𝐿𝑥
90° = 30 𝑚𝑚 gewählt. Mit der Variation der Parameter 𝐸 

𝐵
⊥ und 𝐾22 (Tabelle 

D-7) wird der Einfluss der transversalen Schubsteifigkeit auf die Biegeeigen-

schaften quer zur Fasersichtung untersucht. Als Maß für die Biegesteifigkeit 

dient die Verschiebung 𝑢𝑧 des Referenzpunktes an der Vorderseite der Probe 

(Abbildung D-5). 

 

Abbildung D-5: Aufbau und Randbedingungen der Simulationsmodelle des Cantilever-Tests. 

Einspannung 

der Knoten

Reference Point
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D 2.4 Simulation des Hemisphären-Tests 

Ziel der Simulation des Hemisphären-Tests ist der Vergleich zwischen Simulati-

onsergebnis und Umformergebnis sowie die Demonstration des Umformverhal-

tens des UD-Geleges im Hemisphären-Test mit unterschiedlichen Biegeeigen-

schaften. Der Aufbau des Simulationsmodells (Abbildung D-6) erfolgt per 

Python-Script mit SlowForm.PrePost für ABAQUS/CAE (Abschnitt A 1). Die 

Abmaße der Werkzeuge sowie des Halbzeugs entsprechen den Abmaßen des 

experimentellen Hemisphären-Tests (Abschnitt B 2.8). Für das Netz des Halb-

zeugs werden Dreiecks-Elemente mit einer Elementkantenlänge von 5 mm 

(Hypotenuse) gewählt.  

 

Abbildung D-6: Aufbau und Randbedingungen der Simulationsmodelle des Hemisphären-Tests. 

Die maximale Verschiebung der Halbkugel beträgt 60 mm, die maximale auf 

den Niederhalter wirkende Kraft entspricht der Gewichtskraft (7,5 N, vgl. Ab-

schnitt B 2.8) des Niederhalters im Experiment. Die zeitliche Wirkung der 

Randbedingungen ist in Abbildung D-7 dargestellt: Zuerst wird der Niederhalter 

mit seiner Gewichtskraft „belastet“, bevor die Verschiebung der Halbkugel be-

ginnt. Bei der Simulation des Hemisphären-Tests werden die Materialparameter 

zur Beschreibung der Biegeeigenschaften wie in Tabelle D-14 dargestellt variiert. 

Die Materialparameter zur Beschreibung des Werkzeug-Halbzeug-Kontakts sind 

Abschnitt D 1.3 zu entnehmen. 
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Abbildung D-7: Zeitlicher Verlauf der Amplituden der Kräfte und Randbedingungen im Simu-
lationsmodell der Hemisphäre. 

      

  B12 B22 B32 B42 

MT13-MS2L1  x x x x 

Tabelle D-14: Variation der Materialparameter zur Beschreibung der Biegeeigenschaften   
(Abschnitt D 1.2) bei der Simulation des Hemisphären-Tests bei festen Membraneigenschaften 
(MT13-MS2L1, vgl. Tabelle D-3 und Tabelle D-4). 

D 2.5 Simulation der Lampentopf-

Umformversuche 

Ziel der Lampentopf-Umformsimulation ist ein qualitativer Vergleich zwischen 

dem Simulationsergebnis und Umformergebnis sowie die Demonstration des 

Simulationsmodells an einer realistischen, sehr komplexen Bauteilgeometrie. 

Der Aufbau des Simulationsmodells (Abbildung D-8) erfolgt per Python-Script 

mit SlowForm.PrePost für ABAQUS/CAE (Abschnitt A 1). Die Abmaße der 

Werkzeuge sowie der Halbzeugzuschnitte entsprechen den Abmaßen des expe-

rimentellen Lampentopf-Umformversuchs (Abschnitt B 2.9). Für das Netz der 

Halbzeugzuschnitte werden Dreiecks-Elemente mit einer Elementkantenlänge 

von 5 mm (Hypotenuse) gewählt. 

Die Verschiebungen der Werkzeuge in der Simulation entsprechen den Ver-

schiebungen der Werkzeuge in den experimentellen Umformversuchen. Die 

zeitliche Wirkung der Schwerkraft sowie die Abfolge der Drapierstempel ist in 

Abbildung D-9 dargestellt: Zuerst werden die Halbzeuge mit „Schwerkraft“ be-

lastet, bevor die sequentielle Verschiebung der Drapierstempel beginnt. 

1

Amp

0.5 1.00.4

Kraft Niederhalter

Verschiebung 

Halbkugel

0
0



D 2.5 Simulation der Lampentopf-Umformversuche 

225 

a) 

 

b) 

 

Abbildung D-8: Simulationsmodell zur Simulation des Umformverhaltens von UD-Gelegen im 
Lampentopfdemonstrator mit Drapierstempeln S1, S2 und S3: a) Ansicht von der Seite; 
b) Draufsicht.  

 

Abbildung D-9: Zeitlicher Verlauf der Amplituden der Schwerkraft und der Verschiebungsrand-
bedingungen der Drapierstempel im Umformsimulationsmodell des Lampentopfbauteils.  

Bei der Simulation der Lampentopfumformung wird zur Beschreibung der 

Membraneigenschaften das Material MT13-MS2L1 verwendet (Tabelle D-3 und 

Tabelle D-4). Die Materialparameter zur Beschreibung des Biegeverhaltens wer-

den wie in Tabelle D-15 dargestellt variiert. Die Materialparameter zur Be-

schreibung des Werkzeug-Halbzeug- sowie des Halbzeug-Halbzeug-Kontaktes 

sind Abschnitt D 1.3 zu entnehmen. 

  

445 mm

4
8
5
 m

m

S1

S2
S3

1

Amp

0.5 1.0 1.5 2.00.4

Schwerkraft

Stempel 1 Stempel 2 Stempel 3

0
0
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  B12 B22 B32 B42 

[0°]  x x x x 

[90°]   x   

[-45°]   x   

[+45°]   x   

[0°/90°]   x   

[+45°/-45°]   x   

[0°/-45°/90°/+45°]   x   

[0°/90°/-45°/-45°]   x   

Tabelle D-15: Variation der Materialparameter zur Beschreibung der Biegeeigenschaften (Abschnitt  
D 1.2) bei der Simulation des Lampentopfumformversuchs. 
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D 3 Simulationsergebnisse 

D 3.1 Ein-Element-Simulation 

D 3.1.1 Querzug- und Schrägzugsimulation mit  

linear elastischem Materialverhalten 

In Abbildung D-10 sind die verformten Elemente der Ein-Element-

Simulationen EE01 und EE02 (Tabelle D-10) sowie die Verteilung der Quer-

dehnung (Dehnung in Materialhauptrichtung 𝑡1 aufgrund der Zugbelastung in 

Materialhauptrichtung 𝑡2) dargestellt. Im Fall von Material MLIN02 wird so-

wohl in der Querzugsimulation (EE01) als auch in der Schrägzugsimulation 

(EE02) eine Querkontraktion in 𝑡1-Richtung beobachtet, wohingegen im Fall 

von Material MLIN01 in keiner der Simulationen Querdehnungen beobachtet 

werden. Weiter wird beobachtet, dass die Verteilung der Querdehnung in der 

Schrägzugsimulation mit Material MLIN02 über das Element variiert 

(Abbildung D-10d). Aus diesem Grund wird die Querkontraktionszahl im Rah-

men der Versuchsauswertung aus den gemittelten Querdehnungen der oberen 

und unteren Elementkante ermittelt (Gleichung D-5). 

In Abbildung D-11 sind Spannungs-Dehnungs-Kurven für die Ein-Element-

Simulationen mit linearem Material dargestellt. Dabei sind für jede Ein-Element-

Simulation jeweils die aus den Zustandsvariablen des Materialmodells (P22
∗ (ε22)) 

als auch die aus den Knotenverschiebungen und der Reaktionskraft am Refe-

renzpunkt errechneten Spannungs-Dehnungs-Kurven (P22−EE
∗ (ε22−EE) Glei-

chungen D-4 und D-7) dargestellt. Es ist offensichtlich, dass alle Spannungs-

Dehnungs-Kurven linear verlaufen und übereinander liegen. Die Steigung der 

Spannungs-Dehnungs-Kurven beträgt 10 MPa. 
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Abbildung D-10: Verformung in den Ein-Element-Simulationen; dargestellt ist jeweils die Vertei-

lung der Querdehnung 𝜀11 (SDV6) bei Zugbelastung in Materialhauptrichtung 𝒕2 (𝜀22 = 100%;): 
a) Querzug EE01-MLIN01; b) Schrägzug EE02-MLIN01; c) Querzug EE01-MLIN02; d) Schrägzug 
EE02-MLIN02.  

 

Abbildung D-11: Vergleich der Spannungs-Dehnungs-Kurven der internen Zustandsvariablen des 

Materialmodells 𝑃22
∗ (𝜀22) mit den aus den Knotenverschiebungen und der Reaktionskraft errechne-

ten Spannungs-Dehnungs-Kurven 𝑃22−𝐸𝐸
∗ (𝜀22−𝐸𝐸) für die Ein-Element-Simulationen EE01 und 

EE02 sowie die Materialien MLIN01 und MLIN02. 

b)a)
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In Abbildung D-12a ist der Verlauf der nach Gleichung D-6 berechneten Quer-

kontraktionszahl über die Berechnungsdauer der Ein-Element-Simulationen 

dargestellt. Es ist ersichtlich, dass die Querkontraktionszahl im Fall von Material 

MLIN01 Null ist und im Fall von Material MLIN02 bereits nach kurzer Zeit 

gegen den Wert 𝜐21,𝐸𝐸 ≈ 0,3 konvergiert.  

In Abbildung D-12b ist der Verlauf des Winkels α zwischen dem Reaktions-

kraftvektor 𝑭𝑅 am Referenzpunkt und dem Vektor der Materialhauptrichtung 

𝒕2 (vgl. Abbildung D-2b im Schrägzugversuch) über die Berechnungsdauer dar-

gestellt. Es ist erkennbar, dass der Winkel 𝛼 bereits nach kurzer Zeit gegen den 

Wert 𝛼 ≈ 0 konvergiert, was bedeutet, dass der Reaktionskraftvektor 𝑭𝑅 und 

der Vektor der Materialhauptrichtung 𝒕2 in dieselbe Richtung zeigen. 

a) 

 

b) 

 

Abbildung D-12: a) Verlauf der Querkontraktion über die Berechnungszeit in den Ein-Element-

Simulationen EE01 (Querzugversuch) und EE02 (Schrägzugversuch); b) Verlauf des Winkels 𝛼 

zwischen dem Reaktionskraftvektor 𝑭𝑅 am Referenzpunkt und dem Vektor der Materialhaupt-

richtung 𝒕2 über die Berechnungszeit der Ein-Element-Simulationen EE02 (Schrägzugversuch). 

D 3.1.2 Querzugsimulationen und „pure shear“-

Simulationen mit nichtlinearem Materialverhalten 

In Abbildung D-13 sind die aus der Ein-Element-Simulation EE03 resultieren-

den Spannungs-Dehnungskurven (Materialkennlinien) der Materialparameter 

zur Beschreibung des Verhaltens der Naht unter Zugbelastung dargestellt. Die 

Materialparameter wurden so gewählt, dass die Kennlinien der Materialien 

MT01 bis MT04 unter den experimentell ermittelten Kennlinien (Abschnitt  

B 3.1) liegen und die Kennlinien der Materialparameter MT05 bis MT09 im Be-
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reich der experimentell ermittelten Kennlinien, bzw. teilweise deckungsgleich zu 

einzelnen Versuchskurven sind. In Abbildung D-14 sind die aus der Ein-

Element-Simulation resultierenden Spannungs-Dehnungs-Kurven mit Material 

MT05, jedoch unterschiedlich großen Zeitinkrementen ∆t dargestellt. Dabei lie-

gen die Kurven für Zeitinkremente ∆t ≥ 10−3𝑠 quasi übereinander. Einzig die 

Kurve ∆t ≥ 10−2𝑠 weicht von den anderen Kurven ab. 

a) 

 

b) 

 

Glasfasern beidseitig nachfließend 
 

Kennlinien Simulation  

 230 x 20 mm² (Versuch)   MT01  MT05 

 230 x 40 mm² (Versuch)   MT02  MT06 

 230 x 120 mm² (Versuch)   MT03  MT07 

 230 x 180 mm² (Versuch)   MT04  MT08 

Glasfasern einseitig nachfließend 
    MT09 

 230 x 120 mm² (Versuch)      

Abbildung D-13: Materialverhalten der Naht bei Querzugbelastung in der Ein-Element-Simulation 
des Querzugversuchs EE03 bei verschiedenen Materialparametern: a) Vergleich mit den exp-
erimentell ermittelten Versuchskurven; b) Darstellung ausgewählter Kurven bis zu einer Dehnung 
von 200%.  

 

Abbildung D-14: Einfluss des Zeitinkrements ∆𝑡 auf das berechnete Materialverhalten in der Ein-
Element-Simulation EE03 des Schrägzugversuchs mit Material MT05.  
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In Abbildung D-15 sind die aus den Ein-Element-Simulationen EE04 des „pu-

re-shear“-Versuchs resultierenden Schubspannungs-Scherwinkel-Kurven (d.h. 

die effektiven Schubkennlinien) der Materialparameter zur Beschreibung der 

Schubeigenschaften der Naht dargestellt. Materialparameter MS3 wurde so ge-

wählt, dass die resultierende Schubkennlinie der experimentell im Pictureframe 

ermittelten Kennlinien entspricht. Das Niveau der Schubspannung der aus den 

anderen Materialparametern resultierenden Kennlinien (MS1 und MS2) liegt mit 

der Hälfte des Schubspannungsniveaus der im Pictureframe-Test ermittelten 

Kennlinien (MS3) deutlich unter dem Spannungsniveau dieser Kennlinien. Die 

Kennlinien MS2L1, MS2L2 und MS2L3 unterscheiden sich in der Modellierung 

von Schublocking, also in der Modellierung des Anstiegs der Schubspannung 

bei großen Scherwinkeln, von der „Basiskurve“ MS2. Weiter ist das Schub-

locking von Kurve MS2L3 vergleichbar zum Schublocking von Kurve MS3 

(Versuchskurve). 

a) 

 

 

b) 

 

 
 

Kennlinien Simulation  

 Versuchskurve 
Pictureframe-Test 
120mm Rechteckprobe 

  MS1  MS2L2 

   MS2  MS2L3 

   MS2L1  MS3 

Abbildung D-15: Materialverhalten der Naht bei Schubbelastung in der Ein-Element-Simulation 
EE04 des „pure-shear“-Versuchs bei verschiedenen Materialparametern: a) Vergleich mit der ex-
perimentell ermittelten Versuchskurve; b) Vergrößerte Darstellung ausgewählter Kurven. 
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D 3.2 Off-Axis-Zugversuche 

D 3.2.1 Kraft-Weg-Kurven 

D 3.2.1.1 Simulation mit eindimensionaler Fließkurve 

Wird die Fließkurve 𝑅2Γ eindimensional in Abhängigkeit der plastischen Deh-

nung 𝜀2,𝑝 und unabhängig vom Scherwinkel modelliert (Abbildung C-17), lässt 

sich bei der Simulation der Off-Axis-Zugversuche (Einspannbedingung R0, alle 

Knoten in der Einspannung fest) feststellen, dass je steifer das der Simulation 

zugrunde liegende Zugverhalten der Naht ist (Steifigkeit wird von MT01 bis 

MT09 größer, vgl. Abbildung D-13), desto höher ist das Kraftniveau der simula-

tiv ermittelten Kraft-Verschiebungs-Kurven und desto stärker steigt die Kraft 

mit zunehmender Verschiebung an (Abbildung D-16). Weiter ist zu beobachten, 

dass es mit einem Materialparametersatz (z.B. MT02-MS2) nicht möglich ist, für 

alle Off-Axis-Zugversuche mit Einspannbedingung R0 eine gute Übereinstim-

mung zwischen den simulativ und experimentell ermittelten Kraft-

Verschiebungs-Kurven zu erzielen: Im Fall des 30°-Zugversuchs stimmt die 

Kurve der MT02-MS2-Simulation gut mit der 20 mm/min Versuchskurve über-

ein und die Kurve der MT04-MS2-Simulation gut mit der 100 mm/min Ver-

suchskurve (Abbildung D-16a). Dagegen liegt die Kraft-Verschiebungs-Kurve 

der Simulation des 30°-Zugversuchs mit Material MT05 (also das mit der 

„kleinsten“ experimentell ermittelten Querzug-Kurve korrespondierende Mate-

rial (Abbildung D-13)) und Material MT07 (steifer als MT05, passend für 45°- 

und 60°-Zugversuche), deutlich über den experimentell ermittelten Kraft-

Verschiebungs-Kurven. Im Fall des 45°-Zugversuchs stimmt die Kurve der 

MT06-MS2-Simulation gut mit der 20 mm/min Versuchskurve überein und die 

Kurven der MT07-MS2- und MT08-MS2-Simulation stimmen gut mit der 100 

mm/min Versuchskurve überein (Abbildung D-16b). Die MT02-MS2- und 

MT04-MS2-Simulationskurven (passend für 30°-Zugversuche) liegen im Fall des 

45°-Zugversuchs leicht unterhalb der experimentellen Kurven. Im Fall des 60°-

Zugversuchs stimmen die Kurven der MT07-MS2- und MT08-MS2-Simulation 

gut mit der 20 mm/min- und 100 mm/min-Versuchskurve überein (Abbildung 

D-16c). In diesem Fall liegen die Kurve der MT06-MS2-Simulation leicht unter-

halb der experimentellen Kurven und die Kurven der MT02-MS2- und MT04-
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MS2-Simulation (passend 30°-Zugversuche) deutlich unterhalb der experimen-

tellen Kurven. Die Steigung sowie das lokale Maximum am Anfang der experi-

mentell ermittelten Kraft-Verschiebungs-Kurven des 60°-Zugversuchs wird von 

keiner der durchgeführten Simulationen vorhergesagt. Für den Fall des 45°-

Zugversuchs und 60°-Zugversuchs wirkt sich die Definition der Querkontrakti-

on 𝜐21 ≠ 0 (vgl. MT07 und MT07KQ) nicht auf die resultierende Kraft-

Verschiebungs-Kurve aus. Im Fall des 30°-Versuchs führt die Definition der 

Querkontraktion 𝜐21 ≠ 0 zu instabilem Verhalten (vgl. Abbildung D-28) und 

zum Abbruch der Simulation. 

Weiter lässt sich feststellen, dass je größer das Spannungsniveau der verwende-

ten Schubspannungskurven (Spannungsniveau wird von MS1 bis MS3 größer, 

vgl. Abbildung D-15) ist, desto größer ist auch das Kraftniveau bei der Simulati-

on der Off-Axis-Zugversuche (Abbildung D-17 und Abbildung D-18). Dabei 

liegt das Niveau der Kraft-Verschiebungs-Kurven der Simulationen mit der 

Schubkennlinie MS3, also der Kennlinie, die der experimentell im Pictureframe-

Test ermittelten Schubkennlinie entspricht, deutlich über den experimentell in 

den Off-Axis-Zugversuchen ermittelten Kraft-Verschiebungs-Kurven. Im Ge-

gensatz zum Spannungsniveau der Schubkennlinien wirkt sich die unterschiedli-

che Modellierung von „Schublocking“ nur auf die Kraft-Verschiebungs-Kurven 

der Simulationen der 30°-Zugversuche deutlich aus. Je früher der Beginn von 

„Schublocking“ ist („Schublocking“ von MS2L1 bis MS2L3 immer später, vgl. 

Abbildung D-15), desto stärker ist der Anstieg der Kraft-Verschiebungs-Kurven 

der Simulationen der 30°-Zugversuche. Verläuft die der Simulation zu Grunde 

liegende Querzugkurve, wie im Fall von Material MT01 sehr flach (Abbildung 

D-13b), führt Schublocking zwar zu einem Anstieg der Kraft-Verschiebungs-

Kurven der Simulation des 30°-Zugversuchs, die Form dieser Kurven weicht 

jedoch von der Form der experimentell ermittelten Kraft-Verschiebungs-

Kurven ersichtlich ab (Abbildung D-18a). Verläuft die der Simulation zu Grun-

de liegende Querzugkurve, wie im Fall von Material MT04 deutlich steiler 

(Abbildung D-13b), führt Schublocking ebenfalls zu einem Anstieg der Kraft-

Verschiebungs-Kurven der Simulation des 30°-Zugversuchs. Die Form dieser 

Kurven weicht von der Form der experimentell ermittelten Kraft-

Verschiebungs-Kurven ebenfalls ab (Abbildung D-18b), da die Kraft ab einer 

bestimmten Verschiebung nahezu linear ansteigt. In den Simulationen des 45°- 
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und 60°-Zugversuchs sind die Kurven mit Schublocking (MS2L1 bis MS2L3) 

deckungsgleich mit der entsprechenden Kurven ohne Schublocking (MS2). 

a) 

 

 

b) 

 

 

c) 

 

 

Abbildung D-16: Kraft-Verschiebungs-Kurven der Simulation der Off-Axis-Zugversuche (Ein-
spannbedingung R0) mit Material MS2 zur Beschreibung des Schubverhaltens der Naht und variie-
renden Materialparametern (MT) zur Beschreibung des Zugverhaltens der Naht: a) OAT-30°; 
b) OAT-45°; c) OAT-60°. 
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a) 

 

 

b) 

 

 

c) 

 

 

Abbildung D-17: Kraft-Verschiebungs-Kurven der Simulation der Off-Axis-Zugversuche (Ein-
spannbedingung R0) mit variierenden Materialparametern (MS) zur Beschreibung des Schubverhal-
tens der Naht und jeweils festen Materialparametern (MT) zur Beschreibung des Zugverhaltens der 
Naht: a) OAT-30° mit Materialparamater MT02; b) OAT-45° mit Materialparamater MT07; 
c) OAT-60° mit Materialparamater MT07. 
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a) 

 

 

b) 

 

 

Abbildung D-18: Verlauf der Kraft-Verschiebungs-Kurven der Simulation des 30°-Zugversuchs 
(Einspannbedingung R0) mit variierenden Materialparametern (MS) zur Beschreibung des Schub-
verhaltens und mit festen Materialparametern zur Beschreibung des Zugverhaltens der Naht: 
a) Material MT02; b) Material MT04. 
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Kraft-Verschiebungs-Kurven der Materialien MT10, MT11, MT12 und MT13 

(zweidimensionale Fließfläche) der Kraft-Verschiebungs-Kurve von Ausgangs-

material MT07 (eindimensionale Fließkurve). Für große Verschiebungen wei-

chen die Kraft-Verschiebungs-Kurven der Materialien MT10, MT11, MT12 und 

MT13 (zweidimensionale Fließfläche) immer mehr von der Kraft-

Verschiebungs-Kurve von Ausgangsmaterial MT07 (zugsteif) ab und näheren 

sich an die Kraft-Verschiebungs-Kurve des jeweiligen zweiten Ausgangsmaterial 

MT02 bzw. MT04 (beide zugweich) an. Im Fall der Simulation des 30°-

Zugversuchs weichen die Kraft-Verschiebungs-Kurven der Simulationen mit 

den Materialien MT10, MT11 und MT12 von der Kraft-Verschiebungs-Kurve 

der Simulationen mit Ausgangsmaterial MT02 (passend für 30°-Zugversuche 

mit 20 mm/min Prüfgeschwindigkeit) umso mehr ab, umso größer der Wert für 

den kritischen Winkel 𝛾12
𝑒  gewählt wird (Abbildung D-19a). Im Fall der Simula-

tion des 45°- und 60°-Zugversuchs lässt sich genau das entgegengesetzte Ver-

halten feststellen (Abbildung D-19b,c). In diesem Fall ist die Abweichung zwi-

schen den Kraft-Verschiebungs-Kurven der Simulationen mit den Materialien 

MT10, MT11 und MT12 und der Kraft-Verschiebungs-Kurve der Simulation 

mit dem Ausgangsmaterial MT07 (passend für 45°- und 60°-Zugversuche) umso 

kleiner, umso größer der Wert für den kritischen Winkel 𝛾12
𝑒  gewählt wird. Zu-

sammenfassend lässt sich feststellen, dass die Modellierung der Fließfläche 𝑅2Γ 

in Abhängigkeit der plastischen Dehnung 𝜀2,𝑝 und des Scherwinkel 𝛾12 dazu 

führt, dass mit einem einzigen Materialparametersatz eine gute Übereinstim-

mung der Kraft-Verschiebungs-Kurven der Simulation aller Off-Axis-

Zugversuche mit den entsprechenden experimentell ermittelten Kraft-

Verschiebungs-Kurven erzielt werden kann (z.B. MT13-MS2 für alle experimen-

tell mit 100 mm/min Verfahrgeschwindigkeit ermittelten Kraft-Verschiebungs-

Kurven). Weiter bleibt festzuhalten, dass der Kurvenverlauf durch die Modellie-

rung von moderatem Schublocking (MS2L1) auch in diesem Fall kaum beein-

flusst wird. Wird stärkeres Schublocking modelliert (MS2L2 und MS2L3), stei-

gen auch die Kraft-Verschiebungs-Kurven an. Die Form dieser Kurven 

unterscheidet sich jedoch von der Form experimentell ermittelten Kurven.  

  



D 3 Simulationsergebnisse 

238 

a) 

 

 

b) 

 

 

c) 

 

 

Abbildung D-19: Kraft-Verschiebungs-Kurven der Simulation der Off-Axis-Zugversuche (Ein-
spannbedingung R0) mit zweidimensionaler Fließfläche zur Beschreibung des Zugverhaltens der 
Naht: a) OAT-30°; b) OAT-45°; c) OAT-60°. 
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D 3.2.1.3 Simulation des 30°-Zugversuchs mit verschiedenen  

Einspannbedingungen 

Aus der Simulation des 30°-Zugversuchs mit den Einspannbedingungen R1 und 

R2 (Abbildung D-4) wird ersichtlich, dass je weniger seitliche Knoten fest einge-

spannt sind, desto geringer ist die resultierende Kraft (Abbildung D-20a). Mit 

Einspannbedingung R1 (zwei Knoten frei) verlaufen die Kurven der Materialien 

MT04-MS2(-R1) und MT13-MS2(-R1) etwas oberhalb der experimentell mit 20 

mm/min ermittelten Kraft-Verschiebungs-Kurven und sind fast deckungsgleich 

zur Simulationskurve mit Material MT02-MS2 (Einspannbedingung R0, alle 

Knoten der Einspannung sind fest). Mit Einspannbedingung R2 (vier Knoten 

frei) verlaufen die Kurven der Materialien MT04-MS2-R2 und MT13-MS2-R2 

etwas unterhalb der mit 20 mm/min experimentell ermittelten Kraft-

Verschiebungs-Kurven. Im Fall von Material MT07 (passend für 45°- und 60°-

Zugversuche, vgl. Abschnitt D 3.2.1.1) liegen die Kräfte am Ende der Simulati-

on mit allen Einspannbedingungen deutlich oberhalb der mit 20 mm/min expe-

rimentell ermittelten Kraft. Im Fall von Material MT02 (passend für 30°-

Zugversuche mit 20 mm/min Prüfgeschwindigkeit und Einspannbedingung R0) 

liegen die Kräfte am Ende der Simulation mit den Einspannbedingungen R1 

und R2 deutlich unterhalb der experimentell ermittelten Kräfte. Wie auch im 

Fall der Simulation mit ausschließlich fest eingespannten Knoten führt die Zu-

nahme von Schublocking (Schublocking nimmt von MS2L1 bis MS2L3 ab) bei 

der Simulation des 30°-Zugversuche mit den Einspannbedingungen R2 zu ei-

nem Anstieg der Kraft-Verschiebungs-Kurven (Abbildung D-20b). Dabei liegt 

die Kraft-Verschiebungs-Kurve MT13-MS2L2-R2 genau auf der mit 20 

mm/min experimentell ermittelten Kraft-Verschiebungs-Kurve. Das Niveau der 

Kraft-Verschiebungs-Kurven der Simulationen mit der Schubkennlinie MS3 

(experimentell im Pictureframe-Test ermittelte Kennlinie) liegt auch im Fall der 

Simulation mit Einspannbedingung R2 deutlich über der experimentell ermit-

telten Kurve. 
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a) 

 

 

b) 

 

 

Abbildung D-20: Kraft-Verschiebungs-Kurven der Simulation des 30°-Zugversuchs mit verschie-
denen Materialien und verschiedenen Einspannbedingungen der Randknoten: a) Einfluss der Ein-
spannbedingungen; b) Einfluss der Schubeigenschaften bei Einspannbedingung R2. 

D 3.2.2 Verformung und Dehnungsverteilung in der  

Simulation der Off-Axis-Zugversuche 

D 3.2.2.1 Simulation mit Material MLIN03 (linear, Gewebe) 

In Abbildung D-21 ist die Verteilung des Scherwinkels im Bias-Extension-Test 

mit Material MLIN03 (entspricht Gewebe) dargestellt. Es sind deutlich die vom 

Bias-Extension-Test des Gewebes bekannten Deformationszonen zu sehen (vgl. 

Abbildung B-9 und Abschnitt A 3.2.1). 
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Abbildung D-21: Deformation und Verteilung des Scherwinkels 𝛾12 in [rad] im Bias-Extension-
Test mit Material MLIN03 (entspricht Gewebe). 

D 3.2.2.2 Simulation mit elastisch-plastischem Materialverhalten 

In Abbildung D-22 ist die Verteilung der Dehnungskomponenten der Simulati-

on des 30°-Zugversuchs im Vergleich zu den experimentellen Ergebnissen (Ab-

schnitt B 3.3) dargestellt. Es ist erkennbar, dass sich die Deformation der Probe 

in der Simulation, wie auch im Experiment, in einem schmalen, parallel zu den 

Kohlenstofffasern verlaufenden Bereich konzentriert. Die Form der Deformati-

onszone der Simulation unterscheidet sich jedoch von der Deformationszone 

im Versuch. Zum einen unterscheiden sich die Richtung der Linienelemente 𝒕2 

am Rand der Deformationszone, zum anderen ist die Deformationszone in der 

Simulation deutlich schmaler als im Experiment. Die erreichten Scherwinkel 𝛾12 

und 𝜀⊥-Dehnungen der Simulation sind vergleichbar zu den im Versuch gemes-

senen Werten. Die 𝜀22-Dehnungen der Simulation überschreiten die experimen-

tell ermittelten 𝜀22-Dehnungen jedoch um ein Vielfaches. Der Vergleich der Si-

mulationsergebnisse mit den verschiedenen Materialien zeigt insbesondere, dass 

die Hauptdeformationszone der Simulation mit Material MT13 (passend für die 

Kraft-Verschiebungs-Kurven aller Off-Axis-Zugversuche, bei korrekter Model-

lierung der Einspannung) dünner ist als in den Simulationen mit den Materialien 

MT02 (passend für die Kraft-Verschiebungs-Kurven des 30°-Zugversuchs mit 

20 mm/min Verfahrgeschwindigkeit) und MT11 (passend für die Kraft-
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Verschiebungs-Kurven aller Off-Axis-Zugversuche mit 20 mm/min Ver-

fahrgeschwindigkeit, vgl. Abschnitt D 3.2.1 und Abschnitt D 4.2.1.1). Ebenso 

sind die erreichten 𝜀⊥-Dehnungen in der Simulation mit Material MT13 betrags-

mäßig größer als in den Simulationen mit den Materialien MT02 und MT11. 

Im Vergleich zur Deformation am Ende der 30°-Zugprobe mit Prüfgeschwin-

digkeit 𝑣1 (100 mm/min) (Abbildung B-27) fällt insbesondere auf, dass die im 

Bereich der Einspannung entstehenden Faserbündellücken durch die Simulation 

(𝜀22-Dehnung) nicht vorhergesagt werden. Werden in der Simulation des 30°-

Zugversuchs die äußeren Knoten im Bereich der Einspannung nicht fest einge-

spannt, zeigt sich, dass die Hauptdeformationszone mit der Zunahme der freien 

Knoten breiter wird und sich an die Deformation im Experiment mit der Prüf-

geschwindigkeit 𝑣2 (20 mm/min) annähert (Abbildung D-23). Auch die 𝜀22-

Dehnungen der Simulation sinken mit der Zunahme der freien Knoten in der 

Einspannung auf das Niveau der experimentell ermittelten 𝜀22-Dehnungen. Die 

in der Simulation ermittelten Scherwinkel 𝛾12 und 𝜀⊥-Dehnungen werden mit 

Zunahme der freien Knoten in der Einspannung ebenfalls kleiner, bleiben je-

doch im Bereich der experimentell ermittelten Werte. Im Unterschied zum Ex-

periment, in dem die Kohlenstofffaserbündel durchrutschen und somit teilweise 

„nachfließen“, wird in der Simulation eine andere, kontinuierliche Verformung 

im Bereich der freien und nicht unter Zugbelastung stehenden Randknoten be-

obachtet (Abbildung D-24).   
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a) 

  

b) 

  

c) 

  

Abbildung D-22: Verteilung der Dehnungskomponenten am Ende der Simulation des  
30°-Zugversuchs mit Material MT13-MS2 im Vergleich zu den experimentellen Ergebnissen mit 

Prüfgeschwindigkeit 𝑣2 (vgl. Abbildung B-29 bis Abbildung B-33): a) Scherwinkel 𝛾12 [𝑟𝑎𝑑]; 
b) Dehnung 𝜀22 [𝑚𝑚/𝑚𝑚]; c) Dehnung 𝜀⊥ [𝑚𝑚/𝑚𝑚]. 
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a) 

  

b) 

  

c) 

  

Abbildung D-23: Verteilung der Dehnungskomponenten am Ende der Simulation des  
30°-Zugversuchs bei verschiedenen Einspannbedingungen im Vergleich zu den experimentellen 

Ergebnissen mit Prüfgeschwindigkeit 𝑣2 (vgl. Abbildung B-29 bis Abbildung B-33): a) Scherwinkel 

𝛾12 [𝑟𝑎𝑑]; b) Dehnung 𝜀22 [𝑚𝑚/𝑚𝑚]; c) Dehnung 𝜀⊥ [𝑚𝑚/𝑚𝑚]. 
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Abbildung D-24: Deformation im Bereich der linken unteren freien Randknoten in der Simulation 

des 30°-Zugversuchs mit Einspannbedingung R2 (Dehnung 𝜀22 [𝑚𝑚/𝑚𝑚]). 

In Abbildung D-25 ist die Verteilung der Dehnungskomponenten der Simulati-

on des 45°-Zugversuchs im Vergleich zu den experimentellen Ergebnissen dar-

gestellt. Es ist erkennbar, dass sich die Deformation der Probe in der Simulation 

von der Deformation der Probe im Versuch insofern unterscheidet, dass die 

Deformation in der Simulation homogener ist als im Versuch. Insbesondere die 

𝜀22-Dehnungen am Probenrand sind im Versuch deutlich größer als in der Si-

mulation. Die Beträge der einzelnen Dehnungskomponenten in der Simulation 

im 45°-Versuchs hängen stark von den verwendeten Materialparametern ab. 

Während die erreichten Scherwinkel und 𝜀⊥-Dehnungen der Simulation mit Ma-

terial MT07 (passend für die Kraft-Verschiebungs-Kurven des 45°- und des 60°-

Zugversuchs) den Versuchsergebnissen am nächsten kommen, kommen die 

𝜀22-Dehnungen der Simulation mit Material MT11 (passend für die Kraft-

Verschiebungs-Kurven aller Off-Axis-Zugversuche mit 20 mm/min Verfahrge-

schwindigkeit) den Versuchsergebnissen am nächsten. Insbesondere der Betrag 

der 𝜀⊥-Dehnungen ist in der Simulation mit Material MT11 deutlich kleiner als 

im Versuch ermittelt. Die Dehnungskomponenten der Simulation mit Material 

MT13 (passend für die Kraft-Verschiebungs-Kurven aller Off-Axis-

Zugversuche, bei korrekter Modellierung der Einspannung) liegen betragsmäßig 

zwischen denen der Simulationen mit den Materialien MT07 und MT11. 

  

Frame 0/100 Frame 33/100 Frame 66/100 Frame 100
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c) 

  

Abbildung D-25: Verteilung der Dehnungskomponenten am Ende der Simulation des 45°-Zug-

versuchs im Vergleich zu den experimentellen Ergebnissen mit Prüfgeschwindigkeit 𝑣2 (vgl. Abbil-

dung B-29 bis Abbildung B-33): a) Scherwinkel 𝛾12 [𝑟𝑎𝑑]; b) Dehnung 𝜀22 [𝑚𝑚/𝑚𝑚]; c) Dehnung 

𝜀⊥ [𝑚𝑚/𝑚𝑚]. 
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In Abbildung D-26 ist die Verteilung der Dehnungskomponenten der Simulati-

on des 60°-Zugversuchs im Vergleich zu den experimentellen Ergebnissen dar-

gestellt. Auch in diesem Fall unterscheidet sich die Deformation der Proben in 

der Simulation von der Deformation der Probe im Versuch. Während im Ver-

such zwischen der schubdominierten Deformationszone in der Probenmitte 

und der zugdominierten Deformationszone am Probenrand unterschieden wer-

den kann (Abschnitt B 3.3.2), ist die Deformation in der Simulation, wie auch in 

der Simulation des 45°-Zugversuchs, deutlich homogener als im Versuch. Ins-

besondere die 𝜀22-Dehnungen am Probenrand sind im Versuch deutlich größer 

als in der Simulation. Auch bei der Simulation des 60°-Zugversuchs sind die Be-

träge der einzelnen Dehnungskomponenten stark von den verwendeten Materi-

alparametern abhängig. Während die erreichten Scherwinkel und 𝜀⊥-Dehnungen 

der Simulation mit Material MT07 (passend für die Kraft-Verschiebungs-

Kurven des 45°- und des 60°-Zugversuchs) den Versuchsergebnissen am nächs-

ten kommen, kommen die 𝜀22-Dehnungen der Simulation mit Material MT11 

(passend für die Kraft-Verschiebungs-Kurven aller Off-Axis-Zugversuche mit 

20 mm/min Verfahrgeschwindigkeit) den Versuchsergebnissen am nächsten. 

Der Betrag der 𝜀⊥-Dehnungen der Simulation mit Material MT11 ist, wie auch 

im Fall der Simulation der 45°-Zugversuchs, deutlich kleiner als im Versuch er-

mittelt. Die Dehnungskomponenten der Simulation mit Material MT13 (pas-

send für die Kraft-Verschiebungs-Kurven aller Off-Axis-Zugversuche, bei kor-

rekter Modellierung der Einspannung) liegen auch bei der Simulation des 60°-

Zugversuchs betragsmäßig zwischen denen, die in der Simulationen mit den Ma-

terialien MT07 und MT11 erreicht werden.  

In Abbildung D-27 ist die Verteilung der Dehnung in Faserrichtung (𝜀11) am 

Ende der Simulation des 45°- und des 60°-Zugversuchs mit Material MT07QK 

vergleichend zu den experimentellen Ergebnissen dargestellt. Im Gegensatz zu 

den Versuchsergebnissen sind die 𝜀11-Dehnungen in der Simulation deutlich 

homogener verteilt und die Beträge der 𝜀11-Dehnungen sind in der Simulation 

deutlich kleiner als im Versuch.  
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Abbildung D-26: Verteilung der Dehnungskomponenten am Ende der Simulation des 60°-Zug-

versuchs im Vergleich zu den experimentellen Ergebnissen mit Prüfgeschwindigkeit 𝑣2 (vgl. Abbil-

dung B-29 bis Abbildung B-33): a) Scherwinkel 𝛾12 [𝑟𝑎𝑑]; b) Dehnung 𝜀22 [𝑚𝑚/𝑚𝑚]; c) Dehnung 

𝜀⊥ [𝑚𝑚/𝑚𝑚]. 
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a) 
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Abbildung D-27: Verteilung der Dehnung 𝜀11(in Faserrichtung) am Ende der Simulation des 45°- 
und des 60°-Zugversuchs mit Material MT07QK (a) im Vergleich zu den experimentellen Ergebnis-

sen mit Prüfgeschwindigkeit 𝑣2 (b, vgl. Abbildung B-34). 

In Abbildung D-28 ist die Verteilung der Dehnung in Faserrichtung (𝜀11) in der 

Simulation des 30°-Zugversuchs mit Material MT03QK bei 𝑡 = 0,17𝑠 und 

𝑡 = 0,23𝑠 dargestellt. Es ist erkennbar, dass die Elemente bei 𝑡 = 0,23𝑠 sehr 

stark verzerrt sind, was den Abbruch der Simulation zur Folge hat (die geplante 

Simulationsdauer 𝑡 = 1,0𝑠 beträgt). Für 𝑡 < 0,23𝑠 lässt sich jedoch feststellen, 

dass die Dehnung in Faserrichtung auch im 30°-Zugversuch homogen in der 

Hauptdeformationszone des Versuchs verteilt ist. 

a) 

 

b) 

 

Abbildung D-28: Verteilung der Dehnung ε11(in Faserrichtung) in der Simulation des 30°-Zug-

versuchs mit Material MT02QK: a) 𝑡 = 0,17𝑠; b) 𝑡 = 0,23𝑠 (Simulationsabbruch). 
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D 3.2.3 Verlauf der Dehnungskomponenten 

D 3.2.3.1 Simulation mit eindimensionaler Fließkurve 

In Abbildung D-29 und Abbildung D-30 ist jeweils der gemittelte Scherwinkel 

der Auswertebereiche B1 und B2 (Abbildung D-3) der Simulationen der Off-

Axis-Zugversuche über die globale Verschiebung dargestellt. Dabei fällt auf, 

dass nur im Fall der Simulation des 30°-Zugversuchs ein signifikanter Unter-

schied zwischen den Kurven der beiden Auswertebereiche festgestellt werden 

kann. Die Kurven der beiden Auswertebereiche sind im Fall der Simulation der 

45°- und 60°-Zugversuche nahezu identisch. Dies steht im Gegensatz zu den 

experimentell ermittelten Ergebnissen, bei denen sich die Kurven der einzelnen 

Auswertebereiche unterscheiden (Abschnitt B 4.5). Weiter lässt sich feststellen, 

dass das Niveau des Scherwinkels mit zunehmender Zugsteifigkeit der Naht 

(Zugsteifigkeit wird von MT01 bis MT09 größer) zunimmt (Abbildung D-29) 

und mit zunehmendem Niveau der Fließkurve der Schubspannungen (Span-

nungsniveau steigt von MS1 bis MS3 an) abnimmt (Abbildung D-30). Dabei 

wirkt sich Schublocking (MS2L1) nicht erkennbar auf die Form der resultieren-

den Scherwinkel-Verschiebungs-Kurven aus. Im Fall des 30°-Zugversuchs lie-

gen die aus der Simulation resultierenden Kurven im Bereich der experimentell 

ermittelten Kurven und die Form der Kurven ist vergleichbar. Im Fall der 45°- 

und 60°-Zugversuche ist zwar die Form der aus der Simulation resultierenden 

Kurven mit der Form der experimentell ermittelten Kurven in weiten Teilen 

vergleichbar, die in der Simulation erreichten Scherwinkel liegen jedoch in allen 

Fällen unterhalb der experimentell ermittelten Scherwinkeln. Dabei liegen die 

Scherwinkelkurven der Simulation mit Material MT09 (zugsteif) am nächsten bei 

den experimentellen Kurven und die der Simulationen mit Material MT02  

(zugweich) und MS3 (schubsteif) am weitesten weg von den experimentellen 

Kurven. 
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a) 

 

 

b) 

 

 

c) 

 

 

Abbildung D-29: Verlauf des gemittelten Scherwinkels über der globalen Verschiebung in den ver-
schiedenen Auswertebereichen der Simulation (Abbildung D-3) der Off-Axis-Zugversuche 
(Abbildung B-10) mit festen Schubeigenschaften (MS) und variierenden Zugeigenschaften in 

𝒕2-Richtung: a) OAT-30°; b) OAT-45°; c) OAT-60°. 
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Abbildung D-30: Verlauf des gemittelten Scherwinkels über der globalen Verschiebung in den ver-
schiedenen Auswertebereichen der Simulation (Abbildung D-3) der Off-Axis-Zugversuche 

(Abbildung B-10) mit Zugeigenschaften in 𝒕2-Richtung (MT und variierenden festen Schubeigen-
schaften: a) OAT-30°; b) OAT-45°; c) OAT-60°. 
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In Abbildung D-31 und Abbildung D-32 ist jeweils die gemittelte Dehnung 𝜀22 

der Auswertebereiche B1 und B2 der Simulationen der Off-Axis-Zugversuche 

über die globale Verschiebung dargestellt. Im Fall der Simulation des 30°-

Zugversuchs lässt sich ein signifikanter Unterschied zwischen den Kurven der 

beiden Auswertebereiche feststellen. Im Fall der Simulation des 45°- und 60°-

Versuchs unterscheiden sich die Kurven der beiden Auswertebereiche teilweise. 

Weiter lässt sich feststellen, dass das Niveau der gemittelten Dehnung 𝜀22 mit 

zunehmender Zugsteifigkeit der Naht (Zugsteifigkeit wird von MT01 bis MT09 

größer) abnimmt (Abbildung D-31) und mit zunehmendem Niveau der Fließ-

kurve der Schubspannungen zunimmt (Abbildung D-32). Dies ist gegensätzlich 

zum Verhalten der gemittelten Scherwinkelkurven (Abbildung D-29 und Abbil-

dung D-30). Einen Einfluss von Schublocking (MS2L1) auf den Verlauf der 

𝜀22(𝑢)-Kurven ist wie in der Simulation des 30°-Zugversuchs ebenfalls nicht 

erkennbar. Im Gegensatz zum Verlauf der Scherwinkelkurven liegen die aus der 

Simulation resultierenden 𝜀22(𝑢) -Kurven im Fall des 30°-Zugversuchs deutlich 

über den experimentell ermittelten Kurven und im Fall des 45°- und 60°-

Zugversuch im Bereich der experimentell ermittelten Kurven. Dabei liegen die 

𝜀22(𝑢)-Kurven der Simulation (45°- und 60°) mit steiferem „Querzugverhalten“ 

näher an den experimentellen Kurven, die aus den großen Auswertebereichen 

der Dehnungen (OAT45-12x9, OAT60-22x5) resultieren und die 𝜀22(𝑢)-

Kurven der Simulation (45°- und 60°) mit weniger steifem „Querzugverhalten“ 

näher an den experimentellen Kurven die aus den kleinen Auswertebereichen 

der Dehnungen (OAT45-8x6, OAT60-5x4) resultieren. 
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Abbildung D-31: Verlauf der gemittelten Dehnung ε22 über der globalen Verschiebung in den ver-
schiedenen Auswertebereichen der Simulation (Abbildung D-3) der Off-Axis-Zugversuche 
(Abbildung B-10) mit festen Schubeigenschaften (MS) und variierenden Zugeigenschaften in 

𝒕2-Richtung: a) OAT-30°; b) OAT-45°; c) OAT-60°. 
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Abbildung D-32: Verlauf der gemittelten Dehnung 𝜀22 über der globalen Verschiebung in den ver-
schiedenen Auswertebereichen der Simulation (Abbildung D-3) der Off-Axis-Zugversuche 

(Abbildung B-10) mit Zugeigenschaften in 𝒕2-Richtung (MT und variierenden festen Schubeigen-
schaften: a) OAT-30°; b) OAT-45°; c) OAT-60°. 
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In Abbildung D-33 und Abbildung D-34 ist jeweils die gemittelte Dehnung 𝜀⊥ 

der Auswertebereiche B1 und B2 der Simulationen der Off-Axis-Zugversuche 

über die globale Verschiebung dargestellt. Wie auch beim Verlauf des gemittel-

ten Scherwinkels lässt sich nur im Fall der Simulation des 30°-Zugversuchs ein 

signifikanter Unterschied zwischen den Kurven der beiden Auswertebereiche 

feststellen. Im Fall der Simulation des 45°- und 60°-Zugversuchs sind die Kur-

ven der beiden Auswertebereiche für die meisten Materialien nahezu identisch, 

was gegensätzlich zu den experimentell ermittelten Ergebnissen ist. Weiter lässt 

sich feststellen, dass der Betrag der gemittelten Dehnung 𝜀⊥ umso mehr steigt, 

umso mehr die Zugsteifigkeit der Naht (Zugsteifigkeit wird von MT01 bis 

MT09 größer) zunimmt (Abbildung D-33), und dass sich die 𝜀⊥(𝑢) –Kurven 

mit steigender Zugsteifigkeit der Naht den experimentellen Kurven annähern. 

Ein geringeres Niveau der Fließkurve der Schubspannungen (MS1) führt eben-

falls zu betragsmäßig größeren 𝜀⊥-Dehnung (Abbildung D-34). Im Gegensatz 

zum Verlauf der 𝛾12(𝑢)- und der 𝜀22(𝑢)-Kurven beinflusst Schublocking 

(MS2L1) den Verlauf der 𝜀⊥(𝑢) –Kurven im Fall der Simulation des 30°-

Zugversuchs. Mit zunehmendem Schublocking sinkt hier der Betrag der gemit-

telte Dehnung 𝜀⊥ (Abbildung D-34a). Stärkeres Schublocking führt somit zur 

Entfernung der simulativ ermittelten 𝜀⊥(𝑢) –Kurven von den experimentell 

ermittelten 𝜀⊥(𝑢) –Kurven. 
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Abbildung D-33: Verlauf der gemittelten Dehnung 𝜀⊥ über der globalen Verschiebung in den ver-
schiedenen Auswertebereichen der Simulation (Abbildung D-3) der Off-Axis-Zugversuche 
(Abbildung B-10) mit festen Schubeigenschaften (MS) und variierenden Zugeigenschaften in 

𝒕2-Richtung: a) OAT-30°; b) OAT-45°; c) OAT-60°. 
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Abbildung D-34: Verlauf der gemittelten Dehnung 𝜀⊥ über der globalen Verschiebung in den ver-
schiedenen Auswertebereichen der Simulation (Abbildung D-3) der Off-Axis-Zugversuche 

(Abbildung B-10) mit Zugeigenschaften in 𝒕2-Richtung (MT und variierenden festen Schubeigen-
schaften: a) OAT-30°; b) OAT-45°; c) OAT-60°. 
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D 3.2.3.2 Simulation mit zweidimensionaler Fließfläche 

In Abbildung D-35 ist der gemittelte Scherwinkel der Auswertebereiche B1 und 

B2 der Simulationen der Off-Axis-Zugversuche über die globale Verschiebung 

für die Materialien mit zweidimensionaler Fließfläche (MT10 bis MT13) verglei-

chend zu ihren „Ausgangsmaterialien“ (MT02 bzw. MT04 und MT07 mit ein-

dimensionaler Fließkurve) dargestellt. Die 𝛾12(𝑢)-Kurven der Simulation mit 

den Materialien MT10, MT11, MT12 und MT13 (zweidimensionale Fließfläche) 

stellen eine Art „Mittelwert“ zwischen Simulationskurven der Ausgangsmateria-

lien dar (vgl. Abschnitt D 3.2.1.2). Bei kleinen Verschiebungen entsprechen die 

𝛾12(𝑢)-Kurven der Materialien MT10, MT11, MT12 und MT13 der 𝛾12(𝑢)-

Kurven von Ausgangsmaterial MT07 (zugsteif). Bei großen Verschiebungen nä-

hern sich die die 𝛾12(𝑢)-Kurven der Materialien MT10, MT11, MT12 und 

MT13 der 𝛾12(𝑢)-Kurven von Ausgangsmaterial MT02 bzw. MT04 (beide zug-

weich) an. Bei den 𝛾12(𝑢)-Kurven der Simulation der 60°-Zugversuche ist je-

doch zu beachten, dass die zweidimensionale Fließfläche dazu führt, dass die 

Steigung der Kurve von Material MT10 (kleinster kritischer Winkel 𝛾12
𝑒 ) ab einer 

Verschiebung von ca. 25 mm im Vergleich zur Steigung der Kurve von Material 

MT07 abnimmt, wohingegen die Steigungen der Kurven der Materialien Mt11-

MT13 ab einer Verschiebung von ca. 25 mm im Vergleich zur Steigung der 

Kurve von Material MT07 zunehmen. Für sehr große Verschiebungen flachen 

die Kurven aller Materialien mit zweidimensionaler Fließfläche ab und nähern 

sich somit an die Kurven der Ausgangsmaterialien MT02 bzw. MT04 an, was 

dazu führt, dass die Kurve von Material MT10 zwischen den Kurven der ent-

sprechenden Ausgangsmaterialien verläuft, die Kurven der Materialien MT11-

MT13 jedoch alle oberhalb der Kurve von Ausgangsmaterial MT07 verlaufen. 

Damit verlaufen die Kurven der Materialien MT11 bis MT13 im 60°-

Zugversuch näher an den experimentell ermittelten Kurven, als die Kurve von 

Ausgangsmaterial MT07. 
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Abbildung D-35: Verlauf des gemittelten Scherwinkels über der globalen Verschiebung in den ver-
schiedenen Auswertebereichen der Simulation der Off-Axis-Zugversuche mit zweidimensionaler 

Fließfläche zur Beschreibung des Zugverhaltens in 𝒕2-Richtung: a) OAT-30°; b) OAT-45°; 
c) OAT-60°. 
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In Abbildung D-36 ist die gemittelte Dehnung 𝜀22 der Auswertebereiche B1 

und B2 der Simulationen der Off-Axis-Zugversuche über die globale Verschie-

bung für die Materialien mit zweidimensionaler Fließfläche vergleichend zu ih-

ren „Ausgangsmaterialien“ (mit eindimensionaler Fließkurve) dargestellt. Die 

𝜀22(𝑢)-Kurven der Simulation mit den Materialien MT10, MT11, MT12 und 

MT13 (zweidimensionale Fließfläche) stellen, wie schon die 𝛾12(𝑢)-Kurven eine 

Art „Mittelwert“ zwischen den Simulationskurven der Ausgangsmaterialien dar. 

Auch hier entsprechen die 𝜀22(𝑢)-Kurven der Materialien MT10, MT11, MT12 

und MT13 bei kleinen Verschiebungen der 𝜀22(𝑢)-Kurven von „Ausgangsmate-

rial“ MT07 (zugsteif) und nähern sich bei großen Verschiebungen an die 

𝜀22(𝑢)-Kurven von Ausgangsmaterial MT02 bzw. MT04 (beide zugweich) an. 

Der größte Einfluss der zweidimensionalen Fließfläche auf den Verlauf der 

𝜀22(𝑢)-Kurven ist bei der Simulation der 45°-Zugversuche festzustellen. Hier 

weichen die 𝜀22(𝑢)-Kurven der Materialien mit zweidimensionaler Fließfläche 

insbesondere bei großen Verschiebungen von der Kurve des „Ausgangsmateri-

al“ MT07 ab. Bei großen Verschiebungen ist in diesem Fall die Abweichung 

umso größer, umso kleiner der kritische Winkel 𝛾12
𝑒  gewählt wird. Für den Fall 

der Simulation des 60°-Zugversuchs weicht insbesondere die Kurve von Materi-

al MT10 (kleinster kritischer Winkel 𝛾12
𝑒 ) von der Kurve von Ausgangsmaterial 

MT07 ab. Weiter lässt sich feststellen, dass Schublocking (MS2L1) auch die re-

sultierenden 𝜀22(𝑢)-Kurven nicht erkennbar beeinflusst. Abschließend bleibt 

festzuhalten, dass auch die zweidimensionale Fließfläche nicht dazu führt, dass 

die 𝜀22-Dehnungen in der Simulation des 30°-Zugversuchs deutlich größer sind, 

als im Experiment ermittelt. 
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a) 

 

 

b) 

 

 

c) 

 

 

Abbildung D-36: Verlauf der gemittelten Dehnung 𝜀22 über der globalen Verschiebung in den ver-
schiedenen Auswertebereichen der Simulation der Off-Axis-Zugversuche mit zweidimensionaler 

Fließfläche zur Beschreibung des Zugverhaltens in 𝒕2-Richtung: a) OAT-30°; b) OAT-45°; 
c) OAT-60°. 

0 20 40 60 80
0,0

0,2

0,4

0,6

0,8

1,0

1,2

1,4

1,6

1,8

2,0

2,2

2,4

 MT11-MS2L1-B1

 MT11-MS2L1-B2

 MT12-MS2-B1

 MT12-MS2-B2

 MT13-MS2-B1

 MT13-MS2-B2

 MT13-MS2L1-B1

 MT13-MS2L1-B2D
eh

n
u
n

g 
 2

2
 [

m
m

/
m

m
]

Verschiebung [mm]

 OAT 30° - 23 x 4 (Exp.)

 OAT 30° - 7 x 4 (Exp.)

 OAT 30° - 7 x 1 (Exp.)

 MT02-MS2-B1

 MT02-MS2-B2

 MT04-MS2-B1

 MT04-MS2-B2

 MT07-MS2-B1

 MT07-MS2-B2

 MT10-MS2-B1

 MT10-MS2-B2

 MT11-MS2-B1

 MT11-MS2-B2

0 20 40 60 80
0,00

0,05

0,10

0,15

0,20

0,25

0,30

 MT11-MS2L1-B1

 MT11-MS2L1-B2

 MT12-MS2-B1

 MT12-MS2-B2

 MT13-MS2-B1

 MT12-MS2-B2

 MT13-MS2L1-B1

 MT13-MS2L1-B2D
eh

n
u
n

g 
 2

2
 [

m
m

/
m

m
]

Verschiebung [mm]

 OAT 45° - 12 x 9 (Exp.)

 OAT 45° - 8 x 6 (Exp.)

 MT02-MS2-B1

 MT02-MS2-B2

 MT04-MS2-B1

 MT04-MS2-B2

 MT07-MS2-B1

 MT07-MS2-B2

 MT10-MS2-B1

 MT10-MS2-B2

 MT11-MS2-B1

 MT11-MS2-B2

0 20 40 60 80
0,00

0,05

0,10

0,15

0,20

0,25

0,30

0,35

0,40

 MT11-MS2L1-B1

 MT11-MS2L1-B2

 MT12-MS2-B1

 MT12-MS2-B2

 MT13-MS2-B1

 MT13-MS2-B2

 MT13-MS2L1-B1

 MT13-MS2L1-B2

D
eh

n
u
n

g 
 2

2
 [

m
m

/
m

m
]

Verschiebung [mm]

 OAT 60° - 22 x 5 (Exp.)

 OAT 60° - 11 x 6 (Exp.)

 OAT 60° - 5 x4 (Exp.)

 MT02-MS2-B1

 MT02-MS2-B2

 MT04-MS2-B1

 MT04-MS2-B2

 MT07-MS2-B1

 MT07-MS2-B2

 MT10-MS2-B1

 MT10-MS2-B2

 MT11-MS2-B1

 MT11-MS2-B2



D 3.2 Off-Axis-Zugversuche 

263 

In Abbildung D-37 ist die gemittelte Dehnung 𝜀⊥ der Auswertebereiche B1 und 

B2 der Simulationen der Off-Axis-Zugversuche über die globale Verschiebung 

für die Materialien mit zweidimensionaler Fließfläche vergleichend zu ihren 

„Ausgangsmaterialien“ (mit eindimensionaler Fließkurve) dargestellt. Die 

𝜀⊥ (𝑢)-Kurven der Simulation mit den Materialien MT10, MT11, MT12 und 

MT13 (zweidimensionale Fließfläche) stellen, wie schon die 𝛾12(𝑢)- und 

𝜀22(𝑢)-Kurven eine Art „Mittelwert“ zwischen den Simulationskurven der Aus-

gangsmaterialien dar. Auch hier entsprechen die 𝜀22(𝑢)-Kurven der Materialien 

MT10, MT11, MT12 und MT13 bei kleinen Verschiebungen der 𝜀22(𝑢)-Kurven 

von Ausgangsmaterial MT07 (zugsteif) und nähern sich bei großen Verschie-

bungen an die 𝜀22(𝑢)-Kurven von Ausgangsmaterial MT02 bzw. MT04 (beide 

zugweich) an. Im Fall der Simulation des 30°-Zugversuchs ist die Abweichung 

von Ausgangsmaterial MT02 insbesondere im Bereich mittlerer Verschiebungen 

signifikant und umso größer, je größer der kritische Winkel 𝛾12
𝑒  gewählt wird. 

Im Fall der Simulation des 45°-Zugversuchs unterscheiden sich die Kurven der 

Materialien MT10 bis MT13 insbesondere bei großen Verschiebungen und für 

kleine kritische Winkel 𝛾12
𝑒  von der Kurve der Simulation mit Ausgangsmaterial 

MT07. Bei der Simulation des 60°-Zugversuchs unterscheidet sich insbesondere 

die MT10-Kurve von der Kurve des „Ausgangsmaterials“ (MT07). Schublo-

cking (MS2L1) beeinflusst die resultierenden 𝜀⊥(𝑢)-Kurven ebenfalls nicht er-

kennbar. 
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a) 

 

 

b) 

 

 

c) 

 

 

Abbildung D-37: Verlauf der gemittelten Dehnung 𝜀⊥ über der globalen Verschiebung in den ver-
schiedenen Auswertebereichen der Simulation der Off-Axis-Zugversuche mit zweidimensionaler 

Fließfläche zur Beschreibung des Zugverhaltens in 𝒕2-Richtung: a) OAT-30°; b) OAT-45°; 
c) OAT-60°. 
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D 3.2.3.3 Simulation des 30°-Zugversuchs mit verschiedenen  

Einspannbedingungen 

Der Vergleich der Dehnungs-Verschiebungs-Kurven der Simulation des 30°-

Zugversuche mit unterschiedlichen Einspannbedingungen (vgl. Abbildung D-4) 

zeigt, dass die Kurven der beiden Auswertebereiche einer Simulation im Fall der 

Einspannbedingung R1 und R2 identisch sind, wohingegen sich die Kurven der 

beiden Auswertebereiche im Fall der Simulation mit fest eingespannten Knoten 

(Einspannbedingung R0) unterscheiden (Abbildung D-38). Das Niveau der in 

der Simulation erreichten Dehnungen und insbesondere das Niveau der 𝜀22-

Dehnungen sinkt mit zunehmender Anzahl freier Knoten. Dabei verlaufen die 

𝜀22(𝑢)-Kurven der Simulationen mit Einspannbedingung R2 im Bereich der 

experimentell ermittelten Kurven. Die 𝜀22-Dehnungen der Simulationen mit 

Einspannbedingung R1 liegen oberhalb der experimentell ermittelten Dehnun-

gen, wobei die 𝜀22-Dehnungen der Simulation mit Material MT02 größer sind 

als die der Simulation mit Material MT13 (Ausgangsmaterialien MT07 und 

MT02). Dagegen sind die Scherwinkel der Simulationen mit Material MT13 grö-

ßer als die der Simulationen mit Material MT02 und deren Kurven liegen im 

Gegensatz zu Material MT02 innerhalb des Bereichs der experimentell ermittel-

ten Scherwinkel. Die 𝜀⊥(𝑢)-Kurven der Simulationen mit Material MT02 ent-

fernen sich mit zunehmender Anzahl freier Knoten von den experimentell er-

mittelten Kurven, wohingegen die 𝜀⊥(𝑢)-Kurven der Simulationen mit Material 

MT13 im Bereich der experimentell ermittelten Kurven liegen. Schublocking 

wirkt sich kaum auf den Verlauf der 𝛾12(𝑢)- und 𝜀22(𝑢)-Kurven der Simulatio-

nen mit Einspannbedingung R2 aus (Abbildung D-39). Der Verlauf der 𝜀⊥(𝑢)-

Kurven der Simulationen mit Material MT13 und Einspannbedingung R2 wird 

dagegen von Schublocking beeinflusst. 
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Abbildung D-38: Verlauf der gemittelten Dehnungskomponenten über der globalen Verschiebung 
in den verschiedenen Auswertebereichen der Simulation des 30° -Zugversuchs bei verschiedenen 

Einspannbedingungen: a) Scherwinkel 𝛾12; b) Dehnung 𝜀22; c) Dehnung 𝜀⊥. 
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a) 

 

 

b) 

 

 

c) 

 

 

Abbildung D-39: Verlauf der gemittelten Dehnungskomponenten über der globalen Verschiebung 
in Auswertebereich B1 der Simulation des 30° -Zugversuchs mit Einspannbedingung R2 und ver-

schiedenen Materialien zur Beschreibung des Schubverhaltens: a) Scherwinkel 𝛾12; b) Dehnung 𝜀22; 

c) Dehnung 𝜀⊥. 

0 20 40 60 80
0,0

0,2

0,4

0,6

0,8

1,0

1,2

1,4

S
ch

er
w

in
k
el

 
1
2
 [

ra
d

]

Verschiebung [mm]

 OAT 30° - 23 x 4 (Exp.)

 OAT 30° - 7 x 4 (Exp.)

 OAT 30° - 7 x 1 (Exp.)

 MT02-MS2-R2-B1

 MT02-MS2L1-R2-B1

 MT02-MS2L2-R2-B1

 MT02-MS2L3-R2-B1

 MT13-MS2-R2-B1

 MT13-MS2L1-R2-B1

 MT13-MS2L2-R2-B1

 MT13-MS2L3-R2-B1

0 20 40 60 80
0,0

0,2

0,4

0,6

0,8

D
eh

n
u
n

g 
 2

2
 [

m
m

/
m

m
]

Verschiebung [mm]

 OAT 30° - 23 x 4 (Exp.)

 OAT 30° - 7 x 4 (Exp.)

 OAT 30° - 7 x 1 (Exp.)

 MT02-MS2-R2-B1

 MT02-MS2L1-R2-B1

 MT02-MS2L2-R2-B1

 MT02-MS2L3-R2-B1

 MT13-MS2-R2-B1

 MT13-MS2L1-R1-B1

 MT13-MS2L2-R2-B1

 MT13-MS2L3-R2-B1

0 20 40 60 80
-0,7

-0,6

-0,5

-0,4

-0,3

-0,2

-0,1

0,0

0,1

D
eh

n
u
n

g 
 

 [
m

m
/

m
m

]

Verschiebung [mm]

 OAT 30° - 23 x 4 (Exp.)

 OAT 30° - 7 x 4 (Exp.)

 OAT 30° - 7 x 1 (Exp.)

 MT02-MS2-R2-B1

 MT02-MS2L1-R2-B1

 MT02-MS2L2-R2-B1

 MT02-MS2L3-R2-B1

 MT13-MS2-R2-B1

 MT13-MS2L1-R2-B1

 MT13-MS2L2-R2-B1

 MT13-MS2L3-R2-B1



D 3 Simulationsergebnisse 

268 

D 3.3 Cantilever-Test 

Die Simulation des Cantilever-Test in 0°-Richtung (Abbildung D-40a) zeigt, 

dass die gewählten Materialparameter (Tabelle D-6) bei einer definierten Über-

hanglänge von 𝐿𝑥
0° = 234 𝑚𝑚 zur Berührung der um 41,5° geneigten Ebene 

führen. Die Simulation des Cantilever-Tests in 90°-Richtung (Abbildung D-40b) 

zeigt, dass mit keinem der gewählten Parameter (Tabelle D-7) die Biegesteifig-

keit so gering ist, dass die Probe quasi senkrecht nach unten fällt, wie es im Ex-

periment (Abbildung B-40b) beobachtet wird. Weiter ist erkennbar, dass sich die 

Form der gebogenen Proben mit abnehmender Transversalschubsteifigkeit 𝐾22 

ändert. In der Simulation mit der niedrigsten Transversalschubsteifigkeit von 

𝐾22 = 0.0001 𝑀𝑃𝑎 (Abbildung D-40b, B42) findet die Biegung fast aus-

schließlich in den eingespannten Elementen statt. In den restlichen Elementen 

wird in diesem Fall keine Krümmung beobachte, was unphysikalisch ist (Ab-

schnitt D 4.2.2), da kein Kontakt zwischen dem Starrkörper und der Biegeprobe 

modelliert wurde.  

a) 

 

b) 

 

Abbildung D-40: Simulation des Cantilever-Tests: a) 0°-Probe; b) 90°-Proben mit variablen Biege-
eigenschaften B12 bis B42 (Tabelle D-7). 

Aus der Verschiebung 𝑢𝑧 des Referenzpunktes der 90°-Proben (Abbildung 

D-41) lässt sich eindeutig erkennen, dass sich die (sehr kleine) Biegesteifigkeit in 

90°-Richtung nur durch Reduzieren der transversalen Schubsteifigkeit 𝐾22 her-

absetzen lässt, nicht jedoch durch Reduzieren des Moduls 𝐸 
𝐵

⊥ (vgl. Tabelle 

D-7): Während die Verschiebungskurven mit fester Transversalschubsteifigkeit 

𝐾22 (ersten Index) und variierendem Modul 𝐸 
𝐵

⊥ (zweiter Index) nahezu überei-
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nander liegen, liegen die Verschiebungskurven mit unterschiedlichen Transver-

salschubsteifigkeit und festem Modul 𝐸 
𝐵

⊥ deutlich auseinander. Die größte Ver-

schiebung und damit geringste Biegesteifigkeit wird mit 𝐾22 = 0.0001 𝑀𝑃𝑎 

beobachtet. Weiter zeigt Abbildung D-41, dass es sich bei dem untersuchten 

Zustand um einen Gleichgewichtszustand handelt, bei dem alle Schwingungen 

des dynamischen Vorgangs abgeklungen sind. 

 

Abbildung D-41: Verschiebung 𝑢𝑧 des Referenzpunktes der 90°-Proben in der Simulation des Can-
tilever-Tests über die Simulationsdauer bei verschiedenen Materialparametern. 

D 3.4 Hemisphären-Test 

Abbildung D-42 zeigt die Verformung des UD-Geleges in der Simulation des 

Hemisphären-Tests mit Material MT13-MS02L1 und verschiedenen Biegestei-

figkeiten. Es ist deutlich erkennbar, dass die Halbzeugkontur am Ende der Um-

formsimulation mit der experimentell im Hemisphären-Test bestimmten Pre-

formkontur (Abbildung B-41c) übereinstimmt. Weiter ist erkennbar, dass im 

Fall der größten Biegesteifigkeit B12 keine Falten entstehen und dass das Aus-

maß der Faltenbildung mit abnehmender Biegesteifigkeit zunimmt. Dabei sind 

die Falten so orientiert, dass ihr „Gebirgskamm“ parallel zu den Kohlenstofffa-

sern (𝒕1-Richtung) verläuft. Somit stimmt die Orientierung der Falten der Simu-
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lation gut mit den experimentellen Beobachtungen überein (Abbildung B-41b,e). 

Bei genauerer Betrachtung der entstehenden Falten (Abbildung D-42e) ist er-

kennbar, dass die kleinstmögliche Größe der Falten der Größe der verwenden 

Elemente entspricht.  

In Abbildung D-43 ist die Entstehung der Falten in Korrelation mit der Ent-

wicklung der 𝜀⊥-Dehnungen in der Simulation des Hemisphären-Tests für ver-

schiedene Biegesteifigkeiten dargestellt. Bei 42 mm Werkzeughub sind die 𝜀⊥-

Dehnungen bei allen Biegesteifigkeiten vergleichbar. Bei 45 mm Werkzeughub 

sind die 𝜀⊥-Dehnungen in der Simulation mit der geringsten Biegesteifigkeit B32 

deutlich kleiner als in den anderen beiden Simulationen. Gleichzeitig wird bei 45 

mm Werkzeughub eine Falte in der Simulation mit Biegesteifigkeit B32 beo-

bachtet. Bei 48 mm Werkzeughub sind die 𝜀⊥-Dehnungen in der Simulation mit 

Biegesteifigkeit B12 am größten. Gleichzeitig wird in der Simulation mit Biege-

steifigkeit B22 eine kleine Falte und in der Simulation mit Biegesteifigkeit B32 

eine große Falte beobachtet. 

Abbildung D-44 zeigt die Faserorientierung am Ende der Simulation des Hemi-

sphären-Tests mit Material MT13-MS02L1-B22 im Vergleich zur Faserorientie-

rung im Versuch. Dabei wird eine sehr gute Übereinstimmung zwischen Simula-

tion und Versuch beobachtet. 

Abbildung D-45 zeigt die Verteilung des Scherwinkels γ12 in der Simulation des 

Hemisphären-Tests mit Material MT13-MS02L1-B22. Es ist erkennbar, dass 

Schubdeformation in der Umformsimulation von UD-Gelegen mit einem kon-

tinuierlichen Ansatz sowohl Abgleiten „parallel“ zu den Kohlenstofffasern (gro-

ße Schubdeformationen γ12 in 𝒕1-Richtung ausgerichtet), als auch Abgleiten 

„quer“ zu den Kohlenstofffasern (große Schubdeformationen γ12 in 𝒕2-

Richtung ausgerichtet) bedeuten kann. Im Gegensatz dazu wird im Experiment 

jedoch nur Abgleiten „parallel“ zu den Kohlenstofffasern beobachtet 

(Abbildung B-41). Weiter muss betont werden, dass die größten Scherwinkel 

jeweils in einer Schubdeformationszone mit Abgleiten „quer“ zu den Kohlen-

stofffasern auftreten. 
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a) 

 

b) 

 

c) 

 

d) 

 

e) 

 

f) 

 

Abbildung D-42: Verformung des UD-Geleges in der Simulation des Hemisphären-Tests mit Ma-
terial MT13-MS02L1 und den Biegesteifigkeiten B12 (a), B22 (c), B32 (c) und B42 (d) im Vergleich 
zum experimentellen Umformergebnis (f, vgl. Abbildung B-41c) sowie die vergrößerte Darstellung 
der Faltenbildung unterhalb des Niederhalters mit Material MT13-MS02L1-B42 (e). 

(e)

350 mm
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Abbildung D-43: Faltenbildung sowie Dehnungen 𝜀⊥ senkrecht zu den Kohlenstofffasern zu ver-
schiedenen Zeitpunkten in der Simulation des Hemisphären-Tests mit Material MT13-MS02L1 bei 
verschiedenen Biegesteifigkeiten (B12, B22, B32). 
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a) 

 

b) 

 

Abbildung D-44: Faserorientierung im Hemisphären-Test a) Simulation mit Material MT13-
MS02L1-B22; b) Experiment (vgl. Abbildung B-41f).  

a) 

 

b) 

 

Abbildung D-45: Verteilung des Scherwinkels 𝛾12[𝑟𝑎𝑑] (SDV8) in der Simulation des Hemisphä-
ren-Tests mit Material MT13-MS02L1-B22: a) bei Simulationsende; b) zur Simulationszeit  

𝑡 = 1,8𝑠 (90%). 
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In Abbildung D-46 ist die Verteilung der positiven 𝜀22-Dehnungen und 𝜀⊥-

Dehnungen sowie der negativen 𝜀⊥-Dehnungen am Ende der Simulation des 

Hemisphären-Tests mit Material MT13-MS02L1-B22 dargestellt. In den Berei-

chen der Hemisphäre mit geringer Schubdeformation sind die positiven 𝜀22- 

und 𝜀⊥-Dehnungen vergleichbar, in Bereichen mit großer Schubdeformation 

unterscheiden sich die beiden Dehnungsmaße jedoch. Während die 𝜀22-

Dehnungen in Bereichen großer Schubdeformationen größer Null sind, sind die 

𝜀⊥-Dehnungen in diesen Bereichen vielfach kleiner Null. Die Positionen mit 

maximal positiven 𝜀22- bzw. 𝜀⊥-Dehnungen der Simulation liegen etwas weiter 

unten (in Richtung der Werkzeugverschiebung) als die größten Faserlücken im 

Experiment (vgl. Abbildung D-44b). 

a) 

  

b) 

  
c) 

  

Abbildung D-46: Verteilung der Dehnung in der Simulation des Hemisphären-Tests mit Material 

MT13-MS02L1-B22: a) Dehnung 𝜀22 [𝑚𝑚 𝑚𝑚]⁄ ; b) positive Dehnung 𝜀⊥ [𝑚𝑚 𝑚𝑚]⁄ > 0; 

c) negative Dehnung 𝜀⊥ [𝑚𝑚 𝑚𝑚]⁄ < 0. 
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D 3.5 Lampentopf-Umformversuche 

In Abbildung D-47 und Abbildung D-48 sind jeweils die Ergebnisse der Um-

formsimulation einer in 0°-Richtung orientierten UD-Gelegeschicht am Lam-

pentopf mit Material MT13-MS2L1 und variierender Biegesteifigkeit dargestellt. 

Die entstehenden Falten sind so orientiert, dass ihr „Gebirgskamm“ parallel zu 

den Kohlenstofffasern (𝒕1-Richtung) verläuft und die Ergebnisse der Um-

formsimulation somit vergleichbar zu den experimentellen Versuchsergebnissen 

(Abbildung B-42a und Abbildung B-43a) sind. Weiter ist festzustellen, dass das 

Ausmaß der Faltenbildung mit sinkender Biegesteifigkeit zunimmt und die Brei-

te der Falten mit sinkender Biegesteifigkeit abnimmt. 

In Abbildung D-49 bis Abbildung D-52 sind die Ergebnisse der Umformsimu-

lation am Lampentopf mit Material MT13-MS2L1-B22 für die unterschiedlichen 

Lagenaufbauten (vgl. Tabelle D-15) vergleichend zu den Ergebnissen der expe-

rimentellen Umformversuche dargestellt. Sowohl die Preform-Kontur, als auch 

die entstandenen Falten der Umformsimulation aller Lagenaufbauten, auch der 

mit multidirektionalem Lagenaufbau und Halbzeug-Halbzeug-Kontakt, sind 

vergleichbar zu den Versuchsergebnissen. Allerdings weicht die relative Lage der 

Preforms auf dem Unterwerkzeug zwischen Simulation und Versuch, je nach 

Preform, mehr oder weniger ab. 
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a) 

 

b) 

 

c) 

 

d) 

 

Abbildung D-47: Variation der Biegesteifigkeit bei der Umformsimulation des Lampentopfes, eine 
Halbzeugschicht, 0°-Orientierung, Material MT13-MS2L1, Ansicht von oben: a) B12; b) B22; 
c) B32; d) B42. 

 

 

Gebirgskamm 

einer Falte
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a) 

  

b) 

  

c) 

  

d) 

  

Abbildung D-48: Variation der Biegesteifigkeit bei der Umformsimulation des Lampentopfes, eine 
Halbzeugschicht, 0°-Orientierung, Material MT13-MS2L1, Seitenansicht (links) mit vergrößerter 
Darstellung (rechts): a) B12; b) B22; c) B32; d) B42. 

Gebirgskamm 

einer Falte
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a)  

  

b) 

  

Abbildung D-49: Ergebnisse der einschichtigen Umformsimulation des Lampentopfes (links) mit 
Material MT13-MS2L1-B22 im Vergleich zu den Versuchsergebnissen (rechts): a) 0°-Orientierung; 
b) 90°-Orientierung. 

 

  

365 mm

365 mm
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a) 

  

b) 

  

Abbildung D-50: Ergebnisse der einschichtigen Umformsimulation des Lampentopfes (links) mit 
Material MT13-MS2L1-B22 im Vergleich zu den Versuchsergebnissen (rechts): a) -45°-Orientierung; 
b) +45°-Orientierung. 

 

  

365 mm

365 mm
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a)  

  

b) 

  

Abbildung D-51: Ergebnisse der zweischichtigen Umformsimulation des Lampentopfes (links) mit 
Material MT13-MS2L1-B22 im Vergleich zu den Versuchsergebnissen (rechts): a) 0/90°-
Orientierung; b) ±45°-Orientierung. 

 

365 mm

365 mm
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a)  

  

b) 

  

Abbildung D-52: Ergebnisse der vierschichtigen Umformsimulation des Lampentopfes (links) mit 
Material MT13-MS2L1-B22 im Vergleich zu den Versuchsergebnissen (rechts): a) [0/90/-45/+45]°-
Orientierung; b) [0/-45/90/+45]-Orientierung. 

In Abbildung D-53 und Abbildung D-54 sind exemplarisch Drapiereffekte der 

sichtbaren obersten Lage (+45°) des [0/-45/90/+45]-Umformversuchs verglei-

chend zu den Ergebnissen der [0/-45/90/+45]-Umformsimulation dargestellt. 

Faserbündellücken ohne Ondulationen korrelieren mit positiven 𝜀⊥-Dehnungen 

in der Umformsimulation (Abbildung D-53A). Die Entstehung von Faserbün-

delondulationen wird in der Simulation jedoch nicht diskret vorhergesagt.  

365 mm

365 mm
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Anstatt diskreter Faserbündelondulationen werden in der Simulation makrosko-

pische Falten (Abbildung D-53B und Abbildung D-54B) sowie Schubdehnun-

gen mit Abgleitrichtung „quer“ zu den Kohlenstofffasern (Schubdeformation in 

12-Richtung) vorhergesagt (Abbildung D-53C und insb. Abbildung D-54C). 

 

Abbildung D-53: Detailergebnis der [0/+45/90/-45]-Lampentopf-Umformsimulation mit Material 
MT13-MS02L1-B22 im Vergleich zum Umformversuch. Dargestellt ist jeweils die oben liegende  
-45°-Schicht. 
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Abbildung D-54: Detailergebnis der [0/+45/90/-45]-Lampentopf-Umformsimulation mit Material 
MT13-MS02L1-B22 im Vergleich zum Umformversuch. Dargestellt ist jeweils die oben liegende  
-45°-Schicht. 
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D 4 Diskussion des Simulations-

modells und der Simulations-

ergebnisse 

D 4.1 Simulationsmodell zur Beschreibung  

der Membraneigenschaften 

D 4.1.1 Modellierung von nicht-orthogonalem  

Materialverhalten 

Die Ein-Element-Zugversuche mit linear elastischem orthotropem Materialver-

halten (Abschnitt D 3.1.1) zeigen, dass die fiktiven Nennspannungen (Abschnitt 

C 2.3.2) und die linearen Dehnungen (C 2.2.2) auch im Fall von nicht-

orthogonaler Belastung (EE02 - Schrägzugversuch) zueinander passen (korres-

pondieren), da die resultierenden Spannungs-Dehnungs-Kurven (Abbildung 

D-11) linear sind und deren Steigung dem durch die Materialien MLIN01 und 

MLIN02 definierten E-Modul in 𝒕2-Richtung entspricht. Auch die Richtung der 

aus der 𝜀22-Dehnung berechneten fiktiven Nennspannung 𝑃22
∗  entspricht der 

Richtung von Linienelement 𝒕2, da der Winkel 𝛼 zwischen der Reaktionskraft 

und der Belastungsrichtung nahezu Null ist (Abbildung D-12b). Die Winkelab-

weichungen am Anfang der Ein-Element-Simulation (𝑡 < 0,2𝑠) sind auf Träg-

heitskräfte zurückzuführen, die aufgrund der sprunghaften Beschleunigung der 

Elementknoten am Anfang der Simulation entstehen. Somit ist das hier entwi-

ckelte Modell materiell objektiv und erfüllt alle Voraussetzungen zur mecha-

nisch korrekten Modellierung von nicht-orthogonalem Materialverhalten. Bei 

entsprechender Wahl der Materialparameter (z.B. MLIN03) kann dieses Materi-

almodell auch zur Modellierung des Umformverhaltens von biaxialen Faserver-

bundhalbzeugen, wie beispielsweise Geweben, verwendet werden (Abschnitt  

D 3.2.2.1). Im Gegensatz zu den bekannten hyperelastischen Materialmodelen 

(beispielweise [Hue06],[Dri11] oder [Aim10]) oder hypoelastischen Material-

modellen (beispielsweise [Bad09] oder [Kha10], vgl. Abschnitt A 3.3.2.2),  



D 4 Diskussion des Simulationsmodells und der Simulationsergebnisse 

286 

ermöglicht dieses Materialmodell die Beschreibung von nicht-orthogonalem  

Materialverhalten auch im Fall von großen Deformationen und großen Rotatio-

nen bezüglich technischer Dehnungen und technischer Nennspannungen (Ab-

schnitt C 2.4).  

D 4.1.2 Modellierung der Querkontraktion 

Aus den Ein-Element-Zugversuchen mit linear elastischem orthotropem Mate-

rialverhalten (Abschnitt D 3.1.1) wird ebenfalls ersichtlich, dass die Querkon-

traktionszahl 𝜈21 wie erwartet auch im Fall von nicht-orthogonaler Belastung zu 

negativen 𝜀11-Dehnungen bei positiven 𝜀22-Dehnungen führt (Abbildung 

D-10). Die aus den Knotenverschiebungen errechnete Querkontraktionszahl 

(Gleichung D-6) zeigt, dass die resultierende Querkontraktion des Elements der 

in Material MLIN02 definierten Querkontraktionszahl 𝜈21 = 0.3 entspricht. 

Querkontraktion in UD-Gelegen bedeutet Ausbeulen der Kohlenstofffaserbün-

del und kann unter folgenden Bedingungen entstehen: Durch die Querkontrak-

tion der Naht werden über Reibung zwischen der Naht und den Kohlenstofffa-

serbündeln axiale Druckkräfte in die Kohlenstofffaserbündel induziert, die, 

wenn sie zu groß werden, lokales Ausknicken der Kohlenstofffaserbündel be-

wirken. Dem entgegen wirkt die Stützwirkung der Naht, die jedoch je nach Be-

anspruchungszustand unterschiedlich sein dürfte. Diese physikalischen Vorgän-

ge werden im aktuellen Modell jedoch nicht diskret erfasst. Der aktuelle Ansatz 

beschreibt die Querkontraktion homogenisiert in Abhängigkeit der 𝜀22-

Dehnung. Dies führt zu einer weitaus homogeneren Verteilung der 𝜀11-

Dehnungen in der Simulation der Off-Axis-Zugversuche als sie im Versuch be-

obachtet werden (Abbildung D-27). Im Fall der Simulation des 30°-

Zugversuchs führt die Querkontraktion zu instabilem Verhalten, das wiederum 

den Abbruch der Simulation zu Folge hat. Zur genaueren und stabilen Modellie-

rung der Querkontraktion von UD-Gelegen besteht somit weiterer Forschungs-

bedarf, dessen Basis dieses Modell zur homogenisierten Beschreibung von 

nicht-orthogonaler Querkontraktion sein kann (Abschnitt E 3). Da in diesem 

Modell alle lokalen Abgleitvorgänge zwischen den Kohlenstofffaserbündeln und 

der Naht in die phänomenologische Beschreibung des nichtlinearen Material-

verhaltens unter Zugbelastung in 𝒕2-Richtung miteinfließen und somit lokales 

Ausbeulen der Kohlenstofffaserbündel nicht vorhergesagt werden kann, wurde 
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zur Parameteridentifikation mit der Simulation der Off-Axis-Zugversuche sowie 

in der Umformsimulationen auf Bauteillevel keine Querkontraktion definiert. 

D 4.1.3 Modellierung der Materialeigenschaften  

senkrecht zu den Kohlenstofffasern 

Das Materialverhalten bei Druckbelastung in 𝒕⊥-Richtung (senkrecht zu den 

Kohlenstofffasern) kombiniert mit Schubdeformation ist dadurch gekennzeich-

net, dass der Abstand zwischen den Kohlenstofffaserbündeln des UD-Geleges 

mit zunehmendem Scherwinkel kleiner wird, die Kohlenstofffaserbündel bei 

Kontakt teilweise in der Ebene komprimiert werden, bevor Falten entstehen 

(Abbildung B-24d und Abbildung B-36b). D.h. auch die im Pictureframe-Test 

und in den Off-Axis-Zugversuchen gemessenen Kraft-Verschiebungs-Kurven 

beinhalten somit die Entstehung der Falten in „verschmierter“ Form, so wie 

auch die typischerweise für Gewebe bekannten Schubkennlinien die Faltenbil-

dung bei Schublocking „verschmiert“ beinhalten [Boi05][Boi06][Lau08].  

Im Rahmen dieser Arbeit wird das Materialverhalten bei Druckbelastung in 𝒕⊥-

Richtung mit einem nicht-linearen elastischen, von der Dehnung 𝜀⊥ und dem 

Scherwinkel 𝛾12 abhängigen Modell beschrieben (Abbildung C-21, Gleichung 

C-103), dessen Spannungsbeitrag zu den Spannungen der Materialeigenschaften 

in Materialhauptrichtung addiert wird (Gleichung C-52). Diese Superposition 

der Spannungen entspricht dem von hyperelastischen Materialmodellen bekann-

ten Vorgehen der Summation des elastischen Potentials physikalischer Invarian-

ten [Aim10][Boi10] (beispielsweise des Potentials bei Zugdehnung in Fasersich-

tung oder bei Schubdeformation, vgl. Abschnitt A 3.3.2.2). Mit den Parametern 

𝐸⊥,0, 𝐸⊥,𝑜𝑓𝑓, 𝑃⊥,𝑜𝑓𝑓 wird die effektive Drucksteifigkeit ausreichend klein ge-

wählt, so dass die Deformation in 𝒕⊥-Richtung homogenisiert beschrieben wird, 

bevor diskrete Faltenbildung (Abschnitt D 4.3.2.2) durch den versteifenden 

„Locking-Term“ in Kombination mit der geringen Biegesteifigkeit 𝒕⊥-Richtung 

und ab einer Dehnung |𝜀⊥| >  |𝜀⊥,𝑙𝑜𝑐𝑘| erzwungen wird. Mit der Scherwin-

kelabhängigkeit wird erreicht, dass „Locking“ im Fall von großen Scherwinkeln 

erst bei betragsmäßig größeren 𝜀⊥ −Dehnungen beginnt, als im Fall von kleinen 

Scherwinkeln, so dass es mit dem Modell bei entsprechender Wahl der Material-
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parameter sowohl möglich ist, den Verlauf der experimentellen 𝜀⊥(𝑢) –Kurven 

in der Simulation der Off-Axis-Zugversuche abzubilden (z.B. Abbildung 

D-38c), als auch diskrete Faltenbildung im Fall reiner Druckbelastung bei be-

tragsmäßig kleineren 𝜀⊥ −Dehnungen zu erzwingen. Der versteifende „Lo-

cking-Term“ ist jedoch nicht nur dafür da, diskrete Faltenbildung zu erzwingen, 

durch diesen Term wird auch verhindert, dass die Elemente bei sehr großer 

Schubbelastung „zusammenklappen“, was wiederum zum Abbruch der Simula-

tion führen würde. 

D 4.2 Parameteridentifikation anhand der  

Simulation der Couponversuche 

D 4.2.1 Materialparameter für die Membraneigenschaften 

D 4.2.1.1 Einfluss der Materialparameter zur Beschreibung der  

Zugeigenschaften auf die Kraft-Verschiebungs-Kurven 

Die Simulation der Off-Axis-Zugversuche zeigt, dass eine leicht unterhalb der 

Kennlinie des 230x120 mm² - Querzugversuchs (mit beidseitig nachfließenden 

Glasfasern) liegende Kurve zur Beschreibung des Materialverhaltens der Naht 

unter Zugbelastung (Abbildung D-13, MT07) zu einer guten Übereinstimmung 

zwischen den experimentell mit der Prüfgeschwindigkeit 𝑣1 (100 mm/min) und 

den in der Simulation ermittelten Kraft-Verschiebungs-Kurven der 45°- und 

60°-Zugversuche (Abbildung D-16, MT07) führt. Die zugweicheren Kennlinien 

der Querzugversuche mit kürzeren Proben (Abbildung D-13, MT05 und MT06) 

führen jedoch insbesondere in der Simulation des 60°-Zugversuchs zu geringe-

ren Kräften als sie im Experiment gemessen werden. Die Kennlinie des 230x180 

mm² - Querzugversuchs (Abbildung D-13, MT09) führt in der Simulation des 

45°- und 60°-Zugversuchs zu größeren Kräften als im Experiment (Abbildung 

D-16). Für eine gute Übereinstimmung zwischen den Kraft-Verschiebungs-

Kurven der Simulation der 30°-Zugversuche und den experimentell ermittelten 

Kurven sind die im Querzugversuch ermittelten Kennlinien jedoch nicht geeig-

net (Abbildung D-16a, MT05 und MT07). Die „Fließgrenze“ dieser Kurven ist 

insbesondere bei großen 𝜀22-Dehnungen zu hoch und muss für eine gute Über-
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einstimmung zwischen Simulation und Experiment mit der Prüfgeschwindigkeit 

𝑣1 (100 mm/min) (Abbildung D-16a, MT04) reduziert werden (Abbildung 

D-13b, MT04). Wird angenommen, dass die Kohlenstofffaserbündel bei den 

30°-Zugversuchen mit Prüfgeschwindigkeit 𝑣2 (20 mm/min) nicht aus der Ein-

spannung rutschen und der Unterschied zwischen den experimentell ermittelten 

Kurven auf ratenabhängiges Materialverhalten zurückzuführen wäre, muss die 

„Fließgrenze“ für eine gute Übereinstimmung zwischen Simulation und Expe-

riment (Abbildung D-16a, MT02) weiter reduziert werden (Abbildung D-13b, 

MT02). Wird Durchrutschen der Kohlenstofffaserbündel dagegen vereinfacht 

dadurch modelliert, dass die seitlichen Knoten der Einspannung nicht fest ein-

gespannt werden (Abbildung D-4), lässt sich zeigen, dass die entsprechenden 

Kraft-Verschiebungs-Kurven der Simulationen mit Material MT04 und den 

Einspannbedingungen R1 und R2 näherungsweise mit der experimentellen 

Kraft-Verschiebungs-Kurve mit Prüfgeschwindigkeit 𝑣2 übereinstimmen 

(Abbildung D-20). Auch wenn der Einfluss der Reibkraft in den Klemmbacken 

durch dieses vereinfachte Modell nicht berücksichtigt wird, ist das zugweichere 

Verhalten im Fall des 30°-Versuchs mit 20 mm/min Verfahrgeschwindigkeit 

eindeutig auf das Durchrutschen der Kohlenstofffasern in der Einspannung zu-

rückzuführen. Diese These wird zusätzlich dadurch gestützt, dass die Höhe 𝜀22-

Dehnungen in der Simulation des 30°-Zugversuchs mit Einspannbedingung 

(R2) den optisch gemessenen 𝜀22-Dehnungen entsprechen (Abbildung D-23b, 

Abbildung D-36a und Abschnitt D 4.2.1.3). Somit ist Material MT04 und nicht 

das deutlich zugweichere Material MT02 zur Beschreibung des Verhaltens des 

UD-Geleges im 30°-Zugversuch geeignet. Da Material MT04 bei der Simulation 

des 45°- und 60°-Zugversuchs wiederum zu kleineren Kräften führt, als sie im 

Versuch gemessen werden (Abbildung D-13), ist es offensichtlich nicht möglich 

mit einem einzigen Parametersatz eine gute Übereinstimmung zwischen den si-

mulativ und experimentell ermittelten Kraft-Verschiebungs-Kurven aller Off-

Axis-Zugversuche zu erzielen, sofern die eindimensionalen Fließkurve zur Be-

schreibung des Materialverhaltens in 𝒕2-Richtung verwendet wird. Die Tatsache, 

dass Material MT04 im Vergleich zu Material MT07 nachgiebiger ist und dass 

bei der Simulation des 30°-Zugversuchs sehr große Scherwinkel entstehen, lässt 

vermuten, dass die effektive „Zugsteifigkeit“ von UD-Gelegen unter Zugbelas-

tung in 𝒕2-Richtung mit zunehmendem Scherwinkel abnimmt. Wird das plasti-

sche Verhalten des Material unter Zugbelastung in 𝒕2-Richtung zusätzlich in 
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Abhängigkeit des Scherwinkels 𝛾12 modelliert, kann die „Fließgrenze“ in Ab-

hängigkeit des Scherwinkels so reduziert werden, dass es möglich ist, alle expe-

rimentell ermittelten Kraft-Verschiebungs-Kurven aller Off-Axis-Zugversuche 

mit einem einzigen Parametersatz im Mittel gut abzubilden (Abbildung D-19, 

MT13), sofern auch hier die Kraft-Verschiebungs-Kurve des 30°-Zugversuchs 

mit Prüfgeschwindigkeit 𝑣2 mit den Simulationen mit Einspannbedingung R1 

und R2 verglichen wird (Abbildung D-20a). Die aus der Simulation des Off-

Axis-Zugversuchs mit Material MT13 (zweidimensionaler Fließfläche) resultie-

renden Kraft- und Dehnungs-Verschiebungs-Kurven stellen dabei eine Art 

„Mittelwert“ der aus der Simulation der Off-Axis-Zugversuche mit den Aus-

gangsmaterialien MT04 und MT07 (eindimensionaler Fließkurve) resultierenden 

Kraft- und Dehnungs-Verschiebungs-Kurven dar. Es bleibt jedoch festzuhalten, 

dass für Verschiebungen kleiner 20 mm im Fall des 60°-Zugversuchs alle simu-

lativ ermittelten Kraft-Verschiebungs-Kurven von den experimentell ermittelten 

Kurven abweichen (Abbildung D-19c).  

Somit ist die korrekte Modellierung der Zugeigenschaften in 𝒕2-Richtung sowie 

die Berücksichtigung der Wechselwirkung zwischen Zug- und Schubdeformati-

onen für die Simulation des Umformverhaltens essentiell. Dies steht im Gegen-

satz zur Modellierung des Umformverhaltens von Geweben. Hier werden exis-

tierende Wechselwirkungen zwischen Schub- und Zugdeformation [Boi06] 

[Lau08][Nos14] in der Simulation in der Regel vernachlässigt [Kha10][Aim10] 

[Dri11][Mac16].  

D 4.2.1.2 Einfluss der Materialparameter zur Beschreibung der 

Schubeigenschaften auf die Kraft-Verschiebungs-Kurven 

Die Simulation der Off-Axis-Zugversuche zeigt, dass mit den im Pictureframe-

Test gemessenen Schubkennlinien keine Übereinstimmung zwischen den Kraft-

Verschiebungs-Kurven der Simulation und den experimentell ermittelten Kraft-

Verschiebungs-Kurven erzielt werden kann (Abbildung D-17 und Abbildung 

D-20b – Material MS3). Die mit Material MS3 (Schubkurve aus Pictureframe-

Test) resultierenden Kräfte sind viel zu groß, so dass das Niveau der „Fließgren-

ze“ für eine gute Übereinstimmung zwischen der Simulation der Off-Axis-

Zugversuche und den entsprechenden Versuchen deutlich geringer gewählt 

werden muss (Abbildung D-17 und Abbildung D-20b – Material MS2). Bei ge-
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ringerem Niveau der Schubkennlinien (im Vergleich zu Material MS3) wirkt sich 

Schublocking (MS2L1, MS2L2, MS2L3) nur auf die Kraft-Verschiebungs-

Kurven der Simulation des 30°-Zugversuchs aus (Abbildung D-17a, Abbildung 

D-18 und Abbildung D-20b), da die im 45°- und 60°-Zugversuch entstehenden 

Scherwinkel nicht entsprechend groß sind. Auch der Verlauf der Dehnungs-

Verschiebungs-Kurven wird von Schublocking kaum beeinflusst (Abbildung 

D-30, Abbildung D-32 und Abbildung D-39). Die Form der resultierenden 

Kraft-Verschiebungs-Kurven der Simulation der 30°-Zugversuche weicht je-

doch insbesondere im Fall von Material MT04 (geeignet zur Simulation der 30°-

Zugversuche) umso stärker von der experimentell mit Prüfgeschwindigkeit 𝑣1 

(100 mm/min) ermittelten Kraft-Verschiebungs-Kurve ab (Abbildung D-18a), 

umso stärkeres Schublocking modelliert wird. Wird das Materialverhalten bei 

Zugbelastung des Materials in 𝒕2-Richtung mit Material MT01 sehr nachgiebig 

modelliert, führt Schublocking nicht zu einem ausreichend großen Kraftanstieg, 

um die experimentell mit Prüfgeschwindigkeit 𝑣1 (20 mm/min) ermittelten 

Kraft-Verschiebungs-Kurve abzubilden. Im Fall der Simulation des 30°-

Zugversuchs mit Einspannbedingung R2 wird jedoch eine gute Übereinstim-

mung zwischen der Kraft-Verschiebungs-Kurve MT13-MS2L2-R2 (MT13 mit 

Schublocking) und experimentell mit Prüfgeschwindigkeit 𝑣2 ermittelten Kraft-

Verschiebungs-Kurve erzielt. Der Vergleich der Simulation des 30°-

Zugversuchs mit Einspannbedingung R0 und den experimentell mit Prüfge-

schwindigkeit 𝑣1 ermittelten Versuchsergebnissen wiegt bei der Bewertung der 

Simulationsergebnisse jedoch stärker als der Vergleich der Simulation des 30°-

Zugversuchs mit Einspannbedingung R2 und den experimentell mit Prüfge-

schwindigkeit 𝑣2 ermittelten Versuchsergebnissen, da die mit Prüfgeschwindig-

keit 𝑣2 ermittelten Egebnisse aufgrund des Durchrutschens der Kohlenstofffa-

serbündeln im seitlichen Bereich der Einspannung (Abschnitt B 3.3.2) mit einer 

größeren Unsicherheit behaftet sind. Somit ist davon auszugehen, dass der 

Kraftanstieg im 30°-Zugversuch maßgeblich vom Zugverhalten des Materials in 

𝒕2-Richtung dominiert wird und Schublocking bei UD-Gelegen eine unterge-

ordnete Rolle einnimmt (Abschnitt B 4.3).  

Zusammenfassend folgt, dass das Kraftniveau am Anfang der Kraft-

Verschiebungs-Kurven der Off-Axis-Zugversuche signifikant durch die Schub-

eigenschaften beeinflusst wird, wohingegen der Kraftanstieg zum Ende der De-
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formation in den Off-Axis-Zugversuchen maßgeblich durch das Zugverhalten 

des Materials in 𝒕2-Richtung beeinflusst wird. Dies ist im Gegensatz zum be-

kannten Verhalten von Geweben, deren gesamte Kraft-Verschiebungs-Kurve 

im Bias-Extension-Test ausschließlich von den Schubeigenschaften abhängig ist 

[Cao08][Pen13][Mac16]. 

D 4.2.1.3 Verteilung der Deformation in der Simulation  

der Off-Axis-Zugversuche 

Ein Vergleich der Deformation der Proben in der Simulation der Off-Axis-

Zugversuche mit der optisch im Versuch gemessenen Deformation zeigt, dass 

sich nur im Fall der Simulation des 30°-Zugversuchs die experimentell ermittel-

ten Deformationszonen ausbilden, wohingegen die Deformation in der Simula-

tion des 45°- und 60°-Zugversuches deutlich homogener ist, als sie experimen-

tell beobachtet wird (Abbildung D-22 bis Abbildung D-26). Dies lässt sich auch 

im Vergleich der experimentellen und simulativ ermittelten Dehnungs-

Verschiebungs-Kurven veranschaulichen (Abbildung D-29 bis Abbildung 

D-34): Die experimentell ermittelten Dehnungs-Verschiebungs-Kurven der ein-

zelnen Auswertebereiche unterscheiden sich aufgrund der inhomogenen De-

formation, während sich die simulativ ermittelten Dehnungs-Verschiebungs-

Kurven der einzelnen Auswertebereiche nur im Fall des 30°-Versuchs mit Ein-

spannbedingung R0 unterscheiden. Grund dafür ist die Tatsache, dass die Mate-

rialeigenschaften in den Versuchen über die Proben offensichtlich nicht kon-

stant sind und insbesondere am Rand der Proben kaum Zusammenhalt 

zwischen den Kohlenstofffaserbündeln existiert (Abschnitt B 4.5), wohingegen 

die Materialeigenschaften in der Simulation konstant über die Probenfläche sind. 

Dies steht im Gegensatz zur Simulation des Bias-Extension-Tests von Gewe-

ben. Da die Materialeigenschaften von Geweben im Vergleich zu den Materi-

aleigenschaften von UD-Gelegen über die Probenfläche homogener verteilt sind 

(Abschnitt B 4.5) und Schubdeformation der intrinsische Deformationsmodus 

von Geweben ist [Cao08][Lau08], lassen sich die für den Bias-Extension-Test 

typischen Deformationszonen (Abbildung B-9) in der Simulation Bias-

Extension-Tests von Geweben problemlos abbilden [Pen13][Mac16]. 

Der Vergleich der Deformation der Proben in der Simulation des 30°-

Zugversuchs mit der optisch im Versuch gemessenen Deformation zeigt 
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(Abbildung D-22 und Abbildung D-23), dass die parallel zu den Kohlenstofffa-

sern verlaufende Hauptdeformationszone des 30°-Zugversuchs eine für diesen 

Versuch intrinsische Deformationszone ist, die in erster Näherung unabhängig 

von der Inhomogenität der Materialeigenschaften ist. Bei genauerer Betrachtung 

wird jedoch deutlich, dass sich die Hauptdeformationszone der Simulation des 

30°-Versuchs von der im Experiment beobachteten Deformationszone unter-

scheidet: Während die Deformationszone in der Simulation mit Einspannbedin-

gung R0 sehr schmal und nicht gebogen ist, ist die Deformationszone im Expe-

riment insbesondere am Probenrand breiter als in der Simulation und leicht 

gebogen. Den größten Unterschied sind kennzeichnen die in der Simulation mit 

Einspannbedingung R0 auftretenden 𝜀22-Dehnungen, die um ein Vielfaches 

größer sind, als im Experiment (Abbildung D-25a und Abbildung D-31a). Diese 

Abweichung lässt sich auf das Durchrutschen der Kohlenstofffasern im seitli-

chen Bereich der Einspannung im Versuch mit Prüfgeschwindigkeit 𝑣2  

(20 mm/min) zurückführen, der die Basis für die Dehnungs-Verschiebungs-

Kurven darstellt. Wird Durchrutschen der Kohlenstofffaserbündel vereinfacht 

dadurch modelliert, dass die seitlichen Knoten der Einspannung nicht fest ein-

gespannt werden, lässt sich zeigen, dass die 𝜀22-Dehnungen der Simulation mit 

Einspannbedingung R2 den experimentell ermittelten Dehnungen entsprechen. 

Auch die Breite der Hauptdeformationszone der Simulation mit Einspannbe-

dingung R2 kommt der Deformationszone im Versuch näher als im Fall der Si-

mulation mit Einspannbedingung R0. Somit kann davon ausgegangen werden, 

dass die Deformation des 30°-Zugversuchs mit durchrutschenden Kohlenstoff-

faserbündeln durch die Modellierung mit den Einspannbedingungen R1 bzw. 

R2 in guter Näherung abgebildet werden kann und die Ergebnisse aus diesem 

Versuch somit zum Erkenntnisgewinn im Rahmen dieser Arbeit beitragen. Wei-

ter zeigt dieser Vergleich auch, dass insbesondere der 30°-Zugversuch mit den 

gewählten Abmaßen offensichtlich sehr sensitiv bezüglich der korrekten Model-

lierung der Einspannbedingungen und somit auch bezüglich der korrekten Mo-

dellierung des Längen- zu Breiten-Verhältnisses ist. Wäre die Probe etwas län-

ger, gäbe es folglich mehr Kohlenstofffaserbündel, die an keinem ihrer Enden 

fest eingespannt sind. Die Deformation einer solchen etwas längeren Probe 

würde mit zunehmender Probenlänge der Deformation der Probe mit durch-

rutschenden Kohlenstofffaserbündeln entsprechen. 
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Der Einfluss verschiedener Materialparameter auf die Deformation der Probe 

lässt sich gut anhand der Dehnungs-Verschiebungs-Kurven veranschaulichen 

(Abbildung D-29 bis Abbildung D-34). Die Entstehung von Schubdeformatio-

nen (Scherwinkel 𝛾12) wird wie auch die Entstehung von 𝜀⊥-Dehungen durch 

„steiferes“ Zugverhalten in 𝒕2-Richtung und durch eine geringere „Schubsteifig-

keit“ begünstigt. Somit definiert das Verhältnis zwischen „Schub-“ und „Zug-

steifigkeit“ die tatsächliche Schubdehnung und 𝜀⊥-Dehnung und damit den ef-

fektiven „Faservolumengehalt“ der Preform. Für 𝜀⊥ < 0 nimmt der 

„Faservolumengehalt“ im Vergleich zum undeformierten zweidimensionalen 

Halbzeug zu, für 𝜀⊥ > 0 nimmt der „Faservolumengehalt“ ab. Dagegen wird 

die Entstehung von 𝜀22-Zugdehnungen in 𝒕2-Richtung durch „steiferes“ Zug-

verhalten in 𝒕2-Richtung und durch eine geringere „Schubsteifigkeit“ behindert. 

Schubdeformationen können also nur dann entstehen, wenn das Zugverhalten 

in 𝒕2-Richtung „steif“ genug ist, um die Orientierung der Kohlenstofffaserbün-

del zu beeinflussen. Als Grenzfall hierfür kann die Deformation von Geweben 

betrachtet werden, deren Zugsteifigkeit in 𝒕2-Richtung so groß ist, dass aus-

schließlich Schubdeformation (pure shear) auftritt [Cao08]. 

D 4.2.1.4 Identifikation geeigneter Materialparameter für das  

entwickelte Simulationsmodell für UD-Gelege 

Neben der Tatsache, dass es mit einem Parametersatz, unter der Verwendung 

der eindimensionalen Fließkurve zur Beschreibung des Materialverhalten in 𝒕2-

Richtung nicht möglich ist, die Kraft-Verschiebungs-Kurven aller Off-Axis-

Zugversuche abzubilden (Abschnitt D 4.2.1.1), besteht auch zwischen den 

Kraft-Verschiebungs-Kurven und den Dehnungs-Verschiebungs-Kurven der 

jeweiligen Off-Axis-Zugversuche ein Zielkonflikt bei der Wahl geeigneter Mate-

rialparameter. Werden die Materialparameter in der Simulation des 45°- bzw. 

60°-Zugversuchs so angepasst, dass eine möglichst gute Übereinstimmung zwi-

schen den experimentell und in der Simulation ermittelten Dehnungs-

Verschiebungs-Kurven existiert (Material MT09), stimmen die experimentell 

und in der Simulation ermittelten Kraft-Verschiebungs-Kurven nicht so gut 

überein, wie wenn die Materialparameter hinsichtlich einer möglichst guten 

Übereinstimmung zwischen den experimentell und in der Simulation ermittelten 

Kraft-Verschiebungs-Kurven (Material MT07) ausgewählt werden (Abbildung 
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D-16b-c, Abbildung D-29b-c, Abbildung D-31b-c und Abbildung D-33b-c). 

Das wiederum führt dazu, dass die mit diesem Material (MT07) in der Simulati-

on ermittelten Dehnungs-Verschiebungs-Kurven nicht so gut mit den experi-

mentell ermittelten Kurven übereinstimmen, wie die mit Material MT09. Grund 

dafür ist im Wesentlichen die Tatsache, dass die Materialeigenschaften in den 

Proben der Simulation konstant sind, während sie in den Probe im Versuch of-

fensichtlich über die Fläche der Proben variieren. An diesem grundsätzlichen 

Zusammenhang ändert auch die Simulation der Off-Axis-Zugversuche mit der 

zweidimensionalen Fließfläche zur Beschreibung des Zugverhalten in 𝒕2-

Richtung nichts. Zwar ermöglicht die Verwendung der zweidimensionalen 

Fließfläche, dass die Kraft-Verschiebungs-Kurven für alle Off-Axis-

Zugversuche mit einem einzigen Parametersatz im Mittel gut abgebildet werden. 

Zu einer Verbesserung der Übereinstimmung zwischen den experimentell und 

den in der Simulation ermittelten Dehnungs-Verschiebungs-Kurven bei gleich-

zeitig guter Übereinstimmung der Kraft-Verschiebungs-Kurven führt die Ver-

wendung der zweidimensionalen Fließfläche jedoch nicht (Abbildung D-19 und 

Abbildung D-37). Um dies zu erreichen, müsste die Inhomogenität der Materi-

aleigenschaften in der Simulation der Off-Axis-Zugversuche berücksichtigt wer-

den (Abschnitt E 3).  

Des Weiteren ist bei der Bewertung der gefundenen Materialparameter zu be-

achten, dass die Identifikation der Materialparameter auf der Simulation der 

Off-Axis-Zugversuche mit jeweils nur einer Probengröße basiert. Gleichzeitig 

ist bekannt, dass sowohl die Probengeometrie als auch die Einspannbedingun-

gen das Querzugverhalten von UD-Gelegen beeinflussen (Abbildung B-19 und 

Abbildung B-21) und dass die Materialeigenschaften über die Fläche der Off-

Axis-Zugproben inhomogen verteilt sind (Abschnitt B 4.5). Somit ist davon 

auszugehen, dass auch das Materialverhalten des UD-Geleges in den Off-Axis-

Zugversuchen und somit auch die anhand dieser Versuchsergebnisse identifi-

zierten Materialparameter für das Simulationsmodell von der gewählten Proben-

geometrie abhängen. Der Einfluss der Probengeometrie auf das Materialverhal-

ten muss in zukünftigen Arbeiten untersucht werden. Weiter muss das 

Simulationsmodell ggf. dahingehend weiterentwickelt werden, dass die Materi-

aleigenschaften in der Simulation der Off-Axis-Zugversuche lokal veränderlich 

modelliert werden können (Abschnitt E 3). 
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Zusammenfassend zeigt sich, dass zur Parameteridentifikation des Materialver-

haltens im Fall der UD-Gelege sowohl die Kraft-Verschiebungs-Kurven als 

auch die gemittelten Dehnungs-Verschiebungs-Kurven aller drei Off-Axis-

Zugversuche notwendig sind. Die Parameteridentifikation allein auf Basis der 

Kraft-Verschiebungs-Kurve des 45°-Zugversuchs (Bias-Extension-Test), wie es 

beispielweise bei der Parameteridentifikation der Simulationsmodelle für Gewe-

be üblich ist [Cao08][Pen13][Mac16], kann im Fall von UD-Gelegen zu falschen 

Schlussfolgerungen führen: Beispielsweise liegt die Kraft-Verschiebungs-Kurve 

der Simulation des 45°-Zugversuchs mit Material MT02 relativ nah an der expe-

rimentell ermittelten Kraft-Verschiebungs-Kurve mit Prüfgeschwindigkeit 𝑣2 

(Abbildung D-16b). Die dazu gehörige 𝜀⊥(𝑢) –Kurve (Abbildung D-33b) 

weicht jedoch sehr stark von der experimentell ermittelten Kurve ab. UD-

Gelege haben mit der Zugdeformation in 𝒕2-Richtung einen weiteren Deforma-

tionsmodus (Abschnitt B 4.2). Daraus folgt, dass zwangsläufig mehr als ein Ver-

such notwendig ist, um die entsprechenden Materialparameter für das Simulati-

onsmodell zu finden. Die Wechselwirkungen zwischen der Schub- und 

Zugdeformation in 𝒕2-Richtung (Abschnitt D 4.2.1.1) erschweren die Paramete-

ridentifikation im Fall von UD-Gelegen zusätzlich. Zudem werden mit diversen 

Abgleitvorgängen, dem diskreten Ausbeulen einzelner Kohlenstofffaserbündel 

sowie der inhomogenen Verteilung der Materialeigenschaften eine Reihe für das 

Umformverhalten von UD-Gelegen relevanter Effekte in diesem Simulations-

modell vernachlässigt. Das bedeutet wiederum, dass der Teil des Materialverhal-

tens, der sensitiv bezüglich dieser Effekte ist, genau an die in den Off-Axis-

Zugversuchen herrschenden Bedingungen angepasst wird und der Einfluss der 

Änderung dieser Bedingungen (z.B. die Probengröße) durch das Modell damit 

prinzipiell nicht erfasst werden kann. Im Vergleich dazu haben Gewebe mit der 

Schubdeformation nur ein Deformationsmodus und die Schubeigenschaften 

sind über die Probenfläche konstant [Cao08][Lau08]. Da die Wechselwirkungen 

zwischen Schub- und Zugdeformation [Boi06][Lau08][Nos14] bei der Modellie-

rung des Materialverhaltens von Geweben vernachlässigt werden kann 

[Kha10][Aim10][Mac16], werden mit der Modellierung von schubweichem Ma-

terialverhalten in Kombination mit steifen Verstärkungsfasern alle für die De-

formation relevanten Effekte modelliert. 

Unter Vernachlässigung aller oben genannten Einschränkungen ist mit Material 

MT13-MS2L1 ein Parametersatz gefunden, der das Materialverhalten des UD-
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Geleges in den Off-Axis-Zugversuchen im Mittel gut abbildet. Die aus diesem 

Parametersatz resultierende Kraft-Verschiebungs-Kurve der Simulation des 

Bias-Extension-Tests (45°-Zugversuch, Abbildung D-19) stimmt mit der in die-

ser Arbeit experimentell ermittelten Kraft-Verschiebungs-Kurve deutlich besser 

überein, als die Kraft-Verschiebungs-Kurve der Simulation des Bias-Extension-

Tests mit dem Meso-Modell von Böhler et. al [Böh13] und der entsprechenden 

experimentell ermittelten Kurve (Abbildung A-29). 

D 4.2.2 Materialparameter für die Biegeeigenschaften 

Aus der Simulation des Cantilever-Tests mit 90°-Proben folgt die Erkenntnis, 

dass sich die (sehr kleine) Biegesteifigkeit in 90°-Richtung (Abschnitt B 3.6) bei 

sehr geringen Werten für 𝐸 
𝐵

⊥ nur durch Reduzieren der transversalen 

Schubsteifigkeit 𝐾22 weiter herabsetzen lässt, nicht jedoch durch weiteres Redu-

zieren des Moduls 𝐸 
𝐵

⊥ (vgl. Tabelle D-7). Das bedeutet jedoch, dass die Aniso-

tropie der Biegesteifigkeit je nach Deformationszustand nicht korrekt modelliert 

wird, da die transversale Schubsteifigkeit bezüglich des orthogonalen Referenz-

koordinatensystems definiert wird und die Umorientierung der Fasern bzw. Li-

nienelemente 𝒕1 und 𝒕2 durch die transversale Schubsteifigkeit der Schalenele-

mente nicht berücksichtigt wird (Abschnitt C 3.2). Weiter ist aus Abbildung 

D-40b ersichtlich, dass die Krümmung der 90°-Biegeprobe mit Material B42 

(sehr geringe transversale Schubsteifigkeit) unphysikalisch ist, da die Probe nur 

im Bereich der Einspannung gekrümmt ist und im Rest der Probe keine Krüm-

mung ersichtlich ist. Bei diesem Effekt handelt es sich offensichtlich um einen 

numerischen Fehler, der dann zum Tragen kommt, wenn versucht wird, mit 

dem in ABAQUS implementierten Schalenelement (Reissner-Mindlin-Schale 

[Rei45][Min51][Das14]) übermäßig biegeweiches Verhalten zu modellieren. Die-

se Schlussfolgerung deckt sich mit den Ergebnissen der Simulation des Hemi-

sphären-Tests bzw. des Lampentopf-Umformversuchs. Aus diesen Simulations-

ergebnissen folgt, dass mit der Biegesteifigkeit B22 offensichtlich die beste 

Übereinstimmung zwischen der Faltenbildung in der Simulation und in den 

Umformversuchen erzielt wird (Abbildung D-42, Abbildung D-47 und Abbil-

dung D-48), obwohl die Biegesteifigkeit B22 offensichtlich größer ist als die rea-

le Biegesteifigkeit des UD-Geleges in 90°-Richtung (vgl. Abbildung B-40b und 

Abbildung D-40). Da die Modellierung der Biegesteifigkeit sowie die Untersu-
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chung von Faltenbildung nicht der Fokus dieser Arbeit ist, kann dieser Wider-

spruch im Rahmen der Arbeit nicht final aufgelöst werden. Von der Modellie-

rung der Biegeeigenschaften von Geweben sind derartige Probleme jedenfalls 

nicht bekannt. Da die Biegeeigenschaften bei Geweben in alle Richtungen ver-

gleichbar groß sind [Bil10], kommen derartige numerische Fehler bei der Ver-

wendung eines Standard-Schalenelements in Verbindung mit einer benutzerde-

finierten Integration in Dickenrichtung nicht zum Tragen [Yu05b]. In vielen 

Fällen wird die entkoppelte Beschreibung der Biegeeigenschaften im Rahmen 

der Elementformulierung realisiert [Boi11b][Guz15], was wiederum den Vorteil 

hat, dass auf die Modellierung von Transversalschubeigenschaften verzichtet 

werden kann, da die effektiven Biegeeigenschaften ausschließlich vom Platten-

anteil (𝑫̂-Matrix, Gleichung C-113) abhängen. 

D 4.3 Umformsimulation auf Bauteillevel 

Die Bewertung der experimentellen Umformversuche auf Bauteillevel erfolgt im 

Rahmen dieser Arbeit auf Basis von Fotos der Umformerzeugnisse. Kraft-

Verschiebungs-Kurven der Umformwerkzeuge sowie optisch gemessene Deh-

nungen an der Oberfläche und Faserorientierungen innerhalb der Preform ste-

hen nicht zur Verfügung. Somit erfolgt die Bewertung des Umformverhaltens 

auf Bauteillevel sowie der Abgleich zwischen Simulations- und Versuchs-

ergebnisse auf Bauteillevel im Rahmen dieser Arbeit nur qualitativ und nicht 

quantitativ. 

D 4.3.1 Globales Umformverhalten 

Die in der Simulation des Hemisphären-Tests sowie in der Simulation der Lam-

pentopf-Umformversuche berechnete Preformkontur stimmt sowohl im Fall 

der Simulation einer unidirektionalen Schicht als auch im Fall der Simulation der 

multidirektionalen Lagenaufbauten qualitativ betrachtet gut mit der Kontur der 

real hergestellten Preforms überein (Abbildung D-42, Abbildung D-49 bis Ab-

bildung D-53). Da die Zuschnitte bei den Lampentopf-Umformversuchen auf 

der Prototyen-Anlage des Dieffenbacher PreformCenters händisch und nicht 

robotergesteuert positioniert werden, ist es möglich, dass die Ausgangsposition 
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der Halbzeugzuschnitte im Experiment von der Ausgangsposition der Halb-

zeugzuschnitte in der Simulation abweichen. Somit sind die Abweichungen der 

relativen Lage der Preforms auf dem Unterwerkzeug und die damit verbunde-

nen Unterschiede in der Kontur der Preforms zwischen Simulation und Versuch 

im Wesentlichen auf die Abweichungen der Ausgangspositionen zwischen den 

Halbzeugzuschnitten in der Simulation und im Versuch zurückzuführen.  

Wie auch in den Umformversuchen ist in der Umformsimulation des Lampen-

topf-Demonstrators erkennbar, dass sich die Konturen der Preforms mit den 

unidirektionalen Lagenaufbauten (Abbildung D-49 und Abbildung D-50) in 

„abgeschwächter Form“ wieder in der Kontur der bidirektionalen Preforms 

(Abbildung D-51 und Abbildung D-52) wiederfinden. Auch in der Simulation 

wird das Abgleiten der einzelnen Lagen somit nur bedingt beobachtet. Die ein-

zelnen Lagen werden auch in der Simulation miteinander „verklebt“ umgeformt 

(Abschnitt D 3.5). Somit wird der Einfluss des Binders durch das Halbzeug-

Halbzeug-Kontaktmodell (Abschnitt C 4.1) in der Simulation offensichtlich in 

guter Näherung abgebildet, auch wenn die Materialparameter kleiner gewählt 

wurden, als sie basierend auf den experimentellen Ergebnissen von Thoma 

[Tho15] vereinfacht abgeschätzt werden können (Abschnitt D 1.3). Dies lässt 

sich damit erklären, dass die Modellierung des Bindereinflusses rein durch Rei-

bung und Adhäsion ein vereinfachter Ansatz ist. Vielmehr ist davon auszuge-

hen, dass die Reibeigenschaften zwischen textilen Halbzeugen mit aktiviertem 

Binder auch von der Temperatur und von der Abgleitgeschwindigkeit abhängig 

sind, was durch den vereinfachten Ansatz im Rahmen dieser Arbeit nicht be-

rücksichtigt wird. Die Verwendung eines visko-elastisch-plastischen Reibgeset-

zes, wie es beispielweise in der Umformsimulation von UD-Tapes verwendet 

wird [Dör16b], würde jedoch in dieser Arbeit aufgrund fehlender experimentel-

ler Daten zu keiner signifikanten Verbesserung der Ergebnisse der Umformsi-

mulation führen. 

Zusammenfassend lässt sich feststellen, dass sich die Kontur einer UD-Gelege-

Preform mit diesem Simulationsmodell genauso gut vorhersagen lässt, wie mit 

dem Meso-Modell von Böhler et. al [Böh13] bzw. wie sich die Preformkontur 

im Fall von biaxialen textilen Faserverbundhalbzeugen [Pen11][Bel12b] oder die 

Kontur von UD-Tape-Bauteilen [Haa13][Dör16b] mit den entsprechenden Mo-

dellen vorhersagen lassen. 
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D 4.3.2 Vorhersagen von lokalen Größen  

und Drapiereffekten 

D 4.3.2.1 Faserorientierung und Ondulationen der  

Kohlenstofffaserbündel 

Während die Faserorientierung in „ungestörten“ Bereichen durch die Simulation 

gut vorgesagt werden kann (Abbildung D-44), gestaltet sich die Vorhersage von 

lokalen Ondulationen der Kohlenstofffaserbündel weitaus schwieriger, da die 

Kohlenstofffaserbündel nicht diskret modelliert werden und in kontinuierlichen 

Ansätzen das Schubverhalten in 12-Richtung (Abgleiten „quer“ zu den Kohlen-

stofffasern) äquivalent zum Schubverhalten in 21-Richtung (Abgleiten „parallel“ 

zu den Kohlenstofffasern) ist. Somit wird weder die Biegesteifigkeit der Kohlen-

stofffaserbündel in der Ebene noch das diskrete Ausbeulen einzelnen Kohlen-

stofffaserbündel korrekt abgebildet. Anstatt diskreter Faserbündelondulationen 

werden in der Simulation makroskopische Falten sowie Schubdehnungen mit 

Abgleitrichtung „quer“ zu den Kohlenstofffasern (Schubdeformation in 12-

Richtung) vorhergesagt (Abbildung D-45, Abbildung D-53 und Abbildung 

D-54). Da Schubdehnungen mit Abgleitrichtung „quer“ zu den Kohlenstofffa-

sern der lokalen Umorientierung der Kohlenstofffaserbündel entsprechen, dient 

12-Schub offensichtlich als Indiz für die Entstehung von Faserbündelondulatio-

nen im Umformprozess von UD-Gelegen. Allerdings muss diese These durch 

weitere Untersuchungen zur Bewertung homogenisierter Simulationsergebnisse 

hinsichtlich der Entstehung lokaler Faserbündelondulationen validiert werden. 

Die Vorhersage der Faserorientierung in ungestörten Bereichen ist vergleichbar 

zur Prognosegüte des Meso-Modells von Böhler et. al [Böh13] und zur Progno-

següte der Umformsimulationsmodelle für biaxiale Faserverbundhalbzeuge 

[Pen11][Bel12b][Mar14] oder UD-Tapes [Haa13][Dör16b]. Die Vorhersage lo-

kaler Faserbündelondulationen bzw. der Faserorientierung in gestörten Berei-

chen ist für Gewebe aufgrund der Verwebung irrelevant und für Biaxialgelege 

mit homogenisierte Modellen mit ähnlichen schwierig wie für UD-Gelege 

[Mar14]. Dagegen lassen sich diskrete Faserbündelondulation mit Meso-

Modellen prinzipiell abbilden, auch wenn, wie in Abbildung A-26 ersichtlich, die 

im Versuch entstehenden lokalen Faserbündelondulationen durch das Meso-

Modell von Böhler et. al [Böh13] nicht vorhergesagt werden. 
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D 4.3.2.2 Faltenbildung 

Die Simulationen des Hemisphären-Tests und der Lampentopf-

Umformversuche mit Biegesteifigkeit B22 zeigen, dass die Falten sowie deren 

Orientierung gut mit den Falten der Umformversuche übereinstimmen 

(Abbildung D-42, Abbildung D-49 bis Abbildung D-53), obwohl das Biegever-

halten in 90°-Richtung mit den Parametern B22 nicht so biegeschlaff modelliert 

ist, wie sich das reale UD-Gelege verhält (Abbildung B-40b und Abbildung 

D-40b). Dieses Phänomen lässt sich auch zwei Ursachen zurückführen: Einer-

seits ist die Abbildung sehr geringer Biegesteifigkeiten mit dem in dieser Arbeit 

gewählten Ansatz offensichtlich nicht korrekt (Abschnitt D 4.2.2). Zudem wird 

die Rotation der materiellen Linienelemente 𝒕∥ und 𝒕⊥ (Abbildung C-6) in der 

transversalen Schubsteifigkeit nicht erfasst (Abschnitt C 3.2), woraus folgt, dass 

die Orientierung der Anisotropie der Biegesteifigkeit in Bereichen mit großen 

12-Schubverformungen nicht korrekt abgebildet wird. Andererseits ist zumin-

dest im Fall der Simulation des Lampentopf-Umformversuchs mit unidirektio-

nalen Lagenaufbauten zu berücksichtigen, dass im realen Umformversuch vier 

mit Binder „verklebte“ Lagen umgeformt werden, während in der Umformsi-

mulation ersatzweise nur eine Lage umgeformt wird. Die effektive Biegesteifig-

keit des vierlagigen, unidirektionalen bebinderten Lagenaufbaus dürfte größer 

sein als die einer einzigen unbebinderten UD-Gelege-Schicht (vgl. Cantilever-

Test in Abschnitt B 3.6). 

Bei der Bewertung der Faltenbildung in der Umformsimulation von UD-

Gelegen muss weiter berücksichtigt werden, dass das Ausmaß entstehender dis-

kreter Falten maßgeblich vom Verhältnis der effektiven Biegesteifigkeit in 𝒕⊥-

Richtung zur effektiven Membransteifigkeit in 𝒕⊥-Richtung abhängt. Ist die Bie-

gesteifigkeit in 𝒕⊥-Richtung vergleichbar groß, entstehen keine diskreten Falten, 

sondern große Druckdehnungen (𝜀⊥-Dehnungen) in 𝒕⊥-Richtung (Abbildung 

D-43). D.h. auch in Bereichen mit großen Druckdehnungen in 𝒕⊥-Richtung ist 

mit Faltenbildung zu rechnen, die jedoch verschmiert in Form von 𝜀⊥-

Druckdehnungen abgebildet werden. Je kleiner die effektive Biegesteifigkeit in 

𝒕⊥-Richtung im Vergleich zur effektiven Membransteifigkeit in 𝒕⊥-Richtung 

wird, desto mehr diskrete Falten entstehen (Abbildung D-42, Abbildung D-43, 

Abbildung D-47, Abbildung D-48). Die dabei minimal auflösbare Faltengröße 

entspricht der Größe eines Elements (Abbildung D-42e). Somit ist die Frage, 
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inwiefern Faltenbildung homogenisiert oder diskret modelliert werden soll, eine 

zentrale Frage bei der Modellierung des Materialverhaltens von UD-Gelegen, 

die in weiteren Arbeiten adressiert werden sollte, da die homogenisierte Druck-

deformation von UD-Gelegen in 𝒕⊥-Richtung ab einen bestimmten Wert immer 

zum Ausbeulen der Kohlenstofffaserbündel führt (Abbildung B-24c). Dies muss 

bei der Interpretation der Simulationsergebnisse genauso berücksichtigt werden, 

wie bei der Interpretation der Simulationsergebnisse im Fall von Geweben zu 

berücksichtigen ist, dass in Bereichen in denen der Scherwinkel größer als der 

kritische Scherwinkel ist, Falten entstehen können, auch wenn diese in der Si-

mulation nicht diskret vorhergesagt werden [All11]. Die im Pictureframe-Test 

aufgrund von Schublocking entstehenden Falten [Boi06][Lau08] werden in der 

Simulation durch den Anstieg des Schubwiderstandes verschmiert erfasst. 

Aus Abbildung D-54 wird ersichtlich, dass in dem Bereich mit großen 12-

Schubverformungen auch diskrete Falten entstehen, deren „Gebirgskamm“, an-

ders als experimentell beobachtet, senkrecht zu den Kohlenstofffasern führt. 

Auch wenn derartige Falten prinzipiell vorstellbar sind, muss bei der Interpreta-

tion dieser Falten berücksichtigt werden, dass das Biegeverhalten quer zur Fa-

serrichtung im Wesentlichen durch die transversale Schubsteifigkeit quer zur 

Faserrichtung des Schalenelements beeinflusst wird (Abschnitt D 3.3 und  

D 4.2.2). Große Schubdeformationen führen zur Rotation der materiellen Li-

nienelemente 𝒕∥ und 𝒕⊥ (Abbildung C-6). Diese Rotation wird nur in der In-

tegration der Plattenspannungen über die Schalendicke (Abschnitt C 3.1) be-

rücksichtigt, jedoch nicht in der Integration der transversalen Schubsteifigkeit 

über die Schalendicke (Abschnitt C 3.2), so dass die Bildung diskreter Falten 

durch diesen Effekt im Bereich großer 12-Schubdeformationen beeinflusst wird. 

Da die Kohlenstofffaserbündel in dem hier verwendeten kontinuierlichen An-

satz nicht diskret modelliert werden, lässt sich lokales Ausbeulen einzelner Koh-

lenstofffaserbündel (Abbildung D-27) mit diesem Modell nicht vorhersagen. Im 

Gegensatz dazu sind die Mesomodelle von Böhler et. al [Böh13] und Kärger et. 

al [Kär15] prinzipiell in der Lage lokales Ausbeulen der Kohlenstofffaserbündel 

abzubilden, entsprechende Untersuchungen sind jedoch nicht bekannt. Wie 

schon in Abschnitt D 4.3.2.1 angesprochen, wäre dafür die korrekte Modellie-

rung der geometrischen Abmaße der Kohlenstofffaserbündel sowie deren Ab-

stand im Meso-Modell erforderlich. 
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D 4.3.2.3 Faservolumengehalt und Faserbündellücken 

Da in diesem Simulationsmodell weder die Kompressionssteifigkeit des UD-

Geleges noch die Dickenänderung von UD-Gelegen während der Umformung 

berücksichtigt wird, ist die exakte Vorhersage des Faservolumengehalts des fina-

len Bauteils basierend auf den Ergebnissen der Umformsimulation ausgeschlos-

sen. Mit dem Umformsimulationsmodell lässt sich bei Kenntnis des Flächenge-

wichts des undeformierten UD-Geleges jedoch auf den Faserflächenanteil nach 

der Umformung schließen. Zur Berechnung des Faservolumenanteils müssen 

allerdings zusätzliche Annahmen bezüglich der lokalen Dicken der einzelnen 

Halbzeugschichten, bzw. der resultierende Preform- bzw. Bauteildicke, getrof-

fen werden. 

Zur Vorhersage des lokalen Faserflächenanteils und zur Vorhersage von Faser-

bündellücken sind die 𝜀⊥-Dehnungen ein geeignetes Maß. Positive 𝜀⊥-

Dehnungen bedeuten, dass der Abstand zwischen den Kohlenstofffasern (ge-

messen senkrecht zu den Kohlenstofffasern) größer ist als im undeformierten 

Halbzeug (Abschnitt C 2.2.3). Negative 𝜀⊥-Dehnungen bedeuten, dass der Ab-

stand zwischen den Kohlenstofffasern kleiner ist als im undeformierten Halb-

zeug. Somit sind positive 𝜀⊥-Dehnungen mit einer Abnahme des Faserflächen-

anteils und negative 𝜀⊥-Dehnungen mit einer Zunahme des Faserflächenanteils 

bezogen auf den Faserflächenanteil des undeformierten UD-Geleges gleichzu-

setzen. Dagegen bedeuten positive 𝜀22-Dehnungen, dass die Länge von Linien-

element 𝒕2 größer ist als die Länge des undeformierten Linienelements 𝒕2
0, was 

jedoch nicht zwangsläufig bedeutet, dass auch der senkrechte Abstand zwischen 

den Kohlenstofffasern größer ist. In Bereichen mit großer Schubdeformation 

können positive 𝜀22-Dehnungen und negative 𝜀⊥-Dehnungen gleichzeitig auf-

treten (Hauptdeformationszone im 30°-Zugversuch, Abbildung D-23). Im Fall 

von negativen 𝜀⊥-Dehnungen kommt es ab einem bestimmten Wert zu diskreter 

Faltenbildung (Abschnitt D 4.3.2.2), was bedeutet, dass der Betrag der 𝜀⊥-

Druckdehnungen nach der Entstehung diskreter Falten wieder kleiner wird, 

obwohl der effektive Faserflächenanteil mit Bildung der Falte zunimmt (vgl. 

Abbildung D-43, B32, Frame 15 und 16). Zur Berechnung des Faservolumenan-

teils aus den 𝜀⊥-Dehnungen und diskreten Falten müssen jedoch entsprechende 

Kriterien, bzw. Methoden entwickelt werden (Abschnitt E 3). 
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Da die 𝜀22-Dehnungen als Maß für die Entstehung von Faserbündellücken un-

geeignet sind, werden positive 𝜀⊥-Dehnungen als Maß für die Entstehung von 

Faserbündellücken verwendet. Dabei wird sowohl in der Simulation des Hemi-

sphären-Tests (Abbildung D-46) als auch in der Simulation des Lampentopf-

Umformversuchs (Abbildung D-53) eine gute Übereinstimmung zwischen posi-

tiven ε⊥-Dehnungen in der Simulation und Faserbündellücken im Versuch beo-

bachtet. Aus Abbildung A-26 wird ersichtlich, dass das Ausmaß der im Versuch 

entstehenden Faserbündellücken mit dem Meso-Modell von Böhler et. al. 

[Böh13] nicht vorhergesagt werden kann. 
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E 1 Diskussion 

Die zentrale Erkenntnis dieser Arbeit ist, dass sich das Umformverhalten von 

UD-Gelegen signifikant vom Umformverhalten bekannter textiler Halbzeuge 

wie Gewebe oder Biaxialgelege unterscheidet (vgl. [Sch16]). Dabei unterschei-

den sich die Halbzeuge sowohl in ihren Membran- als auch in ihren Biegeeigen-

schaften sowie bei den entstehenden Drapiereffekten (Abschnitt A 1). 

Während bei Geweben reine Schubdeformation der Hauptdeformationsmodus 

ist [Cao08][Lau08], kommt es bei der Umformung von UD-Gelegen neben der 

Schubdeformation zu überlagerten Zugdehnungen in 𝒕2-Richtung, da UD-

Gelege im Gegensatz zu biaxialen Faserverbundhalbzeugen [Boi06][Lom05] ei-

ne sehr geringe Zugsteifigkeit in 𝒕2-Richtung aufweisen (große 𝜀22-Dehnungen, 

Abschnitt C 2.2.2, vgl. [Sch16]). Beide Deformationsmechanismen sind jedoch 

hinsichtlich des Preformings komplexer Geometrien gegensätzlich zu bewerten. 

Schubdeformationen sind erwünscht, um ein zweidimensionales UD-Gelege in 

eine dreidimensionale, doppelt gekrümmte Struktur umzuformen. Dagegen 

muss die Bildung von Faserbündellücken aufgrund großer Dehnungen quer zur 

Faserrichtung vermieden werden. Auch wenn die Steifigkeit der quer zu den 

Kohlenstofffasern verlaufenden Glasfasern vergleichbar hoch ist (Abbildung 

B-22a), kommt die Kraftübertragung über die Glasfasern jedoch nur dann zum 

Tragen, wenn die Glasfasern an beiden Enden fest mit den Kohlenstofffasern 

eingeklemmt sind (z.B. durch lokale Spanner oder globale Niederhalter), was 

jedoch in vielen Umformprozessen nicht der Fall ist. Im Lampentopf-

Umformversuch sind die Glasfasern immer mindestens an einem Ende frei (Ab-

schnitt B 3.8), beim Hemisphären-Test ist die Gewichtskraft des Niederhalters 

offensichtlich viel zu klein, um Nachfließen der Glasfasern bei der Umformung 

zu verhindern (Abbildung B-41d). Sind die Glasfasern an einer oder an beiden 

Seiten nicht eingespannt, werden sehr große Zugdehnungen in 𝒕2-Richtung so-

wie die Querkontraktion der Naht verbunden mit lokalem Ausbeulen der Koh-

lenstofffasern beobachtet (Abschnitt B 3.1 und B 3.3). In diesem Fall ist das 

Materialverhalten stark nichtlinear und hängt von den Einspannbedingungen, 

der Probenlänge sowie vom Belastungszustand ab. Die Kraftübertragung findet 

in diesem Fall hauptsächlich über die Naht statt. Es werden jedoch auch Kräfte 



E 1 Diskussion 

308 

über die Glasfasern, bzw. über die internen Reibkräfte zwischen den Glasfasern, 

den Kohlenstofffaserbündeln und der Naht übertragen, die nicht vernachlässig-

bar sind (Abschnitt B 3.5) und deren Einfluss mit zunehmender Probenlänge 

offensichtlich größer wird (Abschnitt B 4.1). Ein weiterer Grund für die Abhän-

gigkeit des Materialverhaltens von der Probenlänge und von den Einspannbe-

dingungen ist die Querkontraktion der Naht unter Zugbelastung (Abschnitt  

B 4.1), die bei längeren Querzugproben, insbesondere in Bereichen mit nach-

fließenden Glasfasern, verstärkt auftritt (Abbildung B-18) und das durch die 

Querkontraktion der Naht induzierte lokale Ausbeulen der Kohlenstofffaser-

bündel (Abbildung B-18 und Abbildung B-19). Ambivalente, von den Ein-

spannbedingungen abhängige Materialeigenschaften sind aus den Untersuchun-

gen biaxialer Faserverbundhalbzeuge nicht bekannt. Aus der Simulation der 

Off-Axis-Zugversuche folgt zudem, dass die effektive Steifigkeit des Materials 

unter Zugbelastung in 𝒕2-Richtung offensichtlich mit zunehmendem Scherwin-

kel abnehmen muss, da es nur unter dieser Annahme möglich ist, alle drei Off-

Axis-Zugversuche mit einem Materialparametersatz in der Simulation gut abzu-

bilden (Abschnitt D 3.2 und D 4.2.1). Dies lässt sich damit erklären, dass sich 

die geometrischen Verhältnisse zwischen der Naht und den Kohlenstofffaser-

bündeln bei großen Schubdeformationen verändern. Um diese Wechselwirkun-

gen genauer zu ergründen, sind sehr detaillierte Meso-Modelle notwendig. 

Wechselwirkungen zwischen den Schub- und Zugeigenschaften sind auch von 

Geweben bekannt [Boi06][Lau08], können in der Umformsimulation von Ge-

weben jedoch vernachlässigt werden [Kha10][Aim10][Mac16]. 

Im Gegensatz zu Geweben [Har04][Lau08][Cao08] liefern der Pictureframe-

Test und der Bias-Extension-Test bzw. die Off-Axis-Zugversuche bei UD-

Gelegen keine vergleichbaren Ergebnisse. Zum einen zeigt die Simulation der 

Off-Axis-Zugversuche, dass der im Pictureframe-Test gemessene Scherwider-

stand um ein vielfaches größer ist als der Scherwiderstand in den Off-Axis-

Zugversuchen (Abbildung D-17 und Abbildung D-20b). Zum anderen ist reine 

Schubdeformation (pure shear) offensichtlich nicht der intrinsische Deformati-

onsmodus von UD-Gelegen (Abbildung B-37b). Somit sind weder die Kinema-

tik der Verformung (pure shear) noch die Einspannung der Proben im Pic-

tureframe-Test vergleichbar zur Deformation bzw. zur Einspannung der UD-

Gelege-Proben in den Off-Axis-Zugversuchen. Auch die Gleichungen zur Be-

rechnung des Scherkraft-Scherwinkel-Verlaufs aus der globalen Kraft-
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Verschiebungs-Kurve des Bias-Extension-Tests [Cao08][Leb03][Här14a] sind 

für UD-Gelege aufgrund überlagerter Zugdehnungen in 𝒕2-Richtung nicht gül-

tig (vgl. [Böh13] und [Här14b]).  

Allerdings lässt sich die Frage, ob bei der Umformung von UD-Gelegen Schub-

deformation oder Zugdehnungen in 𝒕2-Richtung der begünstigte Deformati-

onsmodus ist, nicht pauschal beantworten, da dies von der relativen Orientie-

rung der Naht zur Belastungsrichtung sowie vom Verhältnis zwischen Schub- 

und Querzugsteifigkeit abhängig ist und sich beide Größen im Laufe der De-

formation des UD-Geleges verändern können. Zeigt die Naht in Richtung der 

Belastungsrichtung, wie beispielweise im Querzugversuch (Abschnitt B 3.1), tre-

ten nur Querzugdeformationen auf. Ist die Naht wie im Fall des 30°- oder 45°-

Zugversuchs zunächst nicht in Belastungsrichtung orientiert, wird das UD-

Gelege so geschert, dass die Naht zunehmend in Richtung der Belastung rotiert 

wird (Abbildung B-32). Ist die Naht in Belastungsrichtung orientiert oder wer-

den weitere Schubdeformationen beispielweise durch Schublocking behindert, 

ist die Zugdeformation in 𝒕2-Richtung der begünstigte Modus. Dies lässt sich 

beispielsweise in den inneren Bereichen der Off-Axis-Zugproben beobachten 

(Abbildung B-31 und Abbildung B-35). Ist die Steifigkeit in 𝒕2-Richtung, wie 

beispielsweise am Proberand der Off-Axis-Proben, sehr klein, findet die schub-

dominierte Rotation des Materials nicht statt und Zugdeformationen in 𝒕2-

Richtung sind während der gesamten Deformation des Materials der begünstigte 

Deformationsmodus. Somit ist die Charakterisierung des Materialverhaltens un-

ter Zugbelastung in 𝒕2-Richtung bei UD-Gelegen anders als bei Geweben, von 

zentraler Bedeutung. Während die Deformation von Geweben ausschließlich 

durch das Schubverhalten definiert wird [Cao08][Pen13][Mac16] und Schublo-

cking bei Geweben somit ein zentrales Merkmal ist, spielt Schublocking bei UD-

Gelegen nur eine untergeordnete Rolle. Schublocking von UD-Gelegen kann 

zwar die Entstehung weiterer Schubdeformationen behindern und somit Zugde-

formation in 𝒕2-Richtung begünstigen. Zusammenfassend folgt, dass das Kraft-

niveau am Anfang der Kraft-Verschiebungs-Kurven der Off-Axis-Zugversuche 

signifikant durch die Schubeigenschaften beeinflusst wird (Abbildung D-16), 

wohingegen der Kraftanstieg zum Ende der Deformation in den Off-Axis-

Zugversuchen maßgeblich durch das Zugverhalten des Materials in 𝒕2-Richtung 

beeinflusst wird (Abschnitt B 4.3 und D 4.2.1.2). 
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Neben den Membraneigenschaften unterscheiden sich auch die Biegeeigen-

schaften der UD-Gelegen (Abbildung B-40) von den Biegeeigenschaften von 

biaxialen Faserverbundhalbzeugen [Lom03][Bil10]. In Richtung der Kohlen-

stofffasern ist die Biegesteifigkeit von UD-Gelegen um ein Vielfaches höher als 

quer zur Faserrichtung, wo quasi keine Biegesteifigkeit existiert (vgl. [Sen14b]).  

Im Gegensatz zu den Membran- und Biegeeigenschaften unterscheiden sich die 

Interfaceeigenschaften zwischen zwei UD-Gelegen nicht signifikant von den 

Inferface-Eigenschaften zwischen zwei Geweben [All12b] (Abschnitt B 4.7). 

Allerdings unterscheiden sich die Interfaceeigenschaften von trockener textiler 

Halbzeuge offensichtlich von den Interfaceeigenschaften textiler Halbzeuge mit 

aktiviertem Binder (Abschnitt B 4.7). Durch den aktivierten (zähflüssigen) Bin-

der werden die einzelnen Lagen offensichtlich „zusammengeklebt“, so dass die 

Möglichkeit des relativen Abgleitens einzelner Lagen während der Umformung 

offensichtlich deutlich eingeschränkt ist (Abbildung B-42). Das Umformverhal-

ten bebinderter textiler Halbzeuge, ist somit eher mit dem Umformverhalten 

thermoplastischer Prepregs im Thermoforming-Prozess [Van09a][Haa13] ver-

gleichbar. Zum Reibverhalten zwischen textilen Halbzeugen mit aktiviertem 

Binder finden sich in der Literatur, außer den Ergebnissen von Thoma [Tho15], 

keine Untersuchungen, obwohl die Umformung textiler Halbzeuge mit aktivier-

tem Binder gängige Praxis ist.  

Bei Geweben ist die Bildung makroskopischer Falten ohne signifikante Vor-

zugsrichtung der wesentliche Drapiereffekt [All11][All15][Hen15], der durch die 

Prozessführung bei der Umformung verhindert werden muss. Makroskopische 

Falten breiten sich bei UD-Gelegen hingegen aufgrund der Anisotropie der Bie-

gesteifigkeit vorzugsweise quer zu den Kohlenstofffasern aus, so dass der „Ge-

birgskamm“ einzelner Falten parallel zu den Kohlenstofffasern verläuft 

(Abbildung B-24c,d und Abbildung B-43a). Zusätzlich zu den makroskopischen 

Falten treten bei der Umformung von UD-Gelegen weitere unerwünschte Dra-

piereffekte in Erscheinung, die im Bestfall durch die Prozessführung bei der 

Umformung verhindert werden können: Die Querkontraktion der Naht unter 

Zugbelastung führt zu lokalem Ausbeulen der Kohlenstofffaserbündel und so-

mit zu mesoskopischen Falten innerhalb einzelner Kohlenstofffaserbündel 

(Abbildung B-18 und Abbildung B-19c). Werden mesoskopische Falten durch 

die Umformwerkzeuge „platt“ gedrückt, entstehen in-plane Ondulationen bzw. 
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Faserwelligkeiten. Genauso können makroskopische Schubdeformationen 

„quer“ zu den Kohlenstofffaserbündeln (12-Schub) zur Bildung von in-plane 

Ondulationen bzw. Faserwelligkeiten führen (Abbildung D-54). Komplettiert 

werden die Drapiereffekte von UD-Gelegen durch die Bildung von Faserbün-

dellücken aufgrund der geringen Zugsteifigkeit der Naht (Abbildung B-43). 

Auch wenn die makroskopische Verformung des UD-Geleges zur diskreten lo-

kalen Deformation einzelner Kohlenstofffaserbündel führt, wie beispielsweise 

das Ausbeulen einzelner Kohlenstofffaserbündel (Abbildung B-18), erfolgt die 

Modellierung des Umformverhaltens von UD-Gelegen im Rahmen dieser Ar-

beit mit einem kontinuierlichen Ansatz, da Mesomodelle [Böh13][Kär15] mit 

sehr viel Rechenaufwand verbunden sind. Der kontinuierliche Ansatz bedeutet 

jedoch, dass eine Reihe vereinfachender, bzw. einschränkender Annahmen ge-

troffen werden müssen, wie beispielsweise der Verzicht auf die Modellierung 

von ambivalentem, von der Klemmung der Glasfasern abhängigem Verhalten 

bei Zugbelastung in 𝒕2-Richtung (Abschnitt C 2). Trotz dieser vereinfachenden 

Annahmen ist die kontinuierliche Beschreibung des Umformverhaltens von 

UD-Gelegen deutlich komplexer als von Geweben, da nicht nur die Rotation 

der Fasern aufgrund großer Schubdeformationen modelliert werden muss, son-

dern zusätzlich auch die Entstehung großer Deformationen in 𝒕2-Richtung. 

Somit spielt die Wahl geeigneter Spannungs- und Dehnungsmaße bei UD-

Gelegen eine viel größere Rolle als bei biaxialen Faserverbundhalbzeugen. Aus 

diesem Grund wurde im Rahmen dieser Arbeit ein lineares aber für große De-

formationen materiell objektives, Dehnungsmaß (Abschnitt C 2.2.2) sowie ein 

entsprechendes Spannungsmaß (Abschnitt C 2.3.2) hergeleitet, dass es erlaubt, 

nicht-orthogonale Materialeigenschaften auch bei großen Deformationen mit 

einer orthotropen Materialmatrix (Abschnitt C 2.5) sowie Materialeigenschaften, 

die sich auch technische Dehnungen und Spannungen beziehen (Nennspan-

nungskonzept), zu beschreiben. Dies ist der wesentliche Unterschied zu bekann-

ten hyperelastischen [Hue06][Dri11] oder hypoelastischen Materialmodellen 

[Bad09][Kha10], die auf Green-Lagrange-Dehnungen (Gleichung C-13) oder 

logarithmischen Dehnungen (Gleichung C-15) basieren (vgl. Abschnitt A 

3.3.2.2). Wird linear-elastisches orthotropes Materialverhalten ohne Querkon-

traktion mit geringer Schubsteifigkeit und vergleichbar großer Steifigkeit in 𝒕1- 

und 𝒕2-Richtung modelliert, lässt sich mit diesem Modell auch die Kinematik 

des Umformverhaltens von Geweben abbilden (Abbildung D-21). Zur entkop-
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pelten Beschreibung der Biegeeigenschaften wird auf ein bestehendes Modell 

zur Beschreibung des Biegeverhaltens von UD-Tapes zurückgegriffen (Ab-

schnitt C 3). Die Simulation des Cantilever-Test in 90°-Richtung (Abbildung 

D-40b) zeigt jedoch, dass die Modellierung sehr kleiner Biegeeigenschaften mit 

der Subroutine VUGENS in Kombination mit einer Reissner-Mindlin-Schale 

[Rei45][Min51][Das14] zu numerischen Fehlern führt. Da die Interfaceeigen-

schaften zwischen zwei UD-Gelegen mit aktiviertem Binder eher den Interface-

eigenschaften von endlosfaserverstärkten Thermoplasten sehr ähneln [Van09a] 

[Haa13][Sac14a] (Abschnitt B 3.8 und B 4.7), wurde zur Beschreibung des Reib-

verhaltens zwischen zwei UD-Gelegen ein Kontaktmodell entwickelt, dass es 

ermöglicht, Adhäsion in tangentiale und normale Richtung zu modellieren (Ab-

schnitt C 4.1), auch wenn die dafür benötigten Materialparameter abgeschätzt 

werden müssen (Abschnitt D 1.3). 

Wird das elastisch-plastische Materialverhalten zur Beschreibung der Zugeigen-

schaften in 𝒕2-Richtung mit einer zweidimensionalen von der plastischen Deh-

nung 𝜀22,𝑝 und dem Scherwinkel 𝛾12 abhängigen Fließfläche modelliert, lassen 

sich die Kraft-Verschiebungs-Kurven aller Off-Axis-Zugversuche im Mittel gut 

abbilden (Abschnitt D 3.2.1). Dabei stimmt die Kraft-Verschiebungs-Kurve der 

Simulation des Bias-Extension-Tests (45°-Zugversuch, Abbildung D-19) mit der 

experimentell ermittelten Kraft-Verschiebungs-Kurve in dieser Arbeit deutlich 

besser überein, als die Kraft-Verschiebungs-Kurve der Simulation des Bias-

Extension-Tests mit dem Meso-Modell von Böhler et. al [Böh13] (Abbildung 

A-29). Die Modellierung der Wechselwirkungen zwischen Schub- und Zugei-

genschaften ist somit im Fall von UD-Gelegen entscheidend, wohingegen exis-

tierende Wechselwirkungen im Fall von Geweben [Boi06][Lau08] in der Simula-

tion vernachlässigt werden können [Kha10][Aim10][Mac16].Für eine gute 

Übereinstimmung der gemittelten Dehnungs-Verschiebungs-Kurven der Simu-

lation der Off-Axis-Zugversuche und den experimentell ermittelten Kurven 

(Abschnitt B 3.3), ist es im Fall der Simulation des 30°-Zugversuchs erforder-

lich, dass die seitlichen Knoten in der Einspannung der Simulation nicht fest 

eingespannt werden (Abbildung D-4), da die entsprechenden Kohlenstofffaser-

bündel in den 30°-Zugversuchen aus der Klemmung gerutscht sind (Abschnitt 

B 3.3.2). Da die Kinematik der Deformation des Bias-Extension-Tests in 

[Böh13] nicht untersucht wird, lassen sich die beiden Modelle diesbezüglich 

nicht vergleichen. 
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Da das Materialverhalten von UD-Gelegen von vielen Faktoren abhängt, wie 

beispielsweise den Einspannbedingungen (Abschnitt B 3.1) und der Probengrö-

ße (Länge der nicht eingespannten Glasfasern), und da die Materialeigenschaften 

des UD-Geleges offensichtlich inhomogen über die Probenfläche der Coupon-

versuche verteilt sind (die effektive Zugsteifigkeit des Materials in 𝒕2-Richtung 

ist am Probenrand deutlich kleiner als in der Probenmitte (B 3.3.2)), gestaltet 

sich die Kennwertbestimmung bzw. die Parameteridentifikation für die Simula-

tion deutlich schwieriger als bei Geweben (Abschnitt D 4.2.1.4). Zwar können 

anhand der Simulation der Off-Axis-Zugversuche Materialparameter gefunden 

werden, mit denen alle Off-Axis-Zugversuche im Mittel gut abbildet werden 

(Abschnitt D 4.2.1), jedoch ist keinesfalls sichergestellt, dass diese Materialpa-

rameter auch dem Materialverhalten im Inneren eines deutlich größeren Halb-

zeugzuschnitts entsprechen. Im Gegensatz dazu kann bei Geweben davon aus-

gegangen werden, dass die im Pictureframe-Test oder Bias-Extension-Test 

bestimmte Schubkennlinie das Umformverhalten des entsprechenden Gewebes 

ausreichend beschreibt [Cao08][Pen13][Mac16].Der Einfluss der Probengröße 

auf das Materialverhalten sowie die Abhängigkeit der lokalen Materialeigen-

schaften vom Abstand zum Probenrand muss in weiteren Arbeiten untersucht 

werden. In diesem Zusammenhang sollten auch die Abmaße der Off-Axis-

Zugversuche überprüft werden, da die Deformation im 30°-Zugversuch ohne 

durchrutschende Kohlenstofffasern deutlich inhomogener ist, als im Fall des 

30°-Zugversuchs mit durchrutschenden Kohlenstofffasern (Abbildung B-27). 

Somit sind längere Proben bei gleicher Breite vermutlich besser geeignet, da die 

Hauptdeformationszone (Abschnitt B 3.3.2) in diesem Fall breiter wird.Neben 

der inhomogenen Verteilung der Materialeigenschaften über die Probenfläche 

ist auch die Querkontraktion der Naht sowie das Ausbeulen der Kohlenstofffa-

serbündel ein sehr lokal auftretendes Phänomen (Abbildung B-18 und Abbil-

dung B-34). Auch wenn das Simulationsmodell prinzipiell dazu geeignet ist, 

nicht-orthogonale Querkontraktion, resultierend aus einer Zugbelastung in 𝒕2-

Richtung, abzubilden (Abbildung D-10 und Abbildung D-12a), ist das Konzept 

der homogenisierten Beschreibung der Querkontraktion jedoch nicht zielfüh-

rend, da damit nur homogen verteilte 𝜀11-Druckdehnungen entstehen, jedoch 

nicht die im Versuch beobachteten lokalen 𝜀11-Druckdehnungsmaxima 

(Abbildung D-27). Vielmehr müsste zur Modellierung der lokalen Querdehnung 

bzw. des lokalen Ausbeulens der Kohlenstofffaserbündel die Knickwahrschein-



E 1 Diskussion 

314 

lichkeit der Kohlenstofffaserbündel und die Stützwirkung der Naht evaluiert 

werden und daraus die lokale Querkontraktionszahl ermittelt werden. Dafür 

müsste jedoch auch die probabilistische Schwankung der Materialeigenschaften 

über die Probenfläche berücksichtigt werden.  

Die Simulation der Bauteilumformversuche zeigt, dass die globale Faserorientie-

rung, die Bildung makroskopischer Falten und die Preformkontur im Mittel sehr 

gut mit den Versuchsergebnissen übereinstimmen (Abschnitt D 3.4 und D 3.5). 

Insbesondere zeigt sich, dass mit dem Kontaktmodell (Abschnitt C 4.1) und den 

gewählten Materialparametern (Abschnitt D 1.3) auch im Fall der multidirektio-

nalen Lagenaufbauten eine gute Übereinstimmung zwischen den Ergebnissen 

der Umformsimulation und den Umformversuchen erzielt wird. Die mit diesem 

Modell erreichte Prognosegüte zur Vorhersage der Preformkontur ist vergleich-

bar zur Prognosegüte des Meso-Modells von Böhler et. al [Böh13] sowie zur 

Prognosegüte bekannter Modelle zur Umformsimulation biaxialer Faserver-

bundhalbzeuge [Pen11][Bel12b] oder UD-Tapes [Haa13][Dör16b]. Allerdings 

stehen zur Bewertung der experimentellen Umformversuche auf Bauteillevel im 

Rahmen dieser Arbeit nur Fotos der Umformerzeugnisse zur Verfügung, womit 

nur ein qualitativer Vergleich, jedoch kein quantitativer Vergleich zwischen den 

Simulations- und Versuchsergebnissen auf Bauteillevel möglich ist. Auch wenn 

das Modell die makroskopischen Falten im Mittel gut abbildet, bleibt zu berück-

sichtigen, dass die Modellierung sehr kleiner Biegeeigenschaften mit der Subrou-

tine VUGENS in Kombination mit einer Reissner-Mindlin-Schale [Rei45] 

[Min51][Das14] zu numerischen Fehlern führt (Abschnitt D 3.3 und D 4.2.2). 

Zudem wird die Rotation der materiellen Linienelemente 𝒕∥ und 𝒕⊥ (Abbildung 

C-6) in der transversalen Schubsteifigkeit nicht erfasst (Abschnitt C 3.2), was 

dazu führt, dass die Anisotropie der Biegesteifigkeit in Bereichen mit großen 12-

Schubverformungen (Abgleiten „quer“ zu den Kohlenstofffaserbündeln) nicht 

korrekt wiedergegeben werden kann. Dies kann in diesen Bereichen wiederum 

zu falsch orientierten Falten in der Simulation führen (Abbildung D-54 bzw. 

Abschnitt D 4.3.2.2). Für die korrekte Beschreibung der Biegeeigenschaften von 

UD-Gelegen besteht somit weiterer Forschungsbedarf (Abschnitt E 3). 

Zur Vorhersage von Faserbündellücken sowie zur Abschätzung des Faserflä-

chengehalts (Abschnitt D 4.3.2.3) eignet sich insbesondere die eindimensionale 

lineare Dehnung 𝜀⊥ (Abschnitt C 2.2.3), sofern der Umformprozess so gestaltet 
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wird, dass keine makroskopischen Falten entstehen. Die Faseranhäufung auf-

grund makroskopischer Falten wird durch die 𝜀⊥-Dehnung nicht erfasst (Ab-

schnitt D 4.3.2.3). Ein quantitativer Vergleich des Faserflächenanteils der Um-

formsimulation mit Umformergebnissen ist im Rahmen dieser Arbeit aufgrund 

fehlender Messdaten nicht möglich. Anhand des Fotomaterials lässt sich jedoch 

zeigen, dass die Entstehung von Faserbündellücken durch das Model gut vor-

hergesagt wird (Abbildung D-46 und Abbildung D-53). Im Gegensatz zur Vor-

hersage des Faserflächenanteils mit einem homogenisierten Modell, gestaltet 

sich die Vorhersage des Faserflächenanteils mit einem Meso-Modell deutlich 

komplizierter, da der Faserflächenanteil nach aktuellem Stand der Forschung in 

einem separaten Schritt aus dem Abstand der diskreten Faserbündel interpoliert 

werden muss (vgl. [Kär15]). Wird das Ausmaß entstehender Faserbündellücken 

durch das Meso-Modell wie in Abbildung A-26 (vgl. [Böh13]) nicht korrekt vor-

hergesagt, ist auch der daraus berechnete Faservolumengehalt fehlerbehaftet. 

Da die Kohlenstofffaserbündel in dem hier verwendeten kontinuierlichen An-

satz nicht diskret modelliert werden, werden mit diesem Modell weder lokales 

Ausbeulen der Kohlenstofffaserbündel (Abbildung D-27) noch lokale Ondula-

tionen der Kohlenstofffaserbündel (Abbildung D-54) sowie das damit verbun-

dene Schubverhalten in 12-Richtung (Abgleiten „quer“ zu den Kohlenstofffa-

sern - Abbildung D-45) korrekt wiedergegeben. Zwar kann die Entstehung von 

12-Schubdeformationen offensichtlich als Indiz für die Entstehung von Faser-

bündelondulationen betrachtet werden, dies müsste allerdings in weiteren Un-

tersuchungen validiert werden. Diskrete Faserbündelondulation und lokales 

Ausbeulen der Kohlenstofffaserbündel lassen sich mit Meso-Modellen prinzipi-

ell abbilden. Die Faserbündelondulationen in Abbildung A-26 werden mit dem 

Modell von Böhler et. al [Böh13] jedoch auch nicht vorhergesagt, was möglich-

erweise daran liegt, dass in den bestehenden Meso-Modellen für UD-Gelege 

[Böh13][Kär15] zu viele Vereinfachungen vorgenommen werden. Beispielweise 

werden die geometrischen Abmaße der Kohlenstofffaserbündel sowie deren 

Abstand nicht korrekt modelliert. Außerdem ist die korrekte Modellierung der 

Biegesteifigkeit eines Kohlenstofffaserbündels in der Ebene mit einem Schalen-

element vermutlich nicht möglich, so dass alle Phänomene, die auf lokales Stabi-

litätsversagen einzelner Komponenten des UD-Geleges zurückzuführen sind, 

mit derart vereinfachten Meso-Modellen nicht vorhergesagt werden können.
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E 2 Zusammenfassung 

Mit dieser Arbeit wurde das Umformverhalten von UD-Gelegen sowohl expe-

rimentell als auch mithilfe der Umformsimulation am Beispiel des nähgewirkten 

UD-Geleges “HPT-320-C0“ der Firma SGL grundlegend untersucht. Anhand 

der experimentellen Untersuchungen konnten die Hauptdeformationsmecha-

nismen sowie mögliche Drapiereffekte bei der Umformung von UD-Gelegen 

identifiziert werden. Auf deren Basis wurde ein homogenisiertes Modell zur ef-

fizienten Umformsimulation von UD-Gelegen mit dem FE-Solver 

ABAQUS/Explicit entwickelt. Das Modell zur Umformsimulation beinhaltet 

eine Materialsubroutine zur Beschreibung der Membraneigenschaften von UD-

Gelegen (VUMAT), eine von der Umformsimulation von UD-Tapes bestehen-

de Subroutine zur benutzerdefinierten Beschreibung der Biegeeigenschaften 

(VUGENS) und einer Subroutine zur Beschreibung des Reibverhaltens zwi-

schen zwei UD-Gelegen mit aktiviertem Binder (VUINTERACTION). Weiter 

wurde zum automatisierten Aufbau von Umformsimulationsmodellen in 

ABAQUS/CAE das Python Script SlowForm.PrePost entwickelt. Somit steht 

ein leistungsfähiges und modular erweiterbares Werkzeug zur effizienten Um-

formsimulation von UD-Gelegen mit dem FE-Solver ABAQUS/Explicit zur 

Verfügung. 

Zur experimentellen Untersuchung der Membraneigenschaften wurden Quer-

zugversuche (90° zur Faserrichtung), Off-Axis-Zugversuche (30°, 45° und 60° 

zur Faserrichtung) und der Pictureframe-Test durchgeführt. Zusätzlich dazu 

wurde das Auszugsverhalten der Glasfasern separat untersucht. Im Rahmen der 

Querzugversuche wurde eine experimentelle Methode entwickelt, die es ermög-

licht, das Zugverhalten in Richtung der Naht sowohl mit fest eingeklemmten 

Glasfasern als auch mit nachfließenden Glasfasern zu untersuchen. Die Bewer-

tung der Verformung von UD-Gelegen erfolgte anhand optisch gemessener 

Dehnungen auf der Oberfläche der Off-Axis-Zugproben. Dazu wurden in Mat-

lab bestehende Methoden an die Anforderungen der optischen Dehnungsmes-

sung bei der Verformung von UD-Gelegen angepasst. Weiter wurde zur Be-

stimmung der Biegeeigenschaften des UD-Geleges der Cantilever-Test 

durchgeführt. Zusätzlich dazu wurden die Reibeigenschaften zwischen zwei tro-
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ckenen UD-Gelegen sowie zwischen UD-Gelegen und den Umformwerkzeugen 

bestimmt. Neben den experimentellen Untersuchungen konnten auch die Simu-

lationsergebnisse der Off-Axis-Zugversuche zum besseren Verständnis des Um-

formverhaltens von UD-Gelegen beitragen. 

Die zentrale Erkenntnis dieser Arbeit ist, dass sich das Umformverhalten von 

UD-Gelegen sowohl hinsichtlich der Membran- und Biegeeigenschaften als 

auch hinsichtlich der entstehenden Drapiereffekte signifikant vom Umformver-

halten bekannter textiler Halbzeuge wie Gewebe oder Biaxialgelege unterschei-

det. Während bei Geweben reine Schubdeformation der Hauptdeformations-

modus ist, kommt es bei der Umformung von UD-Gelegen neben der 

Schubdeformation zu überlagerten Zugdehnungen in 𝒕2-Richtung (Richtung der 

Naht). Im Gegensatz zu Geweben spielt Schublocking bei UD-Gelegen eine 

untergeordnete Rolle, das Niveau der Schubspannungen bei kleinen Scherwin-

keln beeinflusst das Umformverhalten zu Beginn der Deformation jedoch merk-

lich. Wird das Schubverhalten zu Beginn der Deformation korrekt beschrieben, 

sind die ambivalenten, von den Einspannbedingungen, von der Größe der Cou-

ponproben und von der Belastungsrichtung abhängigen Eigenschaften bei Zug-

belastung in 𝒕2-Richtung (Richtung der Naht) die entscheidenden Größen zur 

Charakterisierung des Umformverhaltens von UD-Gelegen. Die effektive Zug-

steifigkeit in UD-Gelegen variiert zwischen 0,3 MPa und 420 MPa, je nachdem, 

ob die Glasfasern fest eingespannt sind oder nicht. Für den Fall, dass die Glas-

fasern im Umformprozess mindestens ein „freies Ende“ haben, weisen die Zu-

geigenschaften in 𝒕2-Richtung aufgrund der zahlreichen internen Abgleitvor-

gängen sowie dem fehlenden Zusammenhalt an nichteingespannten 

Probenrändern bzw. Zuschnittsrändern stark nichtlineares und irreversibles Ma-

terialverhalten auf, dessen effektive Zugsteifigkeit mit zunehmendem Scherwin-

kel abnimmt. Auch die Biegeeigenschaften von UD-Gelegen unterscheiden sich 

aufgrund ihrer starken Anisotropie von den Biegeeigenschaften von Geweben. 

Quer zur Faserrichtung existiert bei UD-Gelegen so gut wie keine Biegesteifig-

keit. Dagegen unterscheidet sich das Reibverhalten zwischen UD-Gelegen nicht 

signifikant von den von Geweben bekannten Reibverhalten. Allerdings unter-

scheidet sich das Reibverhalten zwischen trockenen textilen Halbzeugen offen-

sichtlich von dem Reibverhalten zwischen textilen Halbzeugen mit aktiviertem 

Binder, was wiederum dem Reibverhalten thermoplastischer Pregregs im Ther-

moforming-Prozess ähnelt. Wie auch bei Geweben ist die Bildung makroskopi-
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scher Falten auch bei UD-Gelegen ein wesentlicher Drapiereffekt, der durch die 

Prozessführung bei der Umformung verhindert werden muss. Im Gegensatz zu 

Geweben breiten sich makroskopische Falten bei UD-Gelegen aufgrund der 

Anisotropie der Biegesteifigkeit vorzugsweise quer zu den Kohlenstofffasern 

aus, so dass der „Gebirgskamm“ der einzelnen Falten parallel zu den Kohlen-

stofffasern verläuft. Zusätzlich zur makroskopischen Faltenbildung entstehen 

bei der Umformung von UD-Gelegen weitere Drapiereffekte. Dies sind die Bil-

dung von Lücken zwischen den Kohlenstofffaserbündeln, die Bildung von me-

soskopischen Falten innerhalb einzelner Kohlenstofffaserbündel und die Bil-

dung lokaler in-plane Ondulationen (Faserwelligkeiten) der Kohlenstoff-

faserbündel.  

Zur effizienten Simulation des Umformverhaltens von UD-Gelegen wurde im 

Rahmen dieser Arbeit ein kontinuierlicher Modellierungsansatz gewählt, da Me-

somodelle mit sehr viel Rechenaufwand verbunden sind. Damit mussten jedoch 

eine Reihe vereinfachender Annahmen getroffen werden, wie beispielsweise der 

Verzicht auf die Modellierung von ambivalentem, von der Klemmung der Glas-

fasern abhängigem Verhalten bei Zugbelastung in 𝒕2-Richtung. Trotz dieser 

vereinfachenden Annahmen erweist sich die kontinuierliche Beschreibung des 

Umformverhaltens von UD-Gelegen deutlich komplexer als die kontinuierliche 

Beschreibung des Umformverhaltens von Geweben, da neben der Rotation der 

Fasern aufgrund großer Schubdeformationen zusätzlich auch die Entstehung 

großer Deformationen in 𝒕2-Richtung modelliert werden muss. Aus diesem 

Grund wurde im Rahmen dieser Arbeit ein lineares aber für große Deformatio-

nen materiell objektives Dehnungsmaß sowie ein entsprechendes Spannungs-

maß entwickelt. Dieses Modell erlaubt es, nicht-orthogonales Materialverhalten 

auch bei großen Deformationen mit einer orthotropen Materialmatrix sowie 

Materialeigenschaften, die sich auch technische Spannungen und Dehnungen 

beziehen (Nennspannungskonzept), sowohl für Gewebe als auch für UD-

Gelege zu beschreiben. Die Beschreibung der Schubeigenschaften sowie der 

Zugeigenschaften in 𝒕2-Richtung erfolgt in diesem Zusammenhang mit einem 

elastisch-plastischen Materialgesetz, wobei zur Beschreibung der Zugeigenschaf-

ten in 𝒕2-Richtung sowohl ein eindimensionales, von der plastischen Dehnung 

in 𝒕2-Richtung abhängiges, als auch ein zweidimensionales, von der plastischen 

Dehnung in 𝒕2-Richtung und vom Scherwinkel abhängiges, Plastizitätsmodell 
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zur Verfügung steht. Die Beschreibung des Materialverhaltens bei Druckbelas-

tung quer zu den Kohlenstofffaserbündeln (in-plane) erfolgt durch die Superpo-

sition eines eindimensionalen nichtlinear-elastischen Materialgesetzes. Zur ent-

koppelten Beschreibung der Biegeeigenschaften wurde im Rahmen dieser Arbeit 

auf ein bestehendes Modell zur Beschreibung des Biegeverhaltens von UD-

Tapes zurückgegriffen. Zur Beschreibung des Reibverhaltens bebinderter UD-

Gelege wurde ein Kontaktmodell entwickelt, das es ermöglicht, Adhäsion in 

tangentiale und normale Richtung zu modellieren. 

Unter Verwendung des zweidimensionalen Plastizitätsmodells zur Beschreibung 

der Zugeigenschaften in 𝒕2-Richtung konnte mit den Materialparametern 

MT13-MS2L1 sowohl zwischen den Kraft-Verschiebungs-Kurven als auch zwi-

schen den Dehnungs-Verschiebungs-Kurven der Simulation und der experi-

mentellen Off-Axis-Zugversuche eine gute Übereinstimmung erzielt werden. 

Das eindimensionale Plastizitätsmodell zur Beschreibung der Zugeigenschaften 

in 𝒕2-Richtung erfasst dagegen nicht alle relevanten Effekte. Die Simulation der 

Off-Axis-Zugversuche zeigt auch, dass der im Pictureframe-Test gemessene 

Scherwiderstand um ein vielfaches größer ist als der Scherwiderstand in den 

Off-Axis-Zugversuchen. Neben den Off-Axis-Zugversuchen wurden zur Vali-

dierung des Simulationsmodells auch der Hemisphären-Test und der Lampen-

topf-Umformversuch herangezogen. Dabei zeigt sich, dass die globale Faserori-

entierung, die makroskopischen Falten und die Preformkontur im Mittel sehr 

gut mit den Versuchsergebnissen übereinstimmen. Mit den Parametern B22 zur 

Beschreibung der Biegeeigenschaften konnte eine gute Übereinstimmung zwi-

schen den Falten der Simulation und der Umformversuche erzielt werden, ob-

wohl das Biegeverhalten in der Simulation mit den Parametern B22 steifer ist als 

in der Realität. Anhand der linearen Dehnung senkrecht zu den Kohlenstofffa-

sern kann die Bildung der Faserlücken vorhergesagt werden. Die lineare Deh-

nung senkrecht zu den Kohlenstofffasern kann auch dazu verwendet werden, 

den Faserflächenanteil zu berechnen und somit den Faservolumenanteil unter 

Kenntnis der Bauteildicke abzuschätzen. Die Vorhersage von lokalem Ausbeu-

len der Kohlenstofffaserbündel sowie von lokalen (in-plane) Ondulationen der 

Kohlenstofffaserbündel ist mit dem hier verwendeten kontinuierlichen Ansatz 

nicht möglich. Jedoch können 12-Schubdeformationen (Abgleiten „quer“ zu 

den Kohlenstofffasern) als Indiz für die Entstehung von Faserbündelondulatio-

nen betrachtet werden. 
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Insgesamt gestaltete sich die Kennwertbestimmung, bzw. die Parameteridentifi-

kation für die Simulation schwierig, da das Materialverhalten von UD-Gelegen 

über die Fläche der Proben bzw. der Zuschnitte sehr inhomogen ist und das 

Materialverhalten von zusätzlichen Faktoren abhängt, wie beispielsweise den 

Einspannbedingungen und der Probengröße. Somit ist anzunehmen, dass sich 

das Materialverhalten im Inneren großer Halbzeugzuschnitte vom Materialver-

halten der vergleichbar kleinen Couponproben unterscheidet. Der Einfluss der 

Probengröße auf das Materialverhalten sowie die Abhängigkeit der lokalen Ma-

terialeigenschaften vom Abstand zum Probenrand muss in weiteren Arbeiten 

untersucht werden.  

Die Simulation der Off-Axis-Zugversuche mit über die Probenfläche konstan-

ten Materialeigenschaften führt zu einer Abweichung des Deformationsbildes 

der Simulationsergebnisse von dem optisch in den Versuchen gemessenen De-

formationsbild. Im Rahmen weiterer Untersuchungen zum Einfluss der Pro-

bengröße auf das Materialverhalten sowie zur Abhängigkeit der lokalen Materi-

aleigenschaften vom Abstand zum Probenrand (siehe oben), sollten variierende 

Materialeigenschaften auch in der Simulation der Couponversuche berücksich-

tigt werden. 

Da das Materialverhalten unter Zugbelastung in 𝒕2-Richtung durch eine Reihe 

interner Abgleitvorgänge gekennzeichnet ist, ist anzunehmen, dass diese Ab-

gleitvorgänge durch den Binder beeinflusst werden und dass das Materialverhal-

ten bebinderter UD-Gelege unter Zugbelastung in 𝒕2-Richtung vermutlich von 

der Temperatur und von der Verformungsgeschwindigkeit abhängig ist. Diese 

Zusammenhänge müssen ebenfalls in weiteren Arbeiten untersucht werden. 

Die mehrlagigen Umformversuche bebinderter UD-Gelege am Beispiel des 

Lampentopfes sowie die entsprechende Simulation verdeutlichen, dass der Bin-

der die Interfaceeigenschaften zwischen zwei textilen Halbzeugen maßgeblich 

beeinflusst, so dass die effektiven Interfaceeigenschaften von textilen Halbzeu-

gen mit aktiviertem Binder offensichtlich den Interfaceeigenschaften thermo-
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plastischer Faserverbundhalbzeuge ähneln. Somit muss in weiteren Arbeiten der 

Einfluss der Bindermenge, des Binderzustands (Temperatur), des wirkenden 

Normaldrucks sowie der Abgleitgeschwindigkeit auf die Interfaceeigenschaften 

textiler Halbzeuge mit aktiviertem Binder untersucht werden. 

Für einen quantitativen Vergleich der Ergebnisse der Umformsimulation auf 

Bauteillevel mit den Ergebnissen der Bauteilumformversuche, werden Metho-

den zur quantitativen Bewertung des Umformzustands einer Preform benötigt. 

Dabei muss insbesondere auch der Umformzustand einer Halbzeugschicht im 

Inneren einer Preform vermessen werden können. 

Da die Rotation der materiellen Linienelemente 𝒕∥ und 𝒕⊥ in der transversalen 

Schubsteifigkeit nicht erfasst wird, wird die Anisotropie der Biegesteifigkeit in 

Bereichen mit großen 12-Schubverformungen (Abgleiten „quer“ zu den Koh-

lenstofffaserbündeln) nicht korrekt wiedergegeben. Dies kann zur falschen Ori-

entierung der entstehenden Falten in diesen Bereichen führen. Zudem ist der 

verwendete Ansatz offensichtlich nicht dazu geeignet, sehr kleine Biegesteifig-

keiten zu modellieren. Im Rahmen weiterer Arbeiten sollte somit das Biegever-

halten von UD-Gelegen im Allgemeinen näher untersucht werden. Insbesonde-

re sollte jedoch das Modell zur Beschreibung der Beigeeigenschaften 

dahingehend erweitert werden, dass die transversale Schubsteifigkeit sowie de-

ren Fehlorientierung die Biegeeigenschaften nicht verfälscht, was in ABAQUS 

jedoch nur mit der Implementierung eines benutzerdefinierten Schalen- bzw. 

Plattenelements realisiert werden kann. 

Bei der Simulation des Umformverhaltens von UD-Gelegen zeigt sich, dass der 

kontinuierliche Ansatz bei allen lokalen Effekten, die von der diskreten Defor-

mation einzelner Kohlenstofffaserbündeln beeinflusst werden, Schwächen auf-

weist. Diese Effekte sind lokales Ausbeulen der Kohlenstofffaserbündel und die 

damit verbundene Querkontraktion (bei homogenisierter Betrachtung), die Ent-

stehung lokaler Kohlenstofffaserbündel-Ondulationen sowie der unterschiedli-

che Schubwiderstand gegen Abgleiten „parallel“ zu den Kohlenstofffasern 

(Schubdeformation in 21-Richtung) und Abgleiten „quer“ zu den Kohlenstoff-

fasern (Schubdeformation in 12-Richtung). Da die Umformsimulation von Bau-

teilen mit realistischer Größe mit Mesomodellen jedoch nicht effizient ist und 

bisher auch noch nicht nachgewiesen wurde, dass diese Effekte mit Mesomodel-
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len besser vorhergesagt werden können, könnte die Entwicklung eines semi-

diskreten Modells ein geeignetes Mittel sein, um die Effizienz des kontinuierli-

chen Ansatzes mit der Vorhersage lokaler und diskreter Verformungen einzel-

nen Kohlenstofffaserbündel zu verbinden. Im Rahmen der Entwicklung eines 

semi-diskreten Elements zur Umformsimulation von UD-Gelegen sollten zu-

sätzlich auch die ambivalenten Materialeigenschaften bei Zugbelastung in 𝒕2-

Richtung sowie das Kompressionsverhalten der UD-Gelege, beispielweise durch 

die Einführung zusätzlicher Freiheitsgrade, berücksichtigt werden. 
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Unidirektionale Faserverbundhalbzeuge bieten aufgrund ihrer hohen gewichts-
spezifischen mechanischen Eigenschaften ein sehr großes Potential zur Herstel-
lung von gewichtsoptimierten Fahrzeugstrukturen aus Hochleistungs-Faser
verbundkunststoffen. Das Umformverhalten und die Umformsimulation von 
nähgewirkten unidirektionalen Kohlenstofffasergelegen (UD-Gelege) sind je-
doch noch unzureichend erforscht. In dieser Arbeit wird das Umformverhalten 
von UD-Gelegen am Beispiel eines ausgewählten nähgewirkten UD-Geleges 
experimentell untersucht sowie ein Modell zur Simulation des Umformverhal-
tens von UD-Gelegen im Kontext eines automatisierten Preformprozesses  
(Umformprozess) entwickelt und validiert. Die Identifikation der Materialpa
rameter für das Simulationsmodell erfolgt anhand der Simulation experimen
teller Couponversuche. Die mit dem Modell generierten Umformsimulationser-
gebnisse stimmen sowohl im Fall einer Halbkugel als auch im Fall eines 
komplexen Karosseriebauteils gut mit den Ergebnissen experimenteller Umform
versuche überein.
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