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Kurzfassung

Gusseisen ist ein Werkstoft, der seit langem und in groffem Umfang eingesetzt wird. In
Deutschland liegt sein jahrliches Produktionsvolumen bei mehreren Millionen Tonnen.
Das Mikrogefiige von Gusseisen besteht aus einer metallischen Matrix mit Graphit-
einschliissen. In dieser Arbeit wird Gusseisen mit Lamellengraphit untersucht. Gussei-
sen mit Lamellengraphit wird in sehr sicherheitskritischen Bereichen wie beispielsweise
Bremsscheiben oder thermo-mechanisch hochbelasteten Anwendungen wie Zylinder-
kopfen eingesetzt. Seine makroskopischen Werkstoffeigenschaften sind stark von der
vorhandenen Mikrostruktur abhéngig. Der quantitative Zusammenhang zwischen den
Werkstoffeigenschaften und dem Gefiige ist oft nicht bekannt. Um in Zukunft besse-
re numerische Vorhersagen zu ermoglichen, werden makroskopische mikrostrukturba-
sierte thermische und mechanische Materialeigenschaften fiir einen grofen Tempera-
turbereich berechnet. Die spezifischen mechanischen Eigenschaften von Gusseisen mit
Lamellengraphit in Zug und Druck werden beriicksichtigt. Die notwendigen Simulati-
onsgebiete werden algorithmisch auf Basis von Wahrscheinlichkeitsverteilungen nach
DIN EN IS0 945-1 [40] generiert. Weiterfithrend wird ein Phasenfeldrissmodell einge-
fiihrt, das die Simulation von Rissentstehung und -ausbreitung in Verbundwerkstoffen
mit sprod-anisotropen und duktilen Komponenten in Anlehnung an Gusseisen mit La-
mellengraphit ermdglicht. Als Vorarbeit fiir das Rissmodell wird ein Homogenisierungs-
ansatz fiir den Mehrphasenfeldkontext eingefiihrt, der es erlaubt, die elastoplastischen
Verzerrungen in mehrphasigen Ubergangsbereichen, unter Beachtung der mechanischen
Sprungbedingungen, zu berechnen. Ein solches Modell ist fiir Gusseisen wichtig, um das
Auftreten von plastischen Verformungen in Graphitpartikeln zu vermeiden.

Abstract

Cast iron is a material that has been used for a long time and on a large scale. In
Germany, its annual production capacity is several million tonnes. The microstructure
of cast iron consists of a metallic matrix with graphite inclusions. In this work, cast iron
with lamellar graphite is investigated. Cast iron with lamellar graphite is used in very
safety-critical areas such as brake discs or thermomechanically highly stressed applica-
tions such as cylinder heads. Its macroscopic characteristics are strongly dependent on
the existing microstructure. The quantitative correlation between the material proper-
ties and the microstructure is often not known. To enable better numerical predictions
in the future, macroscopic microstructure-based thermal and mechanical material pro-
perties are calculated for a wide temperature range. The specific mechanical properties
of cast iron with lamellar graphite in tension and compression are taken into account.
The required simulation domains are generated algorithmically on the basis of proba-
bility distributions according to DIN EN ISO 945-1 [40]. Further, a phase-field crack
model is introduced that allows the simulation of crack initiation and propagation in
composites with brittle-anisotropic and ductile components, following cast iron with la-
mellar graphite. As a preliminary work for the crack model, a homogenisation approach
for the multiphase field context is introduced, which allows to calculate elastoplastic
strains in multiphase regions, considering the mechanical jump conditions. Such a mo-
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Kurzfassung

del is important for cast iron to avoid the occurrence of plastic deformation in graphite
particles.
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“Isn’t it funny how day by day nothing changes, but when you look back everything is
different?”

— C.S. Lewis
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Abkiirzungen und Symbole
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Abkiirzungen und Symbole
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€a

fi
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It

eff
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7

X1v
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Sprung des Deformationsgradienten
Gradientenenergiedichte

Spezifische Warmequelle
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Minimalwert der phinomenologischen Degradierungsfunktion der Stei-
figkeitstensoren

Spezifische Warmekapazitit

Phénomenologische Degradierungsfunktion des Steifigkeitstensors
Kraftvektor

Chemischer Beitrag der freien Energie
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Effektive Formanderungsenergie

Plastischer Energiebeitrag

Weitere Beitridge der freien Energie



g Gramm

he Rissdegradierungsfunktion

h$ Festphaseninterpolationsfunktion

kyisko Plastischer viskoser Relaxationskoeffizienten

kg Temperaturabhéngiger Abminderungsfaktor des E-Moduls
ks Temperaturabhéngiger Abminderungsfaktor der Fliefigrenze
l Lénge

m Meter

n; oder n Normalenvektor

i Flussanteil einer physikalischen Grofe

q Wiérmestromdichte

q*? Generalisierter a—(3-Gradient

S Spezifische Entropie

s;j oder s Deviatorischer Spannungstensor

t Zeit

t; Spannungsvektor

u Spezifische innere Energie

U; Verschiebung eines materiellen Punktes

v; Geschwindigkeit

x; oder x Ortsvektor eines materiellen Punktes in Momentankonfiguration
GroBbuchstaben

A Fléche

°C Grad Celsius
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Materialsteifigkeitstensor

Elastizitdtsmodul
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Sekanten-Modul bei x-Prozent Dehnung
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Deformationsgradient
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Abkiirzungen und Symbole

G Energiefreisetzungsrate

G, Kritische Energiefreisetzungsrate

H Plastischer linearer Verfestigungsfaktor

H;; oder H  Verschiebungsgradient

J Joule

K Grad Kelvin

K. Kritischer Modus [ Spannungsintensitatsfaktor
L; Drehimpuls

M Masse

MB Mobilitat eines Grenzbereichs zwischen den Phasen a und 3
M; AuBerer Moment

N Anzahl an im Korper vorhandenen Phasen

N; Plastischer Fliefsvektor

Pa Pascal

P Impuls

Proch Mechanische Leistung

Piherm Thermische Leistung
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KAPITEL

FEinleitung

Gusseisen ist ein Werkstoff, der seit langem und in grofsem Umfang verwendet wird.
In Deutschland umfasst seine jéhrliche Produktionsmenge mehrere Millionen Tonnen.
Zum Einsatz kommt er in den verschiedensten technischen Anwendungen, wie zum
Beispiel in der Automobilindustrie. Die Gusseisenvariante mit Lamellengraphit hat
unter den grauen Gusseisen einen Produktionsanteil von iiber 50 %!, und somit eine
Jahresproduktion, die grofer ist als die aller anderer Gusswerkeisenstoffe zusammen.
Dies macht Gusseisen mit Lamellengraphit zu einem Werkstoff mit herausragender
technologischer und wirtschaftlicher Bedeutung.

Gusseisen mit Lamellengraphit wird bevorzugt bei thermo-mechanisch hoch belaste-
ten Bauteilen wie Zylinderkdpfen oder Bremsscheiben verwendet. Es besitzt wegen
der starken dreidimensionalen Vernetzung der Graphitlamellen die héchste Warme-
leitfahigkeit unter den Gusseisenvarianten [65, 107] und wird deshalb bei bestimmten
Anwendungen, trotz der schlechteren mechanischen Eigenschaften, den anderen Guss-
eisenvarianten vorgezogen. Hierbei kommt zum Tragen, dass sich die an ein thermisch
belastetes Bauteil gestellten Anforderungen grundlegend von den an ein mechanisch
belastetes Bauteil gestellten Anforderungen unterscheiden. Bei erhéhten Temperaturen
fiihren inhomogene Temperaturfelder zu lokal unterschiedlichen Warmedehnungen und
folglich zu Warmespannungen [65], die zu vermeiden sind. Mafnahmen gegen inho-
mogene Temperaturfelder sind moglichst diinne Wandstérken der Bauteile oder eine
gute Warmeleitfidhigkeit. Eine hohe mechanische Belastbarkeit hingegen verlangt einen
grolen Widerstand gegen Verformungen und deshalb dickere Wandstérken oder eine
hohe Festigkeit. Bei der Herstellung eines thermo-mechanisch beanspruchten Bauteils
ist also ein Material mit einem guten Kompromiss zwischen Festigkeit und Wérme-
leitfahigkeit notwendig, der beispielsweise von Gusseisen mit Lamellengraphit geboten
wird. Durch die vergleichsweise gute Warmeleitfahigkeit wird das Auftreten von hohen
Temperaturgradienten verringert, wodurch auch thermische Dehnungen unterdriickt
werden. Verglichen mit vielen anderen Stdhlen fiihrt dies trotz der an sich schlechteren
mechanischen Eigenschaften, bei homogener Temperatur, zu einer guten Haltbarkeit,
bei der Verwendung als Werkstoff fiir thermo-mechanisch belastete Bauteile. Bei der
Herstellung von geometrisch komplexen Strukturen bietet es zusétzlich, neben dem
vergleichsweise giinstigen Preis, ein robustes Verhalten im Giefprozess [98]. Die hohe
wirtschaftliche und technologische Relevanz von Gusseisen mit Lamellengraphit stellt
einen entscheidenden Grund der Entstehung dieser Arbeit dar.

Bei der konstruktiven Auslegung von Bauteilen ist eine genaue Kenntnis der thermo-
mechanischen Eigenschaften des verwendeten Werkstoffes unerlésslich. Gusseisen mit
Lamellengraphit besitzt ein aufsergewohnlich komplexes mechanisches Verhalten, das
aus dem Zusammenspiel der metallischen Matrix und der Graphitinklusionen resultiert.
7Zu den besonderen Charakteristiken zdhlt neben dem Nichtvorhandensein eines linear

! Quelle: http://www.bdguss.de/branche/die-branche-in-zahlen/
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elastischen Materialverhaltens die auftretende Zug-Druck-Spannungsasymmetrie [98].
Zusétzlich sind die makroskopischen Materialeigenschaften signifikant von der Morpho-
logie der Graphitmikrostruktur abhéngig. Diese wird bei nominal gleicher chemischer
Zusammensetzung beispielsweise von der Abkiihlgeschwindigkeit aus der Schmelze und
den Wandstirken von Bauteilen beeinflusst.

Um zukiinftig bessere Prognosen iiber das mechanische Verhalten von Bauteilen aus
Gusseisen mit Lamellengraphit zu ermoglichen, werden im Rahmen der vorliegenden
Dissertation kontinuumsmechanische Modelle entwickelt und unter der Zuhilfenahme
numerischer Methoden angewendet, um die Sensitivitdt der makroskopischen mechani-
schen Figenschaften von Gusseisen mit Lamellengraphit in Abhéngigkeit von der Gra-
phitmikrostruktur in einem grofsen Temperaturbereich zu analysieren. Des Weiteren
wird ein Phasenfeld-Rissmodell vorgestellt, das es ermdglicht, die Mikrorissentstehung
und -ausbreitung in Verbundwerkstoffen, bestehend aus spréd-anisotropen Inklusio-
nen und einer duktilen Matrix, zu simulieren. Dies geschieht in Analogie zu Gusseisen
mit Lamellengraphit. Als Vorarbeit fiir die Entwicklung des Phasenfeld-Rissmodells ist
im Mehrphasenfeldkontext die Einfiihrung eines Homogenisierungsansatzes zur Berech-
nung elastoplastischer Verzerrungen notwendig. Es wird ein elastoplastisches Mehrpha-
senfeldmodell fiir kleine Dehnungen vorgestellt, das die mechanischen Sprungbedin-
gungen einhélt. Anhand der bearbeiteten Themenkomplexe ergibt sich der Titel der
vorliegenden Dissertation: Untersuchungen von mechanischen Eigenschaften in Guss-
eisen mit Lamellengraphit.

Einfachheitshalber wird im Folgenden haufig der Terminus Gusseisen verwendet, wenn
eigentlich von Gusseisen mit Lamellengraphit die Rede ist. Falls dennoch eine andere
Gusseisenvariante gemeint ist, wird dies explizit erwihnt.

Gliederung der Arbeit

Die vorliegende Arbeit gliedert sich wie folgt: Im Einleitungskapitel sind neben der
Motivation die Kernpunkte der Dissertation aufgefithrt. Die mathematische Notation
wird in Kapitel 2 erldutert. Kapitel 3 befasst sich mit den werkstoffkundlichen sowie
den relevanten physikalischen Eigenschaften von Gusseisen und seiner Komponenten.
In Kapitel 4 werden die notwendigen Grundlagen der Kontinuumsmechanik eingefiihrt,
gefolgt von ausgewdhlten Grundlagen der Risstheorie in Kapitel 5. Als abschliefen-
des Grundlagenkapitel wird die Warmeleitfahigkeit in Kapitel 6 behandelt. Aufbauend
auf den einleitenden Grundlagen wird in Kapitel 7 ein Modell vorgestellt, das die Be-
rechnung der makroskopischen mechanischen Werkstoffeigenschaften von Gusseisen in
Abhéngigkeit von der Mikrostruktur ermdéglicht. Anschliefend wird das vorgestellte
Modell in einer ausfiithrlichen Simulationsstudie in einem grofen Temperaturbereich
angewendet und die resultierenden Sensitivitdten diskutiert. In Kapitel 8 wird ein Ho-
mogenisierungsansatz fiir den Mehrphasenfeldkontext eingefiihrt, der es ermdoglicht, die
elastoplastischen Verzerrungen in mehrphasigen Ubergangsbereichen, unter Einhaltung
der mechanischen Sprungbedingungen, zu berechnen. Mehrere Verifikationsfille werden
diskutiert. Die Anwendbarkeit des vorgeschlagenen Modells wird durch Simulationen
der martensitischen Transformation mit quantitativen Parametern demonstriert. Der
Homogenisierungsansatz ist fiir das folgende Kapitel 9 notwendig und wird dort mit
einem Phasenfeldrissmodell kombiniert, sodass die Abbildung von Rissnukleations- und
-propagationsprozessen in Verbundwerkstoffen mit spréd-anisotropen und duktilen Be-
standteilen mdoglich wird. Die Einfliisse der relevanten Modellparameter auf die Rissnu-



kleation und -propagation werden anhand idealisierter Probleme - planarer Phaseniiber-
gangsbereich und einzelne, in eine duktile Matrix eingebettete sprod-anisotrope Phase
- analysiert. Als realistischeres Anwendungsbeispiel dienen ein einachsiger Zug- und
Druckversuch, der an einem idealisierten Graugussgefiige durchgefithrt wird. Abschlie-
fsend werden die erarbeiteten Ergebnisse in Kapitel 10 zusammengefasst, diskutiert und
mogliche weiterfithrende Arbeiten skizziert.






KAPITEL

Mathematische Notation

Bei der Einfiihrung der Grundlagen wird, um mogliche Unklarheiten hinsichtlich der
Rechenoperationen zu vermeiden, ausschliefslich die Indexnotation fiir tensorielle Aus-
driicke verwendet. Als Laufindizes werden hierbei tiefgestellte kursive lateinische Klein-
buchstaben - 4,7, k,l - genutzt. Es gilt die Einstein’sche Summenkonvention, d.h. es
wird tiber doppelt vorkommenden Indizes summiert. Anschliefend werden Vektoren,
Tensoren und Tuple stets in Tensornotation - fett - geschrieben, bei Unklarheiten von
mathematischen Operationen in Tensornotation sind deshalb immer die Grundlagen-
kapitel zu beriicksichtigen.

Im Phasenfeldkontext ist es oft notwendig die Zugehorigkeit von Termen zu einer be-
stimmten Phase darzustellen, dies geschieht mittels hochgestellter kursiver griechischer
Buchstaben - o, 5,7, 4.

Die Argumente von mathematischen Ausdriicken werden nur bei der Einfithrung des
mathematischen Ausdrucks oder bei Ableitungen notiert. Dies dient der Lesbarkeit.







KAPITEL

Ubersicht zur Werkstofferuppe der
(Gusseisen

Nachfolgend werden die relevanten metallkundlichen und physikalischen Grundlagen
von Gusseisen zusammengefasst. Auf den Einfluss von Abkiihlverldufen und Legierungs-
komponenten auf die Mikrostrukturausbildung von erstarrten Gussteilen aus Gusseisen
wird an dieser Stelle explizit nicht eingegangen, da es sich hierbei um ein komplexes
und weites Feld handelt, das fiir die vorliegende Arbeit nicht von Wichtigkeit ist. Statt-
dessen sei auf einschlagige Fachliteratur verwiesen.

Eisen-Kohlenstoff- Werkstoffe mit einem Kohlenstoffanteil von weniger als 2,06 m. — %
zdhlen zu den Stdhlen. Als Gusseisen werden Eisen-Kohlenstoff-Werkstoffe mit einem
Kohlenstoffgehalt von mehr als 2,06 m. — % [60] bezeichnet. Die Erstarrung von Guss-
eisen findet entweder entsprechend des stabilen Fe-C- oder des metastabilen Fe-Fe3C-
Systems statt [49]. Ob eine Erstarrung nach dem stabilen Fe-C- oder dem metasta-
bilen Fe-Fe3C-System stattfindet, wird im Wesentlichen von der Zusammensetzung
der Schmelze und dem Abkiihlverlauf beeinflusst. Bei Erstarrungsprozessen nach dem
metastabilen Fe-Fe3C-System treten in den Gussteilen keine Graphitkristalle auf, da
ein grofker Teil des Kohlenstoffs in Fisenkarbid (Zementit) gebunden ist. Die Bruch-
flichen dieser Gusseisensorten sind wei, was ihnen die Bezeichnung weiffes Gusseisen
gebracht hat. Zu den weifsen Gusseisen zédhlen Temperguss - GJMW oder auch Hartguss
(Karbidisches Gusseisen). Der mit Abstand grofite Anteil des produzierten Gusseisens
erstarrt nach dem stabilen Fe-C'-System und enthilt Graphitpartikel. Diese Gussei-
sensorten zdhlen aufgrund der grauen Bruchflichen zur Gruppe der grauen Gusseisen.
Dazu gehoren Gusseisen mit Lamellengraphit - GJL (Grauguss), Gusseisen mit Ku-
gelgraphit - GJS (duktiles Gusseisen) und Gusseisen mit Vermikulargraphit - GJV. In
Abb. 3.1 sind in der oberen Bildreihe von links nach rechts Schliftbilder fiir GJL, GJV
und GJS abgebildet. Darunter sind die Raumbilder von Lamellen-, Vermikular- und
Kugelgraphit zu sehen. Die Aufnahmen stammen aus M. Lampic und Walz [76].

Graphitlamellen besitzen eine sehr diinne, bliatterahnliche Form und sind stark ver-
netzt. Der lamellenartige Graphit ist fiir die typischen Eigenschaften von Grauguss
verantwortlich und macht 3,0 - 4,0m. - % des Gusseisens aus. Aufgrund des Dichte-
unterschieds von Graphit und Eisen entsprechen 3,5m. — % Graphit einem Anteil bis
zu 11,0v. = % [37|. Kugelgraphit besitzt eine kompakte, sphérolitische Form und weist
keine Vernetzungen auf. Vermikulargraphit ist eine Zwischenform der beiden vorher
genannten Graphitformen, die wurmf{érmig und korallenartig verzweigt ist.

Die Gusseisenmatrix kann als Ferrit, Perlit oder Ferrit-Perlit-Gemisch vorliegen [60].
Ferrit ist ein kubisch-raumzentrierter a-Mischkristall im Fe-C-System, mit einer relativ
niedrigen Hérte [49]. Perlitischer Stahl entsteht wihrend einer eutektoiden Umwand-
lung [31]. Er besteht aus zahlreichen Perlitkolonien mit zuféllig verteilten Orientierun-
gen. Jede Kolonie besteht aus vielen abwechselnd angeordneten, parallelen, diinnen
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Abbildung 3.1: Schliffbilder in der oberen Reihe von GJL, GJV und GJS und Raumbilder von Lamel-
lengraphit, Vermikulargraphit und Kugelgraphit in der unteren Reihe, von links nach
rechts. Die Aufnahmen sind M. Lampic und Walz [76] entnommen.

Ebenen aus Ferrit und Zementit. Bei Zementit handelt es sich um eine intermetallische
Fe-C-Verbindung, die wesentlich hirter und sproder ist als Ferrit. Die mechanischen
Eigenschaften von Perlit korrelieren stark mit dessen Feinstreifigkeit und somit mit dem
Volumenanteil des Zementits, der etwa 15,0 v. — % [103] betragt. Ein feinerer interlamel-
larer Abstand bedeutet eine hohere Festigkeit und Fliekspannung [69, 54, 31]. Der inter-
lamellare Abstand wird mit zunehmender Abkiihlgeschwindigkeit geringer [69, 54, 31|
und kann sich selbst innerhalb eines Bauteils lokal, abhéngig von unterschiedlichen Ab-
kiihlgeschwindigkeit und Wandstérken, unterscheiden. Hinsichtlich der Festigkeit be-
sitzt Perlit eine hohere Festigkeit als Ferrit [113]. Deshalb wird der Giekprozess von
Bremsscheiben so vollzogen, dass sich eine moglichst vollstdndig perlitische Matrix
ausbildet. In dieser Arbeit wird eine rein perlitische Matrix angenommen.

Graues Gusseisen kann als eine Art natiirlicher Verbundwerkstoff, bestehend aus ei-
ner stahlartigen Matrix mit eingebetteten Graphitpartikeln, betrachtet werden [20, 60,
142, 108]. Als Graphitausprigung oder -mikrostruktur wird in diesem Zusammenhang
die Form, Gréfe und Anordnung der Graphitpartikel bezeichnet. Sowohl die mecha-
nischen als auch die thermischen Eigenschaften von grauem Gusseisen sind in groffem
Mafe von der Graphitauspriagung abhéngig [113]. Selbst bei einem konstanten Volu-
menanteil der Graphitpartikel treten hier grofe Unterschiede in Abhéngigkeit von der
Form, den Grofen und den Anordnungen der Graphitpartikel auf [11, 37, 77]. Die me-
chanischen Kenngrofen von grauem Gusseisen nehmen mit feineren Graphitstrukturen
zu. Deshalb besitzen Gusseisen mit Kugelgraphit und Gusseisen mit Vermikulargraphit
deutlich hohere Festigkeiten und Bruchdehnungen als Gusseisen mit Lamellengraphit.
Auf der anderen Seite hat Grauguss, aufgrund des besser vernetzten Graphits, eine
wesentlich bessere Warmeleitfdhigkeit als Gusseisen mit Kugelgraphit [107, 108]. Die
schlechteren Festigkeits- und Bruchdehnungswerte von Gusseisen mit Lamellengraphit
werden bei thermo-mechanischer Beanspruchung teilweise durch geringere thermische
Spannungen kompensiert. Gusseisen mit Vermikulargraphit besitzt im Verhéltnis zu
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Abbildung 3.2: Qualitativer Verlauf der Spannungs-Dehnungs-Kennlinie von Gusseisen mit Lamellen-
graphit und Stahl bei einachsigem Zug und Druck.

Grauguss eine nur geringfiigig schlechtere Warmeleitfahigkeit und lésst aufgrund der
relativ kleinen Warmespannungen, bei thermo-mechanischer Beanspruchung, eine fast
vollstdndige Nutzung der Festigkeits- und Z&higkeitswerte der Matrix zu. Die mecha-
nischen und thermischen Eigenschaften von GJV liegen zwischen denen von GJL und
GJS [67, 131, 142]. Zur Einordnung der Graphitauspragung, anhand von Schliffbildern,
existiert die Norm DIN EN ISO 945-1 [40], die ein Vorgehen zur optischen Klassifizie-
rung der Graphiteinschliisse nach Form, Anordnung und Groéfe enthéilt.

Der Themenschwerpunkt dieser Arbeit liegt auf den mechanischen und thermischen Ei-
genschaften von Gusseisen mit Lamellengraphit, weshalb diese Gusseisengruppe nach-
folgend detailliert betrachtet wird. Beziiglich der mechanischen Figenschaften besitzt
Gusseisen mit Lamellengraphit ein kompliziertes konstitutives Verhalten. Grauguss ist
zug-druck-spannungsasymmetrisch, d.h., unter einachsigem Zug zeigt es ein nicht li-
near elastisches Verhalten und versagt quasi-spréde, ohne ausgepréigte makroskopische
plastische Deformation. Unter einachsigem Druck versagt es wiederum duktil, bei we-
sentlich hoheren Bruchdehnungen [13, 98|. Ausdruck findet die Asymmetrie auferdem
in zug-druck-abhéngigen E-Moduli und Fliefgrenzen [13, 98]. Um die Besonderheiten
der mechanischen Eigenschaften von Grauguss zu illustrieren, ist in Abb. 3.2 ein qua-
litatives Spannungs-Dehnungs-Diagramm [144] fiir einachsigen Zug und Druck gezeigt.
Als Referenz ist auferdem das qualitative Materialverhalten von Stahl gegeben. Man
erkennt deutlich, dass Grauguss im Zug- bzw. Druckbereich unterschiedliche E-Moduli
besitzt. Im Zugbereich existiert quasi kein linear elastischer Bereich, im Druckbereich
wiederum schon. Diese Eigenschaft wird Bimodularitdt genannt. Stahl dagegen hat
im Zug- und Druckbereich dieselben E-Moduli. Betragsmifig gleichgrofse Zug- und
Druckkrafte verursachen bei Stahl Dehnungen, die sich nur im Vorzeichen unterschei-
den. Wesentlich deutlicher tritt das unterschiedliche Verhalten von Grauguss aufgrund
der unterschiedlichen Zug- und Druckfestigkeiten bzw. Zug- und Druckbruchdehnungen
zutage. Die Bruchdehnung von Grauguss entspricht bei Zugbeanspruchung ~ 1,0 % und
ist bei Druckbelastung deutlich hoher, namlich bis zu 10,0 %.

Um die Ursachen der Besonderheiten von Gusseisen mit Lamellengraphit zu verste-
hen, miissen die Graphitpartikel genauer analysiert werden. Die Graphitpartikel be-
stehen aus Kohlenstoffschichten, den sogenannten Basalebenen oder Graphenschich-
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Abbildung 3.3: Atomarer Aufbau von Lamellengraphit, vereinfacht illustriert. Der Graphitausschnitt
besteht aus zwei Basalebenen mit jeweils zehn Benzolringen. Die kovalente Bindungen
innerhalb der Basalebenen und die Van-der-Waals Kréfte sind angedeutet.

ten, die in einer AB-Sequenz parallel tibereinander angeordnet sind [30]. In Abb. 3.3
ist der Aufbau eines Mono-Graphitkristalls schematisch dargestellt. Einzelne Basal-
ebenen bestehen aus einer Vielzahl von Benzolringen, die durch starke kovalente Bin-
dungen in a-Richiung des hexagonalen Kristallsystems verbunden sind. Zwischen den
verschiedenen Ebenen besteht eine bedeutend geringere molekulare Wechselwirkung,
die durch Van-der-Waals-Krifte in c-Richtung des hezagonalen Kristallsystems ver-
ursacht wird [70, 54, 107, 108]. Wegen der Hauptwachstumsrichtung von Graphitla-
mellen, entlang der Basalebenen [66], besitzen sie eine wesentlich grofere raumliche
Ausdehnung innerhalb der Basalebene, verglichen mit ihrer Ausdehnung orthogonal zu
den Basalebenen [128, 34, 55|. Durch den grofen Unterschied der Bindungsenergien
entsteht eine Richtungsabhingigkeit der thermischen, elektrischen und mechanischen
Graphiteigenschaften, die transversale Isotropie genannt wird [70, 107]. Diese spezielle
Richtungsabhingigkeit ist dadurch charakterisiert, dass sich die Eigenschaften paral-
lel zu einer bestimmten Ebene von denen orthogonal zur Ebene unterscheiden. Bei
den mechanischen Eigenschaften dufert sich diese Richtungsabhéngigkeit durch eine
viel hohere Festigkeit, bei einer Belastung der kovalenten Bindungen, also entlang der
a-Richtung des hexagonalen Kristallsystems, verglichen mit der Festigkeit, bei einer
Belastung orthogonal zu den Basalebenen [102, 21, 16]. Entlang ihrer Lingsrichtung
besitzen die stark anisotropen Graphitlamellen eine deutlich hthere Warmeleitfahigkeit
als orthogonal dazu und auch eine wesentlich hthere Warmeleitfahigkeit als die um-
gebenden Matrix [58, 65]. Die gute Warmeleitfahigkeit von GJL, verglichen mit GJS,
ist dem grofseren Anteil an vernetzten Basalebenen, als Ausdruck der Graphitlamellen,
geschuldet [57, 65, 142].
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In der Literatur herrscht weitestgehend Konsens, dass das zug-druck-spannungsasym-
metrische Verhalten eine Konsequenz der Graphitlamellen und der daraus resultieren-
den Interaktionen mit der duktilen Matrix ist |54, 144, 87, 98|. Das makroskopische
Phénomen wird dabei durch zwei mogliche mesoskopische Prozesse erklart. Zum einen
als Folge von Mikrorissbildung innerhalb der Graphitpartikel und / oder durch Ab-
16sung des Graphit-Matrix-Ubergangsbereichs. Wegen der iiberwiegend beanspruchten
Van-der-Waals-Bindungen kann eine Graphitlamelle senkrecht zur Léngsrichtung nur
sehr schwach auf Zug belastet werden [54, 30]. Deshalb wirken Graphitlamellen unter
Zugbelastung ab einer geringen Dehnung als Mikrorisse und {ibertragen nahezu keine
Krifte [54, 31]. Im Zusammenhang mit Gusseisen versteht man das Auftrennen einer
bestehenden Verbindung zwischen Matrix und Graphitpartikeln als Grenzflichenablo-
sung. Als Konsequenz dieses Verhaltens, unabhéngig davon, ob durch Mikrorissbildung
oder Grenzflichenablésung verursacht, entsteht in Gusseisen bei Zugbelastung eine in-
homogene Spannungsverteilung |54, 13]|. Spannungsspitzen treten dabei iiberwiegend
an den scharfen Enden von Graphitlamellen auf. Bei makroskopischen Belastungen,
weit unterhalb der Streckgrenze des reinen Matrixmaterials, kommt es aufgrund der
hohen Spannungskonzentrationen zu mikroplastischen Verzerrungen der Matrix [54].
Unter Druck werden die Lamellen zusammengehalten und kénnen somit Krifte iiber-
tragen [54, 31|. Das mechanische Verhalten dhnelt dann dem von Stahl. Dadurch ergibt
sich ein homogeneres Spannungsfeld [76, 87|. Bei beiden mesoskopischen Rissentste-
hungsprozessen, der Mikrorissbildung und der Grenzflachenablésung, existiert unter
Druckbelastung ein gréferes krifteiibertragendes Volumen, woraus hohere makrosko-
pische mechanische Eigenschaften resultieren als unter Zugbeanspruchung. Die Folge ist
eine Spannungs-Dehnungsasymmetrie und eine Bimodularitdt. In Haenny und Zambelli
|54 wird aufserdem angenommen, dass aufgrund der starken Differenz der thermischen
Ausdehnungen zwischen dem Graphit und der Matrix hohe Eigendehnungen wihrend
der Erstarrung entstehen und die daraus resultierenden Spannungen bereits wihrend
der Erstarrung zu Grenzflichenablosungsvorgingen fiithren. Diese Ansicht wird von
Bonora und Ruggiero [20] unterstiitzt, da die Matrix einen Wérme Ausdehnungskoef-
fizienten hat, der um mindestens eine Grofsenordnung héher ist, als der des Graphits.
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KAPITEL

Ausgewihlte Grundlagen der
Kontinuumsmechanik

Die Kontinuumsmechanik beschiftigt sich mit der mathematischen Beschreibung von
Verformungen und Kréften in ruhenden oder sich bewegenden festen Korpern bzw.
Fluiden. Dabei wird Materie als ein zusammenhingendes und den Raum ausfiillendes
Kontinuum betrachtet, wobei das auf der atomaren Lingenskala diskrete réumliche
Auftreten von physikalischen Gréfen durch kontinuierliche physikalische Felder ange-
ndhert wird. Auf physikalische und chemische Ursachen von Phinomenen wird nicht
detailliert eingegangen, sie werden stattdessen durch phinomenologische Modelle be-
schrieben. Die Annahme eines Kontinuums ist dann giiltig, wenn die untersuchte Lin-
genskala im Vergleich zu den charakteristischen Langen auf der atomaren Skala grofs
ist.

Im Sinne der Kontinuumsmechanik behandelt das folgende Kapitel die fiir diese Dis-
sertation relevanten Konzepte und mathematischen Ausdrucke der FElastizitdts - und
Plastizitdtstheorie. Es wird darauf hingewiesen, dass nur die relevanten Aspekte der
Theorien eingefithrt werden und nicht jedes Detail bis zur Erschépfung erlautert ist.
Als Standardwerke kénnen bei Detailfragen zum Beispiel Silhavy [129], Mang und Hof-
stetter [85], de Souza Neto et al. [36] oder Bertram [14] herangezogen werden.

Die nachfolgend eingefiihrten Theorien bedienen sich des euklidischen Vektorraums mit
einem kartesischen Koordinatensystem, womit die Indizes i = 1,2,3 gelten. Alle Er-
lduterungen erfolgen unter dem Vorbehalt sehr kleiner Deformationen. Es wird nicht
zwischen Fuler’scher und Lagrange’scher Betrachtungsweise unterschieden, weil der
konvektive Anteil der Fuler’schen Sichtweise bei sehr kleinen Deformationen vernach-
lassigbar ist.

Zunéchst werden die geltenden kinematischen (4.1) und kinetischen (4.2) Beziehun-
gen, danach die notwendigen Bilanzgleichungen (4.3) und anschliefsend die relevanten
konstitutiven Beziehungen (4.4) eingefithrt.

4.1 Kinematische GroBen und Beziehungen

Die Kinematik beschreibt werkstoffunabhingig die Bewegung eines Korpers aus einer
rein geometrischen Sichtweise. Unter Verformung bzw. Verzerrung eines Korpers ver-
steht man die Bewegung eines Korpers ohne die Starrkdrpertranslation und -rotation.
Verformungen bzw. Verzerrungen beinhalten sowohl Volumen- als auch Gestaltdnde-
rungen. Ein Korper wird hierbei als eine unendliche Menge an zu jedem Zeitpunkt raum-
lich eindeutig unterscheidbaren Massepunkten infinitesimaler Gréfie bzw. materiellen
Punkten verstanden. Durch Betrachtung der Bewegungen der materiellen Punkte eines
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Kapitel 4 Ausgewahlte Grundlagen der Kontinuumsmechanik

Referenzkonfiguration: ¢t =0

000

Momentankonfiguration: ¢ > 0

Abbildung 4.1: Deformierbarer Kérper: Bewegung im euklidischen Raum.

Kérpers ist somit die Kinematik des Kérpers als Ganzes festgelegt. In der vorliegenden
Arbeit wird angenommen, dass jeder Massepunkt drei translatorische Freiheitsgrade
besitzt, sodass ein Boltzmann-Kontinuum vorliegt.

Im unbelasteten Zustand, zum Zeitpunkt ¢ = 0, belegt ein deformierbarer Korper einen
bestimmten Bereich des dreidimensionalen euklidischen Raumes, Q°. Die Oberfliche
des Korpers, 990, verfiigt dabei iiber den nach auRen gerichteten Normalenvektor n?
und umschlieft das Volumen V. Nachfolgend wird die Lage im unbelasteten Zustand
Referenzkonfiguration genannt. Andern die materiellen Punkte ihre Position, nehmen
sie die Momentankonfiguration, O, zum Zeitpunkt ¢ ein. Das Volumen und die Oberfli-
chennormale des Kérpers in der Momentankonfiguration sind durch V* und n} definiert.

Alle eingefithrten Zusammenhinge sind in Abb. 4.1 verdeutlicht.

Die Lage eines materiellen Punktes ist in der Referenzkonfiguration durch den Orts-
vektor X; bestimmt. Derselbe materielle Punkt wird in der Momentankonfiguration
mittels des Ortsvektors x; identifiziert. Die stetige und stetig differenzierbare vektori-
elle Bewegungsfunktion x;(X;,t) beschreibt die Abbildung von X; auf x;, wodurch der
Zusammenhang

z; = xi (X, 1) (4.1)

gilt. Mit der Bewegungsfunktion der Referenzkonfiguration, Gl. (4.1), ist die Definiti-
on der Geschwindigkeit, v;(z;,t), und der Beschleunigung, a;(x;,t), eines materiellen
Punktes der Momentankonfiguration bzgl. der festen Referenzkonfiguration moglich:

da;i
i = —t, 4.2
vi= g (4.2)
8% 8’0,' ({):Ci
a; = ot + a:L'l ot . (43)
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4.1 Kinematische Grofen und Beziehungen

Fiir den verbleibenden Teil dieser Arbeit wird angenommen, dass sich alle Kérper im
mechanischen Gleichgewicht befinden und keine Beschleunigung erfahren, a; = 0. Neben
der zeitlichen Ableitung ist als rdumliche Ableitung der Deformationsgradient

X
Fi(X;,t) = ==~ 4.4
1) ( 1 ) aX] ( )
von Bedeutung. Unter Verwendung der Inversen der Bewegungsfunktion des Referenz-
zustandes, x; ' (z;,t) = Gi(2,t), lisst sich ein Punkt Massepunkt der Momentankonfi-
guration dem entsprechenden Punkt des Anfangszustandes zuweisen,

Xi = Gi(xs, t). (4.5)

Der Verschiebungsvektor u;(X;,t) gibt die Differenz zwischen dem Ortsvektor X; eines
Partikels der Referenzkonfiguration und dem Ortsvektor z; desselben Partikels in der
Momentankonfiguration wider:

ui(Xi,t) = xi (X5, 1) - Xi = - X;. (4.6)

4.1.1 Verschiebungs- und Verzerrungszustand

Die Anderung der infinitesimalen Abstéinde zweier materieller Punkte eines Korpers
beschreibt seine Volumen- und Gestaltdnderung, wobei entstehende Verkriimmungen
der Strecke zwischen den infinitesimal entfernten materiellen Punkten vernachléssigt
werden, da sie sehr klein sind. Eine Anderung des Abstandes ist somit allein durch
eine Léngendnderung der Strecke zwischen den Punkten festgelegt. Die Ortsvektoren
zwischen zwei materiellen Punkten mit infinitesimalen Abstand sind in der Referenz-
konfiguration durch das infinitesimale Linienelement dX; und in der Momentankonfi-
guration, nach Einsetzen von x; = X; +u;(X;,t) in z;+da; = (X;+dX;) +u; (X +d X, 1),
durch dz; = dX; + u; (X; + dX;,t) —u;(X;,t) gegeben. In der Referenzkonfiguration ist
das Quadrat des Abstandes zweier Punkte mit

ds? = dX;dX; (4.7)
und in der Momentankonfiguration mit

8’LLZ' + 8uj + 8uk 8uk
0X; 0X; 0X;0X;

ds® = (@j + )dXide (4.8)

definiert. Bei der Herleitung von Gl. (4.8) wurde die um X; entwickelte Taylorreihe
von u;(X; + dX;, t) mit ausschlieklich linearen Reihengliedern verwendet. Ein Mak der
Verformung eines deformierbaren Korpers beschreibt die Differenz

Gui N 8uj + 8uk 8uk
0X;  0X; 0X;0X;

ds? - dS? = ( )dXide = 2F,;dX;dX;. (4.9)
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Kapitel 4 Ausgewahlte Grundlagen der Kontinuumsmechanik

Der Tensor 2. Stufe, E;;(X;,t), ist ein Verzerrungstensor in der Lagrange’schen Dar-
stellung und wird Green’scher Verzerrungstensor genannt. Er ist symmetrisch und wird
in einem kartesischen Koordinaten wie folgt

1 ; Ouy
=L ou; . U . Ouy Ouy (4.10)
2\0X; 0X; 0X;0X;
geschrieben. Der Green’sche Verzerrungstensor ist bei Anwendung von
Ou; _ Oxi =X
= = Fi; — 05 4.11
0X; 0X; ! * ( )

ebenfalls mittels des Deformationsgradienten, Gl. (4.4), darstellbar.

4.1.1.1 Geometrisch linearisierter Verzerrungstensor

Treten nur kleine Deformationen auf, sind die Verschiebungsableitungen wesentlich klei-
ner als Eins, Ou;/0X; « 1, und die quadratischen Glieder in Gl. (4.10) sind gegeniiber
den linearen Gliedern vernachlédssigbar. Zusétzlich ist der Unterschied zwischen den
Ableitungen des Verschiebungsvektors, Gl. (4.6), nach dem Ortsvektor in der Referenz-
konfiguration und der Momentankonfiguration nicht signifikant und es gilt

8ui N 8ul
8Xj h 895]7

(4.12)

Der eingefithrte Ausdruck wird in der Ingenieurspraxis oft als Verschiebungsgradient
bezeichnet und mit H;;(z;,t) = Ou;/0x; abgekiirzt. Bei kleinen Deformationen ist kei-
ne Unterscheidung zwischen den Ortsvektoren in der Referenz- und Momentankonfi-
guration notwendig, weshalb sie auch nicht durchgefiihrt wird. Durch Einsetzen von
Gl. (4.12) in GL (4.10) und der Tatsache, dass die quadratischen Glieder in Gl. (4.10)
vernachléssigbar sind, folgt:

€ij

1{Ou; Ou;\ 1
=— + =—(H;; + H;;). 4.13
2(6$j 83:1 2( * U) ( )
Bei €;;(x;,t) handelt es sich um die Komponenten des symmetrischen, linearisierten
Verzerrungstensors, €;; = €;;. Mit der Voraussetzung, dass die Verschiebungsgradienten
bei einer geometrischen Linearisierung klein gegen Fins sind, gilt fiir die Frobenius-
Norm des linearisierten Verzerrungstensors unmittelbar |/g;;6;; < 1. Man bezeich-
net die Komponenten e;; als Normalverzerrungen und die restlichen Komponenten als
Schubverzerrungen. Mittels der Normalverzerrungen ist die Volumendnderung durch
Eii _ Spur(ij)

Evol = 5~

; ; (4.14)

gegeben.

4.1.2 Kinematische Kompatibilitatsbedingung - Lemma von Hadamard

Betrachtet man die Bewegung eines Korpers, der ein unstetige Fliche enthélt, besagt
das Lemma von Hadamard, dass sich die Grenzwerte des Deformationsgradienten auf
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4.2 Kinetische Grofien

der unstetigen Fliche einer kontinuierlichen kohérenten Bewegung um einen Rang 1-
Tensor unterscheiden [129]

[[szﬂ =ain;. (415)

Der Rang 1-Tensor, a;, reprisentiert die Amplitude des Sprunges des Deformationsgra-
dienten in Richtung des Oberflichennormalenvektors n;.

4.2 Kinetische GroBen

Die kinetischen Gréken beschreiben die Ursachen fiir die Deformation eines Korpers.

Da die vorliegende Arbeit strikt von kleinen Deformationen ausgeht, wird die Darstel-
lung von kinetischen Grofen in der Referenzkonfiguration, die sog. Piola-Kirchhoff-
Spannungen, nicht eingefiihrt.

4.2.1 Cauchy-Spannungen

Schneidet man einen Korper, auf den dufere Krifte wirken, gedanklich auseinander,
dann wirken auf die beiden Schnittflichen, aufgrund der Stetigkeit der inneren Krdfte
(Lemma von Cauchy), gleichgrofe, aber entgegengesetzte, innere Qberflichenkrifte.
Der Quotient aus dem Kraftvektors, df;, der auf eine infinitesimale Schnittfliche dA
wirkt, ergibt den Spannungsvektor t; = df;/dA am betreffenden Schnittpunkt. Der
Spannungsvektor in einem Punkt variiert mit der Orientierung der Schnittflache, wobei
jede mogliche Orientierung der Schnittfliche durch den dazugehorigen Normalenvektor
n; gegeben ist. Mittels des Normalenvektors kann der Spannungsvektor in den Teil,
der normal zum infinitesimalen Flichenelement dA wirkt, die sog. Normalspannung
o =t;n;, und den Teil des Kraftvektors, der parallel zu dA wirkt und Schubspannung T
genannt wird, zerlegt werden. Um den Spannungszustand in einem materiellen Punkt
eindeutig zu definieren, wird der Cauchy’sche Spannungstensor o;; eingefiihrt. Er ist ein
symmetrischer Tensor 2. Stufe, 0;; = 0;;, und beschreibt die Gesamtheit aller moglichen
Spannungsvektoren in einem Punkt des Korpers durch das Fundamentaltheorem von
Cauchy, in Abhéngigkeit von allen méglichen Normalenvektoren:

t; = 0. (4.16)

Fiir den Cauchy’schen Spannungstensor wird der in der Momentankonfiguration be-
findliche K6rper durch infinitesimale quaderférmige Volumenelemente, dV', deren Kan-
ten parallel zu einem kartesischen Koordinatensystem verlaufen, abstrahiert. Auf die
Seitenflichen eines jeden Volumenelements wirken eine Normal- und eine Schubspan-
nung. Die Schubspannungen werden im Kontext des Cauchy’schen Spannungstensors
in die zwei Komponenten entlang der Koordinatenachsen zerlegt, die parallel zu den
betreffenden Kanten der betrachteten Seitenfliche verlaufen. Die Diagonalkomponen-
ten 011, 099 und o33 des Cauchy’schen Spannungstensors sind die Normalspannungen
auf den drei zueinander orthogonalen Seitenflichen eines solchen Volumenelements und
die Nebendiagonalkomponenten sind die entsprechenden Schubspannungen die aus den
Schubspannungen, 7, der Seitenflichen resultieren.
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Kapitel 4 Ausgewahlte Grundlagen der Kontinuumsmechanik

Der Cauchy’sche Spannungstensor kann wie folgt in einen volumendndernden und einen
gestaltindernden Teil zerlegt werden:

Oij = Jm(sij + Sij- (4.17)

Hierbei bezeichnet oy, = 1/3Spur(o;;) die mittlere Normalspannung und s;; bezeichnet
den deviatorischen Spannungstensor, der nur Gestaltdnderungen beinhaltet. Der erste
Term, o,0;5, représentiert einen schubspannungsfreien Spannungszustand. Fir s;; = 0
spricht man von einem hydrostatischen Spannungszustand. Bei festen Korpern ist die
eingefithrte Zerlegung des Spannungstensors vor allem in der Plastizitdtstheorie von
Bedeutung, da der hydrostatische Anteil von o;; praktisch keinen Einfluss auf das
Eintreten von plastischen Verzerrungen hat, sondern nur eine rein elastische Volumen-
dnderung verursacht.

4.3 Bilanzgleichungen

Bei Bilanzgleichungen handelt es sich um universelle, allgemeingiiltige Prinzipien [145],
die die zuvor eingefiihrten kinematischen und kinetischen Gréfsen in Beziehung bringen.
Fiir die Kontinuumsmechanik sind die Massenbilanz (Abschnitt 4.3.1), die Impuls- und
Drehimpulsbilanz, (Abschnitt 4.3.2 und 4.3.3) sowie die Energie- und Entropiebilanz
(Abschnitt 4.3.5 und 4.3.4) von Bedeutung.

Wie schon zuvor, wird ein beliebiger Korper, 2, zum Zeitpunkt ¢ betrachtet. Eine
extensive physikalische Grofie des Korpers, W(2,t), ist bei einem in Zeit und Raum
glatten Dichtefeld der physikalischen Grofe, 1(x;,t), mittels

U= [ ydv (4.18)
/

gegeben. Fiir die nachfolgenden Erlduterungen ist die spezifische Grofse ¢ ein Skalar; sie
steht jedoch sinngemif auch fiir beliebige tensorielle Gréfen. Eine zeitliche Anderung
der extensiven Grobe, d/dt¥, wird durch dufere Einfliisse, meist in Form eines Quell-
beitrags innerhalb des Korpers, b(x;,t), und einen Flussanteil, p;(x;,t), iiber dessen
Oberfliche, 0€), verursacht. Da die extensive Gréfse unmittelbar aus dem Dichtefeld
der physikalischen Grofie resultiert, miissen die duferen Einfliisse mit der Anderung
des durch 1 definierten Zustandes des Korpers im Gleichgewicht sein. Erfasst wird
die Anderung des Dichtefeldes durch das Reynold’sche Transporttheorem, wobei 0 /0t
die lokale zeitliche Anderung der spezifischen physikalischen Grife ist und ¢wv; den
Fluss der spezifischen Grifle iiber den Rand des Korpers, 0€2, in nach aufen zeigende
Normalenrichtung, n;(z;,t), beschreibt, was in Abb. 4.1 dargestellt ist. Als allgemeine
Bilanzgleichung ergibt sich damit:

E\I]_dt f AV = f v + f DvinidA = f bV — f pinidA. (4.19)

duflere Einfliisse
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4.3 Bilanzgleichungen

Mit Hilfe des Satzes von Gaufs,

f bvnidA = f viay (4.20)
(%:i
0 Q
kann das Transporttheorem vereinfacht notiert werden:
S [ yav - / v av. 421
dthw J otV aa, (4.21)

Mit der Forderung der Beliebigkeit des Korpers fiihrt dies zur lokalen Darstellung der
Bilanzgleichung:

d _ C{)lﬁ 8%‘
&w_ ot +wal’z

(4.22)

Ist das Feld einer physikalischen Grofe innerhalb eines Kérpers lokal unstetig, existie-
ren, insofern Punkte vernachléssigt werden, in denen sich mehrere Diskontinuitatsfla-
chen in einem Punkt treffen, unstetige Flichen, S(t), die den Sprung einer Feldgrofe,

[¥]=9" -y7, (4.23)

mit ¥ (2, t) und ¥~ (24, t) als beidseitige Grenzwerte der Grofke auf der Diskontinui-
tatsfliche, repréisentieren. Nun wird ein Korper, €2, betrachtet, der eine sich bewe-
gende Diskontinuititsfliche, S, enthélt, die den Korper in zwei Teilkorper, Q* und
Q, unterteilt und die Oberfliche 9Q = 9Q" JIN~ U IS besitzt. Des Weiteren gilt der
Zusammenhang QTUQ"US = Q. Die Berandung der unstetigen Flache wird durch
0S ausgedriickt. Der Normalenvektor der Diskontinuititsfliche ist durch n? (z;,¢) und
die Geschwindigkeit der Diskontinuitédtsfliche ist durch vis gegeben. Ausgehend von
Gl. (4.18) ergibt sich fiir diesen Fall eine extensive Grofe des Korpers, durch

W= YdV + SdA, (4.24)

—
=0 fiir pS=0

mit ¢S (x4, t) als flichenspezifische Dichte der physikalischen Grifien. Als Vereinfachung
werden Fliisse iiber die Berandung der Diskontinuitatsfliche, 95, vernachlissigt. Um
die Komplexitéit der Bilanzierungen auf einem fiir diese Arbeit ausreichend hohen Level
zu halten, wird die unstetige Flache nachfolgend als sog. Kontaktunstetigkeit [145] be-
trachtet, dies entspricht einer materiellen Fliche, die keine Masse besitzt. Da fiir die fla-
chenspezifische Massendichte p°(z;,t) = 0 gilt, folgt wiederum > = 0, weil die weiteren
relevanten Dichten (Impuls-, Energie- und Entropiedichte) linear von der Massendichte
abhiingen, siehe hierzu die folgenden Abschnitte, in denen stets ¢/ = 0 vorausgesetzt
ist. Materielle Flichen sind unendlich diinn, was impliziert, dass die Einflussgeschwin-
digkeit der Fliche ihrer Ausflussgeschwindigkeit entspricht, v} = v; = fuis . Verfihrt man
mit den definierten Einschriankungen analog zur Herleitung der Bilanzgleichung (4.19),
fithrt dies fiir den Beitrag der unstetigen Oberfliche in Gl. (4.24) zu

d S
€ [waa= [ 20 aas [ polnf aa (4.25)
dt 3 J ot J
— Quellbeitrag Flussbeitrag

=0 fiir pS=0
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Kapitel 4 Ausgewahlte Grundlagen der Kontinuumsmechanik

Mit der Beliebigkeit des Integrationsgebietes ist die lokale Darstellung der Bilanzglei-
chung auf einer Kontaktunstetigkeit gegeben durch

_o® TS
0= E + [[wvl}]ni . (426)

Die lokale Bilanzgleichung der Kontaktunstetigkeit sagt lapidar ausgedriickt aus, dass
der Quellbeitrag mit dem Sprung der Feldgrofe in Normalenrichtung der Diskonti-
nuitédtsfliche im Gleichgewicht ist. Weiterfliihrend wird wunstetige Fldche als Synonym
fiir Kontaktunstetigkeit verwendet. Bei tiefgreifenderem Interesse an dieser Thematik
empfehle ich Willner [145].

4.3.1 Massenbilanz

Jedem Koérper kann eine Masse,

M(Q,t) = f pdV, (4.27)
QtyUQ-

unter Verwendung der Massendichte, p(x;,t), zugewiesen werden. Die Masse eines ma-
teriellen Kérpers ist unabhingig von dessen Deformation,

M(Q%) = M(Q"), (4.28)
und sie unterliegt der Massenerhaltung,
d

—M=0. 4.29

P (4.29)

Setzt man dies in die lokalen Bilanzgleichungen, Gl. (4.22) und Gl. (4.26), ein, ergibt
dies fiir das Volumen eines Korpers

0= % + pgzi (4.30)
und fiir eine unstetige Fliche
0= [pviln}, (4.31)
da aus p5(z;,t) = 0, dpS/dt = 0 folgt.
4.3.2 Impulsbilanz
Der translatorische Bewegungszustand eines Kérpers wird durch dessen Impuls,
Rt [ pudv, (4.32)

QryUQ-

beschrieben, wobei sich die extensive Grofe des Kérpers aus dem Integral seiner Ge-
schwindigkeit, v;, gewichtet mit dessen Massendichte, p, ergibt. Die Grundlage der
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4.3 Bilanzgleichungen

Impulsbilanz ist das zweite Newton’sche Aziom. Es besagt, dass die zeitliche Anderung
des Impulses der Summe der duferen Krifte, Fj(t), entspricht:

d

&PZ- = F,. (4.33)
Wird nun angenommen, dass die duferen Kréfte durch Volumenbetrige, b;(x;,t), wie
z.B. der Gravitation, und durch auf die Oberfliche wirkende Spannungen, p;(x;,t) = 045,
verursacht werden, folgt fiir den Sonderfall der Statik, also im Gleichgewichtszustand,
a; = 0, die lokale Darstellung,

dv; 0oj
_ = b’L + s 4.34
P TP (4.34)
—
=a;=0
fiir das Volumen und Gl. (4.26) ergibt auf einer Kontaktunstetigkeit
0= [o3;]n5, (4.35)

mit o;;n; als Spannungsvektor, nach dem Fundamentaltheorem von Cauchy (4.16).
Ist der durch Oberflichenspannungen verursachte Beitrag wesentlich hoher als die Vo-
lumenbeitrige, wie beispielsweise bei Zugversuchen, konnen die Volumenbeitrige ver-
nachlissigt werden und es gilt b; =0 in Gl. (4.34).

4.3.3 Drehimpulsbilanz

Zur besseren Darstellung wird in diesem Abschnitt stellenweise auf die Tensornotation
gewechselt. Der rotatorische Bewegungszustand eines Koérpers um einen raumfesten
Punkt O ist durch dessen Drehimpuls,

L1220 = [ eripuaV, (4.36)
Q

gegeben. Der Vektor r;(x;,t) reprisentiert den Ortsvektor zwischen O und einem mate-
riellen Punkt, x;. Das Kreuzprodukt zwischen dem Ortsvektor, r;, und dem Impulsbei-
trag, pv;, ist in Indexnotation durch den Levi-Civita- Tensor, €;j;,, definiert und lautet
in Tensornotation €;;,7;pvg = (r x pv);. Bei der eingefiihrten Drehimpulsdefinition wird
der Spin eines materiellen Teilchens nicht beriicksichtigt. Nach der Fuler’schen Drehim-
pulsbilanz ist die zeitliche Anderung des Drehimpulses, bzgl. eines raumfesten Punktes,
gleich dem #ukeren Momenten, bzgl. desselben Punktes, M2 (t),

d
EL? - MP. (4.37)
Daraus folgt bei Beriicksichtigung von Volumen- und Flachenkraften, analog zum vor-

herigen Abschnitt,

d d
ELZ'O:E/fijkrjpvkdvz/fijkrjpbkdv+/EijijUklnldA- (4.38)
Q Q onN
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Kapitel 4 Ausgewahlte Grundlagen der Kontinuumsmechanik

Wendet man den Satz von Gauf auf das Oberflachenintegral an, ergibt sich folgende
Reduzierung:

[ €ijkTjorMdA = f rxondA = [ VerxodV = f wdv- (4.39)
o0 99 Q Q .

Nach Willner [145] ldsst sich der Integrand nochmals vereinfachen:

aﬁijkrjdkl

=V-(rxo)=rxV-oc+1Ixo, (4.40)
a.%l

wobei I = 9;; der Einheitstensor ist. Bei Beliebigkeit des Integrationsgebietes folgt, fiir
den Fall der Statik und mit dem Zusammenhang
duy,
€ijkT5pP E = 0, (4.41)

——
:ai:O

fiir die linke Seite der Gl. (4.36), schlieklich die lokale Form der Drehimpulsbilanz:

0=7x (pb+V-0) +Ixo. (4.42)
| S —
=0, bei Einhaltung der Impulsbilanz

Wird des Weiteren streng von der Einhaltung der Impulsbilanz (4.34) ausgegangen,
gilt:

I><O'=0—>O'ij20'ji, (4.43)

was zur Symmetrie des Cauchy’schen Spannungstensors fithrt.

4.3.4 Energiebilanz

Neben den mechanischen Bilanzgrofen gilt es noch, die Energie als Zustandsgréfe zu
definieren:

1
E(Q,1) = f Spvivi+ pudV. (4.44)
QtyUQ-

Die Energie eines Korpers besteht aus der Summe der kinetischen Energie, Eyi,(2,t) =
[ 1/2pv;v;dV, und der inneren Energie, U(§,t), die sich aus dem Integral iiber die
spezifische innere Energie, u(x;,t), ergibt. Mittels der inneren Energie werden alle En-
ergieformen, abgesehen von der kinetischen Energie, erfasst. Aus dem ersten Hauptsatz
der Thermodynamik folgt die Energiebilanz. Der erste Hauptsatz sagt aus, dass die
zeitliche Anderung der Energie der Leistung der verallgemeinerten Krifte entspricht.
Bei der vorliegenden Arbeit flielen die mechanische Leistung Puecn, und die thermische
Leistung Piperm als verallgemeinerte Krifte mit ein, weshalb Folgendes gilt:

d d d
—F =—Fyn+ —U = Ppech + Piherm- 4.45
aQ aQ kin T a h + Lth ( )

Wie zuvor werden bei der mechanischen Leistung die Volumenkraftdichte b; und die
Spannungen auf der Oberfliche, p; = 0;;, beriicksichtigt. Die thermische Leistung ist die
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4.4 Konstitutive Beziehungen

Summe aus einer spezifischen Warmequelle, b (xz;,t), und einem Wdarmestrom, g;(z;,t).
Schreibt man nun die lokale Form der Energiebilanzen, unter Verwendung von Gl. (4.22)
und Gl. (4.26), fiir den Gleichgewichtsfall auf, fithrt dies im Volumen eines Kérpers zu

d 1 802"’01' 8(]'
— | =pvivi = p(bjv; + b It = 4.46
dt(2”””+p“) e (4.46)
und auf Kontaktunstetigkeiten zu
— S S
0= [[Uijvi}]nj - [[qiﬂnj. (4.47)

4.3.5 Entropiebilanz

Zuletzt fihrt der zweite Hauptsatz der Thermodynamik auf die extensive Zustandsgrofe
FEntropie,

S(Q,1) = f psdV, (4.48)
QryUQ-

mit s(x;,t) als spezifische Entropie. Der zweite Hauptsatz besagt, dass die zeitliche
Anderung der Entropie, dS/dt, durch eine Entropieerzeugung, SP und eine Entropie-
stromung, SP, erfolgt:

d
—5=8"+8P. 4.49

> (4.49)
Die Entropieerzeugung ist stets nicht negativ, S® > 0, wobei SP = 0 einen reversiblen
Prozess kennzeichnet. In der Kontinuumsmechanik wird die Entropiebilanz oft in Form
der dquivalenten Ungleichung,

d P

dtS > SP. (4.50)
verwendet. Zur Interpretation der Entropie wird angenommen, dass der Entropiestrom
mit der thermodynamischen Temperatur, 9(x;,t), als Proportionalitdtsfaktor propor-
tional zur thermischen Leistung, Piperm, ist. Unter Ausnutzung der Massenbilanz und
der Bedingung, dass auch die spezifische Entropieerzeugung nicht negativ sein kann,
resultiert die lokale Entropiebilanz in der Clausius-Duhem-Ungleichung:

ds 0 _ 04
P =Py om0

(4.51)

Durch Anwendung der Ungleichung lassen sich Stabilitdtskriterien fiir Materialgesetze
festlegen. Fiir Kontaktunstetigkeiten folgt:

0> —[[%]]nis. (4.52)

4.4 Konstitutive Beziehungen

Die kinematischen Beziehungen (4.1), kinetischen Beziehungen (4.1) und Bilanzglei-
chungen (4.3) wurden materialunabhéngig eingefiihrt, d.h. sie gelten gleichermafen fiir
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Kapitel 4 Ausgewahlte Grundlagen der Kontinuumsmechanik

Festkorper wie fiir Fluide. Um alle unbekannten Feldgréfen eindeutig zu definieren,
muss zusidtzlich noch das materialspezifisches Verhalten beriicksichtigt werden, was in
Form von konstitutiven Beziehungen geschieht.

4.4.1 Lineare Elastizitatstheorie - Hyperelastizitat

Als Elastizitdt versteht man die Eigenschaft eines Kérpers, wieder in seine urspriingliche
Form zuriickzukehren, wenn dufiere Krifte entfernt werden. Die Folge daraus ist, dass
die Verzerrung eines Korpers - die kinematische Grofse - von dem durch von &ufseren
Kréften verursachten Spannungszustand - der kinetischen Grofle - abhéngt. Beschrinkt
man sich auf ein isothermes Problem, kann mit der Entropiebilanz gezeigt werden [145],
dass ein thermodynamisches Potential, genannt spezifische Formédnderungsenergie,

1
fe(wi,t) = §€ij0¢jkz€kb (4.53)

existiert, das in einer linearen Beziehung zwischen Spannung und Verzerrung, genannt
allgemeine Hooke’sche Gesetz [130], resultiert:

dfe

=2 4.54
o (4.54)

oij = Cijricr = Cle]
Die Spannungen besitzen keine Zeitabhingigkeit oder eine Abhéngigkeit von der Ver-
zerrungsgeschichte. Materialien mit einem solchen Verhalten sind hyperelastisch. Bei
tiefgreifenderem Interesse an der Herleitung solcher Materialgesetze empfehle ich Will-

ner [145|. Der Materialsteifigkeitstensor Cyjy ist ein Tensor 4. Stufe. Durch die Sym-
metrieeigenschaften von o;; = 0j; und €;; = €j; und der Identitét

9% fe

Je 4.55
a&‘ijaékl’ ( )

Cijki =
wobei die Vertauschbarkeit der Reihenfolge der partiellen Ableitungen gilt, reduzie-
ren sich die Eintrége des Materialsteifigkeitstensors auf 21 unabhéngige Komponenten.
Als Konsequenz der Symmetrien lédsst sich das Hooke’sche Gesetz in eine reduzierte
Darstellung, die Voigt’sche Notation,

o11 Cii11 Crizz Crizs Cries Ciiis Cri) [ en

0922 Co220 C233 (203 (213 Ca212 || €22

o33 | _ C3333 (3323 (3313 C3312 || €33 (4.56)
023 sym. Ca32z C2313 Cas12 || 2623 .
013 Ci313 Ci3i12 || 2e13

o12 Cr212) \2¢e12

tiberfiihren [56]. Eine Drehung des Materialsteifigkeitstensors erfolgt entsprechend den
Transformationsregeln fiir Komponenten eines Tensors 4. Stufe:

!
rstu

= NN NNt Cijel - (4.57)

Bei einer Invarianz des Materialsteifigkeitstensors gegeniiber Drehungen spricht man
von einem isotropen bzw. richtungsunabhdngigen Materialverhalten und die unabhén-
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4.4 Konstitutive Beziehungen

gigen Komponenten des Materialsteifigkeitstensors reduzieren sich auf zwei. Das Hoo-
ke’sche Gesetz fiir isotropes Materialverhalten kann beispielsweise mit dem FElastizi-
tatsmodul, E', und der Querkontraktionszahl/ Poisson’schen Zahl, v, folgendermafsen
ausgedriickt werden:

Oij =

E v
—\ & + ———eridii ). 4.58
1+I/(6U 1_2V€kk zg) ( )
Alternativ kénnen als unabhéngige Materialparameter auch die erste Lamé Konstante
Alame und die zweite Lamé Konstante (Schubmodul) pame anstelle des Elastizitdtsmo-
duls und der Querkontraktionszahl verwendet werden:

Tij = 2llame€ij + Mame SPUT (€45)0ij- (4.59)

Besitzt ein Werkstoff eine Invarianz des Materialsteifigkeitstensors bei der Rotationen
um eine bestimmte Achse, wird dieses Material transversal isotrop genannt und das
Hooke’sche Gesetz hat in der Voigt’schen Notation folgende Form:

o1 Ciinn Ciize Crizs 0 0 0 €11
0922 Cuir Cuszs 0 0 0 €22
o33 | _ Cs333 0 0 0 €33 7 (4.60)
093 Sym. (393 0 0 2e93
013 C2323 0 2e13
012 w 2e19

mit fiinf unabhéngigen Komponenten der Materialsteifigkeit.

Es besteht ein umkehrbar eindeutiger Zusammenhang zwischen Spannungen und Ver-
zerrungen. Der umgekehrte Zusammenhang ist durch den Materialnachgiebigkeitsten-
sor Sijkl = Ci_j}d als

€ij = SijkiOk (4.61)

definiert. Um die Giiltigkeit der linearen Elastizitdtstheorie zu gewéhrleisten, gilt ne-
ben den Voraussetzungen der Linearitdt der konstitutiven Gleichungen zusétzlich die
Voraussetzung der Kleinheit der Verschiebungsableitungen gegen Eins.

4.4.2 Plastizitatstheorie - Elastoplastisches Materialverhalten

Der eindeutige Zusammenhang zwischen Spannungen und Verzerrungen, im Sinne der
linearen Elastizitatstheorie, der durch das verallgemeinerte Hooke’sche Gesetz (4.54)
gegeben ist, gilt, insbesondere bei Metallen, nur bis zu einem bestimmten kritischen
Spannungszustand eines materiellen Punktes. Nachdem dieser kritische Spannungs-
zustand innerhalb eines festen Korpers iiberschritten wurde, kehrt dieser nach einer
Entlastung nicht mehr in seine Ausgangsform zuriick. Geschieht dies bei zyklischer Be-
lastung ausnahmsweise doch, werden dadurch dauerhafte Anderungen im Werkstoffge-
flige verursacht. Dieser irreversible Prozess wird auf der atomaren Skala in metallischen
Werkstoffen durch das Gleiten von Gitterebenen verursacht und plastische Verformung
genannt. Im Rahmen der Plastizitétstheorie werden solche Prozesse auf phanomeno-
logischer Ebene beschrieben. Im folgenden Abschnitt wird ein fiir Metalle typisches
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Jo-Plastizititsmodell eingefiihrt. Bei der Betrachtung beschrénke ich mich auf kleine
Deformationen und Ratenunabhdngigkeit.

Bei kleinen Verformungen ist die Haupthypothese der Plastizitdtstheorie, dass es zulés-
sig ist, den totalen Verzerrungstensor, €;;, additiv in einen elastischen Anteil, e ;;(xi,t),
und einen plastischen Anteil, €y, ;5(xi,t), zu zerlegen:

€ij = Eejij + Ep,ij- (4.62)

Die kursiven tiefgestellten Indizes stellen die Laufvariablen dar und die Indizes e und p
stehen fiir elastisch und plastisch. Betrachtet man Materialien mit linearem Verhalten,
dann héngt die innere Spannung nur vom elastischen Anteil, e¢;, der Verzerrung ab
und aus dem allgemeinen Hooke’schen Gesetz (4.54) folgt:

055 = Cz‘jkl(f‘:kl - 5p,ij)- (4.63)
— —
=€e,ij

Zur Abbildung der grundlegenden phinomenologischen Eigenschaften von plastischen
Verformungen sind eine Flieffunktion, eine Flieliregel und ein Verfestigungsgesetz not-
wendig. Durch die Fliefifunktion,

fe(0ij, €ai) = 0y — 0y <0 (4.64)

ist festgelegt, ob ein Werkstoff bei einem bestimmten Spannungszustand nur elastische
oder auch plastische Verzerrungen erfihrt. Lapidar ausgedriickt vergleicht die Fliefs-
funktion eine skalare Vergleichsspannung, oy(0;;), des momentanen Spannungszustan-
des, 05, mit einer kritischen Spannung, oy(eakk), der so genannten Fliefispannung. Die
Vergleichs- und Fliefispannung unterscheiden sich je nach modelliertem Materialver-
halten. Im Allgemeinen ist die Fliekfunktion anisotrop und zug-druckabhingig. Fiir
fr < 0ist die Anderung der Verzerrung eines materiellen Punktes rein elastisch und fiir
ft = 0 elastoplastisch, oder es findet ein neutraler Prozess statt. Spannungszustinde
fiir fr > 0 sind, da eine Ratenunabhéngigkeit angenommen wird, nicht moglich. Der
Zustand f; = 0 ist die Fliefbedingunyg.

Bei der vorliegenden Arbeit wird als Vergleichsspannung die von-Mises-Vergleichsspan-
nung, o, = oy, genutzt. Die von-Mises- Vergleichsspannung ist durch die zweite In-
variante, Jo(s;5) = 1/2s;5si;, des deviatorischen Anteils des Spannungstensors, vgl.
Gl. (4.17), wie folgt definiert:

e (5i7) = /3. (4.65)

Da der deviatorische Anteil des Spannungstensors nur Schubspannungen beinhaltet, be-
wirkt die Verwendung der von-Mises-Vergleichsspannung, dass plastische Verzerrungen
nur infolge einer kritischen Gestaltdnderung hervorgerufen werden und somit plastische
Verzerrungen volumenerhaltend sind. Materialien kénnen daher nicht plastisch kom-
primiert werden, ein hydrostatischer Spannungszustand fithrt also nie zu plastischen
Verzerrungen.

Die Fliefispannung kann eine Werkstoffverfestigung erfahren. Unter einer Werkstoff-
verfestigung versteht man die Erhohung der Fliekspannung in Abhéngigkeit von einer
inneren Variablen. In der Regel wird hierfiir die akkumulierte plastische Verzerrung,
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Eakk (T4, 1), herangezogen. Bei Anwendung der von-Mises-Vergleichsspannung ist die ak-
kumulierte plastische Verzerrung durch

t
2 —
Eakk = \/;f Ep’ijeEp’ijdt (4.66)
0

gegeben. Hierbei beschreibt e ;; die zestliche Anderung der plastischen Verzerrungen.
Bei metallischen Werkstoffen kann die akkumulierte plastische Verzerrung als ein Mafs
der Versetzungsdichte verstanden werden.

Nachfolgend werden die in dieser Arbeit verwendeten Verfestigungsgesetze eingefiihrt.
Es werden ausschliefslich isotrope und zug-druckunabhéngige Verfestigungen betrach-
tet, d.h. die Fliefsspannung vergréfiert sich in gleichem Maf, unabhéngig von der Be-
lastungsrichtung. Eine lineare Werkstoffverfestigung hat folgende Form:

oy = 0y0 + Heayy. (4.67)

Hierbei ist oy o die Fliefigrenze, bei der plastische Verzerrungen auftreten, und H der
lineare Verfestigungsfaktor. Gilt fiir den linearen Verfestigungsfaktor H = 0, so spricht
man von ¢dealer Plastizitdt. Bei linearer Werkstoffverfestigung ergibt sich der plastische
Energiebeitrag infolge von Verfestigung nach Simo und Hughes [130] zu

1

= §H€§kk' (468)

Jo

Ein sdttigendes Materialverhalten kann durch das Verfestigungsgesetz nach Voce,

Oy = 0y,0+ (0o = 0y,0) (1 — exp(—1nEakk)) (4.69)

realisiert werden. Die Fliefgrenze ist durch oy o gegeben. 7 ist ein Verfestigungspara-
meter, der die Sdttigungsrate bestimmt, und o ist die Sdattigungsspannung, bei der
die Steigung der FlieRkurve zu Null wird. Als Fliefgrenze oy o wird in der Regel die
Streckgrenze of verwendet. Die Streckgrenze bezeichnet die Spannung, bei der sich ein
Material bei einachsigem Zug plastisch zu verformen beginnt. In Abb. 4.2 ist der sche-
matische Verlauf einer linearen und einer séttigenden Werkstoffverfestigung mit der
Nlustration der verschieden Parameter gegeben. Kinematische Verfestigungen werden
nicht modelliert, da sich wihrend der numerischen Experimente die initiale Belastungs-
richtung nicht &ndert. Die Verwendung der eingefiihrten Vergleichsspannung und Fliefs-
funktionen fiihrt zu einem isotropen und zug-druckunabhingigen Materialverhalten.

Ist die Flielibedingung erfiillt, tritt nicht zwangsldufig plastisches Fliefen ein. Damit
ein Material plastisch fliefst, muss zuséitzlich die plastische Belastungsbedingung

ff|<7v:konst. >0 (47())

erfiillt sein. Anhand der Belastungsbedingung wird zwischen Entlastung, Belastung und
neutralen Prozessen unterschieden. Bei der Auswertung der plastischen Belastungsbe-
dingung wird der Materialzustand eingefroren, d.h. eine eventuelle Verfestigung des
Materials wird nicht beriicksichtigt, o, = konst., und die Fliekspannung bleibt kon-
stant. Sind die Fliefsbedingung und die plastische Belastungsbedingung erfiillt, treten
plastische Verzerrungen ein.
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Abbildung 4.2: Lineare und sittigende Werkstoffverfestigung in Abhangigkeit der akkumulierten plas-
tischen Verzerrung.

Fiir die vollstindige Charakterisierung des Plastizitdtsmodells ist die Definition ei-
nes Fvolutionsgesetzes der plastischen Verzerrungen, unter Einhaltung der Clausius-
Duhem-Ungleichung (4.51), notwendig. Zu diesem Zweck wird eine plastische Fliefiregel
der Form

epij = AN (4.71)

postuliert. Hierbei gibt N;, der sog. Flieflvektor, die Richtung der Evolution der plasti-
schen Verzerrungen wider und X > 0 ist der skalare plastische Konsistenzparameter. Mit
dem plastische Konsistenzparameter ist die plastische Komplementaritdtsbedingung

fiA=0 (4.72)

definiert. Zur Bestimmung der Richtung der plastischen Evolution, N;, wird die Exis-
tenz eines stetig differenzierbaren Fliefipotentials der allgemeinen Form

Y = (05, €akk) (4.73)
postuliert, woraus der Fliefvektor, N;, durch
N; = oy (4.74)
(%'ij

erhalten wird. Der Fliefvektor, IV;, kann als Normalenvektor der Oberfliche des Fliefs-
potentials im Spannungsraum interpretiert werden. Im Falle einer assoziiterten Fliefs-
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regel wird als FlieSpotential die Flieksfunktion, ¢(0ij,akk) = fe(0ij, €akk), verwendet.
Somit folgt, falls o, = oy, giiltig ist,

Of _ sij
Osij  |sijl

(4.75)

i =

Als letzter noch zu bestimmender Parameter verbleibt der plastische Konsistenzpa-
rameter A. Da nachfolgend als weiterer Zusatz der diskrete Zeitschritt notiert ist,
wird von der Indexnotation auf die Tensornotation gewechselt. Es wird ein implizites
Euler-Verfahren zur Diskretisierung des Evolutionsgesetzes fiir die plastischen Verzer-
rungen (4.71) im diskreten Zeitintervall [¢,,t,+1] verwendet:

_ _ 2
e AR N el ey 2an 1o
—AA

Der Konsistenzparameter wird durch das Return-Mapping-Algorithmus genannte dis-
krete Prdidiktion-Korrektor- Verfahren bestimmt. Wihrend der Berechnung der mogli-
cherweise auftretenden elastischen und plastischen Verzerrungsdnderungen zum Zeit-
punkt £ =n + 1 werden die plastischen Verzerrungen, s%:", und die akkumulierte plas-
tische Verzerrung, 55{?{, des vorherigen diskreten Zeitpunktes, ¢ = n, konstant gehalten.
Zum diskreten Zeitschritt t = n + 1 ergibt sich unter Verwendung der plastischen Ver-
zerrungen des vorherigen Zeitschrittes die Testspannung

o= (g, t) = C[e ! sf"]. (4.77)
Mit der Testspannung wird iiberpriift, ob eine Verletzung der Fliefsfunktion (4.64) vor-
liegt. Gilt fr(olzntl, gk’f{) <0, ist die Verzerrungséinderung rein elastisch und es wird
o=+ = gl=ntl gesetzt. Bei einer Verletzung der Flieffunktion, fr(ofs™, %) > 0, hat
eine elastoplastische Verzerrungsidnderung stattgefunden, da die Belastungsbedingung,
fi >0, unmittelbar erfiillt ist und A\ wird so bestimmt, dass fiir die Fliefbedingung

fe(atntt, gkﬁ) 0, im Sinne der Komplementaritdtsbedingung (4.72), gilt. Bei einem
linearen Verfestigungsgesetz ergibt sich

t 1 -t
ff(o'tesntJr > akﬁ

2Mlame +H

AN = (4.78)

mit H als linearem Verfestigungsfaktor und pjame als Schubmodul. Weilst ein Material
ein sittigendes Verfestigungsverhalten auf, kann A\ zum Beispiel durch ein Newton-
Verfahren fiir nicht lineare Gleichungen ermittelt werden. Zusammengefasst folgt fiir die
Evolution der plastischen Verzerrungen und der akkumulierten plastischen Verzerrung,
bei einem impliziten Euler-Verfahren, einer von-Mises-Vergleichsspannung und dem
vorgestellten Losungsansatz:

5; n+l t "4 A)\ |S | 82?&“ =/ ZAN (4.79)
ij
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4.5 Homogenisierung mechanischer GroBen

Die makroskopischen mechanischen Gréfen W eines Korpers, €2, des Volumens V', sind
nach Hill [63] durch das Volumenmittel einer sich lokal d&ndernden Grofe, ¢ (z;,t),
gegeben:

gmak _ L f bav. (4.80)
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KAPITEL

Ausgewihlte Grundlagen der Risstheorie

In technischen Anwendungen kann es durch das Auftreten von Briichen zum Total-
versagen von Bauteilen kommen, also dem teilweisen oder kompletten Abtrennen von
Volumina einer Komponente. Ein derartiges Versagen muss unbedingt vermieden wer-
den, insbesondere in Bereichen, in denen daraus schwerwiegende oder katastrophale
Folgen resultieren. Briiche resultieren aus der Entstehung, dem Wachstum und der
Vereinigung von in Bauteilen vorhandenen Fehlstellen, sog. Rissen. Die Bruchmecha-
ntk befasst sich mit dem Auftreten von Rissen, um ein schwerwiegendes Totalversagen
von Bauteilen vermeiden und verstehen zu kénnen. Da keine einheitliche Rissdefini-
tion in der Literatur existiert, wird fiir die Belange dieser Dissertation Folgendes als
Riss definiert: “Ein Riss bezeichnet die Auftrennung des Werkstoffzusammenhalts eines
Korpers, durch die Zerstérung von zwischeatomaren Bindungen”.

Im vorliegenden Kapitel werden die fiir diese Dissertation wichtigen Phiinomene und
mathematischen Formulierungen der Risstheorie vorgestellt. Als Referenz kann die Ar-
beit von Gross und Seelig [51] herangezogen werden. Ich beschranke mich bei der Vor-
stellung der mikroskopischen Rissmechanismen auf spride polykristalline Werkstoffe,
duktile polykristalline Werkstoffe und Komposite, da unter diese Kategorien die Matrix
von Gusseisen fillt. Die Versagensmechanismen von Graphit sind in Kapitel 3 erldutert.

Bei spraden polykristallinen Werkstoffen tritt eine Mikrorissbildung und -ausbreitung
faktisch nie ohne mehr oder weniger ausgeprigte mikroplastische Vorgédnge auf. Plasti-
sche Verzerrungen treten dabei nur innerhalb eines kleinen Bereichs vor der Rissspitze
auf und verursachen wenig bis keine makroskopischen plastischen Verformungen. Die
im Zusammenhang mit den mikroplastischen Vorgingen auftretenden Versetzungshe-
wegungen fiilhren zu erhéhten Versetzungsdichten an Hindernissen innerhalb des Kris-
tallgitters oder Korngrenzen. Infolge der Versetzungsstaus entstehen lokale Spannungs-
konzentrationen, die entlang bestimmter Gitterebenen zur Auflésung von atomaren
Bindungen und damit zu Mikrorissen fiihren kénnen. Wenn ein Riss mehrere Kérner
des polykristallinen Gefiiges durchlduft, bezeichnet man ihn als transkristallinen Riss.
Findet die Auflésung der Atombindungen entlang von Korngrenzen statt, spricht man
von interkristallinen Rissen. Korngrenzen wirken dabei als Hindernisse von Verset-
zungsbewegungen.

Vor Eintreten eines Bruchs zeigen duktile polykristalline Werkstoffe auf der makro-
skopischen Langenskala ein stark ausgeprigtes inelastisches Verhalten. Vor der Werk-
stoffseparation stauen sich in duktilen Materialien Versetzungen an Storpartikeln des
Kristallgitters, was zunichst zu plastischen Verzerrungen fiihrt. Der Versetzungsstau
verursacht ein Ablésen der Partikel von der umgebenden Matrix und somit das Ent-
stehen von Poren. Von mikroplastischen Prozessen ausgelost, vergrofern sich die Poren
bei steigender Belastung. Ein Bauteilversagen erfolgt durch den Zusammenschluss un-
terschiedlicher Poren zu Makrorissen. Duktile Materialien besitzen wesentlich grofsere
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Bruchdehnungen und plastische Dehnungen als sprode Materialien und kénnen deutlich
mehr Energie aufnehmen bevor sie brechen.

In mehrphasigen Werkstoffen, wie Kompositen oder auch Gusseisen, existieren weite-
re mikroskopische Schadensmechanismen. Meist tritt dann eine Rissbildung innerhalb
der oft sprioden Verstarkungspartikel ein oder es findet eine Abldsung von Grenzflichen
zwischen der Matrix und den Verstarkungspartikeln statt. Die vorliegenden mesosko-
pischen Defekte vereinen sich bei eintretendem Bruch zu einem makroskopischen Riss.

5.1 Allgemeines

Stellt man sich Risse als Schnitte in einem Koérper vor, besitzen sie sich gegeniiberliegen-
de Rissflanken, die sich in Rissfronten oder auch Rissspitzen treffen. In dreidimensio-
nalen Korpern existieren drei verschiedene Grundarten der Rissdffnung, die sich darin
unterscheiden, wie sich die Rissflanken zueinander bewegen, siehe Abb. 5.1. Modus [
beschreibt eine Riss6ffnung, bei der sich die Rissflanken in Richtung ihrer Oberflichen-
normalen voneinander wegbewegen. Bei Modus [I und Modus [II bewegen sich die
Rissflanken relativ zueinander, und zwar normal bzw. tangential zur Rissfront. Durch
die Superposition der Grundarten der Rissoffnung lésst sich jede mogliche Mischform
der Rissoffnung realisieren.

Breitet sich ein Riss aus, kann dies auf zwei verschiedene Arten geschehen. Ist fiir eine
Rissvergroferung ab einem bestimmten Punkt keine zusétzliche dufere Last erforder-
lich, spricht man von instabilem Risswachstum. Wird eine Erh6hung der &ufieren Last
benotigt, damit sich ein Riss weiter ausbreitet, nennt man dies stabiles Risswachstum
Dies ist oft bei duktilen Materialien der Fall, da Energie durch plastische Verformungen
dissipiert.

Y
z
Modus I T Modus II Modus III
Rissspitz
\/ ’/

Abbildung 5.1: Illustration der verschiedenen Rissmoden.
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5.2 Lineare Bruchmechanik - Energetische Betrachtungsweise

Im Rahmen der linearen Bruchmechanik wird idealisiert angenommen, dass Spannun-
gen an Rissspitzen unendlich grofs werden. Diese Annahme entspricht nur bedingt der
Wirklichkeit, da auch in sproden Materialien plastische Verzerrungen beim Uberschrei-
ten der Fliekspannung auftreten, die an den Rissflanken zu einer Beschrinkung der
Spannungsspitzen fithren. Sind diese plastischen Zonen im Verhéltnis zum Bauteil klein,
liefert die lineare Bruchmechanik jedoch realititsnahe Ergebnisse.

Unter energetischen Gesichtspunkten findet beim Wachstum eines Risses eine Reduzie-
rung der elastische potentiellen Energie eines Korpers, Fg, statt. Die potentielle Energie,
die mit jeder Einheit der entstehenden Rissoberfliche, dA, frei wird,

dFy

G=-—-p, 5.1

7 (5.1)
tragt die Bezeichnung Energiefreisetzungsrate. Nach Griffith [50] findet quasi-statisches
Risswachstum statt, wenn die Energiefreisetzungsrate eine kritische Energiefreiset-
zungsrate, G, iibersteigt:

G <Ge. (5.2)

Bei den idealisierten Annahmen der linearen Bruchmechanik und sprodem Werkstoff-
verhalten entspricht die Formdnderungsenergie (siehe Gl. (4.53)) der Energiefreiset-
zungsrate und die kritische Energiefreisetzungsrate kann mittels der spezifischen Ober-
flichenenergie, v, durch G, = 27y ausgedriickt werden. Es kann gezeigt werden, dass
das Griffith’sche Kriterium im Fall der linearen Bruchmechanik das K-Konzept genau
abbildet, wobei die Zusammenhinge fiir isotrope Materialien,

K,
E

_ Klzc(l B V2)

Gc: )
E

; Ge (5.3)
im Fall eines ebenen Spannungs- bzw. Verzerrungszustandes bestehen, mit Ky als kri-
tischem Spannungsintensititsfaktor, E als Elastizititsmodul und v als Querkontrakti-
onszahl.

5.3 Duktiles Risswachstum

Die folgenden Ausfithrungen beruhen auf Ambati et al. [3] und Duda et al. [41].

Im Sinne der linearen Bruchmechanik erfolgt Risswachstum nur an der singulédren Spit-
ze eines Risses, wo lokal unendlich grofe Spannungen existieren. Das Problem der
Ermittlung der Energiefreisetzungsrate an der singuldren Rissspitze auf einem Finite-
Elemente-Gitter wird durch Anwendung des J-Integrals [110] gelost. Bei linear elasti-
schen und nicht linear elastischen Materialien entspricht das Integral, das die Rissspitze
umschliefst, der Energiefreisetzungsrate an der Rissspitze und ist in der Lage, die Sta-
bilitdt bereits bestehender Risse zu beschreiben. Bei elastoplastischen Werkstoffen ist
das J-Integral jedoch nur fiir einen limitierten Bereich von Anwendungen einsetzbar.
Es kann vorkommen, dass das J-Integral um eine Rissspitze verschwindet [111] und so-
mit nie Risswachstum auftritt, da keine treibende Kraft vorhanden ist. Dariiber hinaus
ist es nicht auf beliebig komplexe Bauteile anwendbar, und es kann die Rissinitiierung
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an Spannungskonzentratoren, z.B. Kerben, nicht vorhersagen. Durch die Beriicksichti-
gung von Entfestigungsvorgéngen in einer finiten Prozesszone vor der Rissspitze wird
die Schwierigkeit des moglicherweise verschwindenden J-Integrals umgangen. Eine sol-
che Materialerweichung wird im Falle von Materialien mit sprédem Bruchverhalten
durch Mikrorisse und bei duktilen Materialien durch Mikroporen verursacht [51]. Fir
die Untersuchung solcher Prozesszonen gibt es im Wesentlichen zwei verschiedene An-
sitze: die diskreten Modellansétze mit dem Kohésivzonenmodell als prominentestem
Vertreter und die Kontinuumsschidigungsmodelle [24, 15]. Beide Ansétze werden in der
Regel mit der Finite-Elemente-Methode (FEM) umgesetzt. Dennoch bleibt die Schwie-
rigkeit bestehen: um diskrete Risse in einem Finite-Elemente-Schema genau abbilden
zu konnen, sind Netzverfeinerungstechniken erforderlich, damit das FE-Gitter an die
Risstopologie angepasst werden kann [136]. In diesem Zusammenhang stellt die Uber-
tragung von Zustandsvariablen auf das verfeinerte Netz eine besondere Schwierigkeit
dar, insbesondere wenn plastische Dehnungen auftreten [100].

Kohésivzonenmodelle [42] beschreiben das Wachstum von Rissen auf der Basis der
Separation von Oberflichen, wobei Kohé&sionskrifte als Widerstand gegen die Separa-
tion dienen. Diese Vorgehensweise liefert vor allem gute Ergebnisse fiir bereits bekannte
Rissverldufe, bei denen die FEM-Elemente entlang des Rissverlaufs durch kohésive Kon-
taktelemente modelliert werden. Die Vorhersage unbekannter Risspfade ist jedoch eine
Herausforderung, da die Verwendung von kohésiven Elementen im gesamten FE-Gitter
zu einer starken Gitterabhéngigkeit fithrt [114].

Kontinuumsmodelle beschreiben die Schidigungsentwicklung aufgrund der Entstehung,
des Wachstums und der Vereinigung von Mikrodefekten sowie eines daraus resultie-
renden Verlusts der Tragfihigkeit von materiellen Punkten [36]. Die Evolution der
Schiadigung ist durch konstitutive Gleichungen gegeben, die mit plastischen Dehnun-
gen gekoppelt sind [53, 137, 79]. Bei starker Entfestigung verlieren die konstitutiven
Gleichungen ihre Konvexitét 51|, wodurch sie schwierig zu l6sen sein konnen. Um das
Auftrennen von Materialpunkten zu modellieren, sind zusétzliche Kriterien und An-
nahmen erforderlich, die die Rissinitiierung und -ausbreitung abdecken.

34



KAPITEL 6 -

Ausgewihlte Grundlagen der
Warmetibertragung

Dieses Kapitel enthilt die fiir diese Arbeit wichtigen mathematischen Ausdriicke zur
Beschreibung der Warmeleitung (oder auch Warmediffusion, Konduktion), als einzige
relevante Art der Wirmeiibertragung. Als Standardliteratur kann bspw. Bockh und
Wetzel [18] herangezogen werden.

Die Warmeleitung beschreibt einen von Temperaturunterschieden verursachten Wir-
mestrom in oder zwischen Festkérpern und Fluiden, der nicht, wie im Falle der Kon-
vektion, an einen makroskopischen Materiestrom oder an elekiromagnetische Strahlung
gebunden ist. Unter Einhaltung des zweiten Hauptsatzes der Thermodynamik flieft die
Wéirme immer in Richtung der geringeren Temperatur. Wir betrachten einen dreidi-
mensionalen Korper, €2, der eine Temperatur 0(x;,t), in der rdumlichen Position z; zum
Zeitpunkt ¢, besitzt. Ein durch Warmediffusion entstehender Wéarmestrom, q;(x;,t), ist
durch das Gesetz von Fourier folgendermafien definiert:

00

jal‘j

qi=-A (6.1)

Die tensorielle Warmeleitfihigkeit \;j(x;,0) ist eine materialspezifische Eigenschaft,
die angibt, welcher Warmestrom durch einen Temperaturgradienten, 90/0z;, verursacht
wird. Sie ist im Allgemeinen von der Temperatur und dem Druck abhéngig und aniso-
trop. Ist die Warmeleitfahigkeit in einem kristallgitterfesten z, g, z-Koordinatensystem
gegeben, )\;-j, lasst sie sich mit Hilfe der Rotationsmatrix ();; in ein x,y, z-Referenzko-
ordinatensystem transformieren:

)\ij = szanS\mn (62)

Bei isotropen Materialien kann die tensorielle Form der Warmeleitfahigkeit vereinfacht
als skalar A(x;,6) geschrieben werden.

Die zeitliche Anderung der Temperatur eines materiellen Punkts ist proportional zu der
zeitlichen Anderung seiner inneren Energie. Wird die Anderung der inneren Energie nur
von Warmediffusion verursacht, ldsst sich die zestliche Temperaturinderung wie folgt
ausdriicken

C@__a%'
p 82& - a$z

(6.3)

Hierbei reprasentieren p die Massendichte und c(x;) die spezifische Wairmekapazitat.
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KAPITEL -

Mechanische und thermische
Figenschaften von Gusseisen mit
Lamellengraphit

Teile der in diesem Kapitel vorgestellten Methodiken sind im Journal-Artikel [116] ver-
dffentlicht.

Prinzipiell gibt es zwei mogliche Wege, die Haltbarkeit eines thermo-mechanisch belas-
teten Bauteils bei einer gegebenen Belastung zu verldngern. Zum einen durch die Anpas-
sung der Geometrie des Bauteils und zum anderen durch die Verwendung eines geeig-
neteren Werkstoffs. Nachfolgend wird das oft zur Herstellung von LK W-Bremsscheiben
verwendete Gusseisen mit Lamellengraphit als représentativer Werkstoff herangezogen,
um ein numerisches Verfahren zur Bestimmung der mikrostrukturabhingigen thermo-
mechanischen Eigenschaften zu motivieren, sodass infolge eines verbesserten Werkstoffs
eine Steigerung der Bauteilhaltbarkeit erreicht werden kann. Dabei ist zunédchst einmal
wichtig zu wissen, dass sich die Gusseisenmikrostruktur von Bremsscheiben aus Grau-
guss, bei nominell gleicher Zusammensetzung der Schmelze, von Giefserei zu Giefserei
unterscheidet [31]. Verursacht wird dieser Unterschied durch individuelle Giefspraktiken
der Giebereien. Zudem ist wichtig, dass die makroskopischen Gusseiseneigenschaften
stark mikrostrukturabhéngig sind. Um also den Giefiprozess einer LKW-Bremsscheibe
so beeinflussen zu konnen, dass deren thermo-mechanische Eigenschaften optimal sind,
ist die Kenntnis der Korrelation zwischen der Mikrostruktur und den makroskopischen
Eigenschaften notwendig. Zur Bestimmung dieser Korrelation wird unter Variation der
Graphitmikrostruktur von Grauguss eine umfangreiche Studie durchgefiihrt.

Es existieren bereits einige Arbeiten, die sich mit Gusseisen im Rahmen einer dhnlichen
Problemstellung befassen. Hierbei wurden die Simulationsgebiete mittels realer Materi-
alproben oder periodischer Einheitszellenansdtze modelliert. Der offensichtliche Vorteil
von Simulationsgebieten, die anhand von realen Materialproben erstellt werden, ist,
dass sie die Wirklichkeit exakt abbilden und einen méglichst geringen Unsicherheitsfak-
tor verursachen. Neben der technologisch aufwindigen Erzeugung von Simulationsge-
bieten, anhand realer Materialproben, ist eine gezielte Beeinflussung der vorkommenden
Langenverteilung der Graphitlamellen und des -volumenanteils nicht mdéglich. Somit ist
die Untersuchung des Einflusses dieser Kenngréfsen auf die makroskopischen Materialei-
genschaften bei Verwendung von Simulationsgebieten, die anhand von Materialproben
erzeugt wurden, nur mit extrem hohem Aufwand durchfiihrbar. Bei den stark idealisier-
ten Einheitszellenansitzen ist wiederum die Ubertragbarkeit der Simulationsergebnisse
auf die Wirklichkeit schwierig, da wichtige Charakteristiken der Graphitmikrostruktur,
wie die Vernetzung der Graphitlamellen, nicht quantitativ abgebildet werden.
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Kapitel 7 Mechanische und thermische Eigenschaften von Gusseisen mit Lamellengraphit

Als Ubersicht der wichtigsten Literatur, die sich mit einer #hnlichen Problemstellung
beschéftigt, sind folgende Publikationen zu nennen: Bonora und Ruggiero [20], Velichko
et al. [142], Metzger und Seifert [87|, Pina et al. [107, 108|, Norman und Calmunger
[98]. Bonora und Ruggiero [20] befasst sich mit dem mikromechanischen Verhalten
von ferritischem Gusseisen mit Kugelgraphit. Besonderes Augenmerk wurde dabei
auf wihrend der Abkiihlung von der Schmelz- zur Raumtemperatur entstehende Ei-
genspannungen gelegt. Solche Figenspannungen resultieren infolge unterschiedlicher
Wiarmeausdehnungskoeffizienten zwischen der Matrix des Gusseisenwerkstoffes und
dem Kugelgraphit. Als Simulationsgebiete dienten periodische achsensymmetrische
2D-Einheitszellensimulationsgebiete. Das konstitutive mikromechanische Modell der
Matrix entsprach dem elastoplastischen von-Mises-Verhalten und das des Kugelgra-
phit linear-elastischem Materialverhalten. Beruhend auf einer vom Spannungszustand
abhingigen Weibull-Wahrscheinlichkeitsverteilung wurde eine Methode zur Beschrei-
bung des Rissverhaltens des Kugelgraphits angewendet. Weiter wurde die Matrix-
Kugelgraphit-Grenzflichenablésung imitiert und das duktile Versagen der Matrix durch
ein Kontinuumsschadigungsmodell umgesetzt.

Gusseisen mit lamellarem Graphit besitzt die beste thermische und schlechteste
elektrische Leitfahigkeit aller Gusseisenvarianten, Gusseisen mit Kugelgraphit dhnliche
Werte wie Stahl und Gusseisen mit vermikularem Graphit Werte zwischen den bei-
den vorher genannten Gusseisensorten. Vor diesem Hintergrund haben Velichko et al.
[142] versucht eine Korrelation dieser Eigenschaften mit quantitativen Mikrostruktur-
charakteristiken zu erarbeiten. Dabei wurden unter anderem FIB-Tomographiebilder
zur Gebietserstellung im Rahmen einer FEM-Analyse verwendet, um die elektrische
Leitfihigkeit von Gusseisen mit verschieden Graphitformen zu bestimmen. Die tomo-
graphiebasierten Simulationsgebiete stellten geometrisch genaue Replikate eines kleinen
Teils einer realen Gusseisenmikrostruktur dar. Experimentelle Ergebnisse konnten da-
mit reproduziert werden. Es wurde geschlussfolgert, dass man mit computergestiitzter
Modellierung in der Lage sein sollte, Mikrostrukturen so zu optimieren, sodass maf-
geschneiderte Verbundwerkstoffe entstehen, die maximierte spezifische physikalische
oder mechanische Eigenschaften besitzen. Eis hat sich zudem gezeigt, dass die Graphit-
vernetzung ein bestimmender Faktor der makroskopischen Materialeigenschaften von
(Gusseisen ist.

Gusseisen mit Lamellen-, Vermikular- und Kugelgraphit, unter zyklischer mecha-
nischer Belastung, wurden von Norman und Calmunger [98] untersucht. Das makro-
skopische Materialverhalten wurde dabei anhand einer Menge identischer Einheitszel-
lenmodelle, mit unterschiedlichen Orientierungen der Graphitpartikel, berechnet. Die
Graphitlamellen besafsen die Form eines einzelnen pennyformigen Ellipsoids und zeigten
ein rein elastisches, transversal isotropes Materialverhalten. Um die zyklische Belas-
tung zweckdienlich zu modellieren, verhielt sich die Matrix wie ein plastisch-isotropes
Medium mit einem von-Mises-Fliefsverhalten und kinematischer Verfestigung.

In Pina et al. [107] wurde ein periodisches Einheitszellenmodell, das die Vernetzung
des Graphits beriicksichtigte, zur Untersuchung der thermischen und mechanischen Fi-
genschaften von Gusseisen mit Lamellengraphit verwendet. Der Graphitpartikel einer
Einheitszelle hatte dabei eine komplexe dreidimensionale “Sternenform”, die auf idea-
lisierte Weise die wichtigsten morphologischen Merkmale einer realen Mikrostruktur
erfasste. Die Matrix wurde hierbei als homogenes, isotrop-elastoplastisches Material
betrachtet und das Graphit als linear-elastisch mit einer transversalen Isotropie.

Statistische Volumenelemente von realistischen Gusseisen mit Lamellengraphit-Mikro-
strukturen, die mittels der Serial-Sectioning-Methode erzeugt wurden, dienten Metzger
und Seifert [87] als Simulationsgebiet. Der isotrope Graphit hatte dabei einen vom
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Dehnungszustand abhéngigen Elastizitdtsmodul. Die Matrix besafs ein plastisches von-
Mises-Verhalten, wobei die Parameter des plastischen Modells so angepasst wurden,
dass die numerischen Spannungs-Dehnungs-Kurven der mikrostrukturbasierten Ge-
bietsmodelle gut zu experimentellen Druckversuchen passten.

Im Unterschied zu den bereits verdffentlichten Vorgehensweisen werden in der vorlie-
genden Arbeit “synthetische Methoden” zur Erzeugung von komplexen Mikrostrukturen
verwendet. Hierbei werden die Form, die rdumliche Ausdehnung und die Anordnung
der Graphitlamellen, inklusive deren Vernetzung, realitdtsnah wiedergegeben, wobei die
Auspriagung dieser Charakteristiken beliebig beeinflusst werden kann und sich der Vo-
lumenanteil der Graphitpartikel zusitzlich frei definieren ldsst. In einem grofsen Tempe-
raturbereich erlaubt es dieses Vorgehen, quantitative Aussagen iiber den Einfluss einer
unterschiedlichen rdumlichen Morphologie der Graphitlamellen und unterschiedlicher
Graphitvolumenanteile auf makroskopische mechanische und thermische Materialeigen-
schaften zu machen. Alle moglichen Ausprigungen der Graphitmikrostruktur werden
anhand statistischer Volumenelemente (SVE) nachgebildet. Mit den erhaltenen Daten
kénnen, wie bereits von Velichko et al. [142]| prognostiziert, mafgeschneiderte Mikro-
strukturen mit maximierten physikalischen Eigenschaften entworfen werden und der
Giefsprozess und/ oder die Legierungskomponenten eines Werkstoffs so angepasst wer-
den, dass ein erstarrtes Bauteil eine entsprechende Mikrostruktur besitzt.

Die Erstellung einer Datenbank, die den Zusammenhang zwischen der Graphitauspré-
gung und den makroskopischen mechanischen und thermischen Eigenschaften von Guss-
eisen mit Lamellengraphit abbildet, kann auch mittels einer Vielzahl von Experimenten,
also ganz ohne numerische Methoden, erfolgen. Bei einem solchen Vorgehen wire ei-
ne zerstorungsfreie Erkennung der Mikrostruktur, beispielsweise vor der Durchfiihrung
von Zugversuchen, mittels der Focused Ion Beam Methode [141] oder der Mikrotomogra-
phie [82] notwendig. Da im Vorfeld der zerstérungsfreien Erkennung der Mikrostruktur
einer Materialprobe keine Aussage beziiglich der tatsdchlich vorliegenden Graphitaus-
pragung getroffen werden kann, ist es sehr wahrscheinlich, dass eine weitaus grofere
Anzahl an Materialproben, verglichen mit der Anzahl an méglichen unterschiedlichen
Varianten der Mikrostruktur, untersucht werden muss, um die komplette Bandbreite
an verschiedenen Mikrostrukturen, an denen Interesse besteht, zu erfassen. Verbun-
den mit dem groflen Temperaturbereich, fiir den die makroskopischen mechanischen
und thermischen Eigenschaften erfasst werden sollen, wire somit eine enorme Menge
an teuren und aufwindigen Experimenten zur Erstellung der gewiinschten Datenbank
notwendig. Auflerdem sind bei einer rein digitalen Herangehensweise auch hypotheti-
sche Mikrostrukturen realisierbar. In der vorliegenden Arbeit werden daher numerische
Methoden etwaiger experimenteller Ansétze zur Datenerfassung vorgezogen. Sobald
das numerische Framework fiir eine digitale Bestimmung von mikrostrukturabhéngigen,
makroskopischen mechanischen und thermischen Figenschaften erarbeitet ist, lisst sich
die Methodik mit vergleichsweise geringem Aufwand und geringen Kosten auf andere
Materialien iibertragen, was wiederum fiir die Entwicklung eines solchen Frameworks
spricht.

Als Eingrenzung der moéglichen Varianten der Graphitausprigungen, dient die Material-
spezifikation einer Lieferantenvorschrift, fiir den bei LKW-Bremsscheiben verwendeten
sog. GG-15 Cr Cu Nb HC Werkstoft, der Daimler AG. Die Eingrenzung geméf der
Lieferantenvorschrift wird angewendet, da die vorliegende Arbeit in Kooperation mit
der Daimler AG entstanden ist und die Daimler AG speziell an diesen Daten Interesse
hat. GG-15 Cr Cu Nb HC bezeichnet einen Gusseisenwerkstoff mit einem Grundgefii-
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ge, bestehend aus gleichméfbigem, feinem und dichtstreifigem Perlit; mit eingelagerten
Niob-Karbiden; frei von Ledeburit und einem Ferritgehalt von maximal 5v. - % [86]. In-
nerhalb der Lieferantenvorschrift werden die moglichen Graphitmikrostrukturen durch
den Klassifizierungsschliissel der DIN EN ISO 945-1 [|40] festgelegt. Mit der Norm
DIN EN ISO 9/5-1 lasst sich die Graphitmikrostruktur in einem Gussstiick aus Guss-
eisen durch eine visuelle Auswertung anhand der Form, der Anordnung und der Grofe
des Graphits klassifizieren. Fiir GG-15 Cr Cu Nb HC' ist ein groblamellarer Graphit
der Form I, der Anordnung A und den Gréfen 2 bis 5 festgelegt. Graphit der Form I,
mit der Anordnung B sowie den Grofen 2 bis 5, darf einen Volumenanteil von 25v. — %
nicht iiberschreiten. Bei der vorliegenden Studie wird Graphit vom Typ IB2 bis IB5
vernachléssigt und es wird eine rein perlitische Matrix angenommen. Somit werden
Graphitmikrostrukturen der Form und Anordnung IA bei einer rédumlichen Ausdeh-
nung der Graphitpartikel von 0,06 mm bis 1,0 mm betrachtet. In Tabelle 7.1 sind die
rdumlichen Ausdehnungen der verschiedenen Klassen 2 bis 5 nach DIN EN ISO 945-1
aufgefithrt. Die Vernachlissigung von Graphit des Typs IB2 bis IB5 und die Annahme

Tabelle 7.1: Richtzahlen von Gréfenbereichen nach DIN EN ISO 945-1

Richtzahl Wert Einheit
TA2 0,5 bis <1,0 mm
IA3 0,25 bis <0,5 mm
IA4 0,12 bis <0,25 mm
IA5 0,06 bis <0,12 mm

einer rein perlitischen Matrix dient der Reduzierung des Umfangs der Simulationsstu-
die und stellt keine Einschrinkung der Methodik dar. Das heifst, obwohl die Studie
auf eine bestimmte Graphitform beschrinkt ist, kann das beschriebene Vorgehen auch
auf Gusseisenvarianten mit anderen Graphitformen, beispielsweise Vermikulargraphit,
oder ferritischem Matrixmaterial angewendet werden.

Die mittels der Simulationsstudie erstellte Datenbank umfasste die folgenden makro-
skopischen mechanischen und thermischen Eigenschaften: das E-Modul, die Querkon-
traktionszahl, die jeweilige Dehngrenze bei Zug- und Druckbelastung sowie die Wer-
meleitfdhigkeit, in Abhingigkeit von der festgelegten Form und der Anordnung der
Graphitpartikel, unter Variation der Gréfenverteilung der Graphitlamellen und des Vo-
lumenanteils der Graphiteinschliisse, fiir den Temperaturbereich von 20 °C bis 750 °C.
Hierbei sind die Materialparameter der mikroskopischen Modelle von der Temperatur
0 abhingig.

Im folgenden Abschnitt 7.1 wird die verwendete Methodik zur Erstellung der Simula-
tionsgebiete erldutert. Anschliefsend werden die verwendeten mikroskopischen Materi-
almodelle, samt der bendtigten Materialparameter, eingefithrt (Abschnitt 7.2), wobei
zwischen den Modellen fiir die perlitische Matrix (Abschnitt 7.2.1) und das Lamel-
lengraphit (Abschnitt 7.2.2) unterschieden wird. Danach folgt eine Modellanalyse des
mechanischen Modells (Abschnitt 7.3.2) und abschliefend werden die Ergebnisse der
Simulationsstudie prasentiert (Abschnitt 7.3.3 und Abschnitt 7.4).
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7.1 Erstellung der Mikrostruktur von Gusseisen mit
Lamellengraphit

Bei der vorliegenden Arbeit wird das makroskopische mechanische Materialverhalten
und die Warmeleitfdhigkeit von Gusseisen mit Lamellengraphit, infolge einer sich dn-
dernden Graphitmikrostruktur, untersucht. Hierfiir sind 3D-Simulationsgebiete not-
wendig, die die Bandbreite aller moglichen Mikrostrukturen im Sinne der werkstoff-
spezifischen Lieferantenvorschrift DBL 4407 [86] hinreichend genau abbilden. Die Her-
ausforderung bei der Vorhersage der Gusseiseneigenschaften auf der Grundlage der
Graphitmorphologie ist mit der Vielfalt der Gréfe, Form und rédumlichen Anordnung
der Graphiteinschliisse verbunden [142]. Insbesondere hinsichtlich der numerischen Be-
stimmung der Warmeleitfdhigkeit von Gusseisen liefern 2D-Simulationsgebiete keine
akkuraten Ergebnisse, da die Vernetzung von Graphitpartikeln in 2D-Domé&nen nicht
mitberticksichtigt wird [142|, weshalb 3D-Simulationsgebiete verwendet werden.

Zur Generierung von Simulationsgebieten gibt es grundsétzlich zwei unterschiedliche
Methoden [142]. Zum einen koénnen die Simulationsgebiete direkt anhand von real exis-
tierenden Materialproben, mittels unterschiedlicher Verfahren, erstellt werden. Siehe
hierfiir beispielsweise Chawla et al. [27] oder Metzger und Seifert [87]|. In diesen Ar-
beiten wurde die 3D-Mikrostruktur von realen Materialproben, bestehend aus einem
durch Siliziumkarbid verstirkten Aluminium-Verbundwerkstoff bzw. Grauguss, mit der
Serial-Sectioning- Methode rekonstruiert. Bei der Serial-Sectioning-Methode werden ei-
ne Vielzahl von Schliffbildern einer Materialprobe erzeugt, wobei nur sehr wenig Mate-
rial zwischen den einzelnen Schliffbildern durch Polieren abgetragen wird, die dann zu
einem 3D-Simulationsgebiet zusammengefiigt werden. Als weitere Methoden der 3D-
Mikrostrukturerfassung, die die Materialproben nicht zerstéren, eignen sich die Focused-
Ion-Beam-Methode (FIB) und die 3D-Mikrotomographie. Velichko et al. [141] haben
mit der Focused-Ion-Beam-Methode die Topologie von Lamellen-, Kugel- und Vermi-
kulargraphit in grauem Gusseisen analysiert. Die 3D-Mikrostruktur bei dendritischer
Erstarrung wurde von Limodin et al. [82] mittels Mikrotomographie untersucht. Die
erwihnten Methoden erlauben die Nachbildung addquater 3D-Mikrostrukturen. Da-
flir werden jedoch spezielle experimentelle Vorrichtungen bendtigt. Zusétzlich ist die
praktische Durchfithrung eine grofse Herausforderung. Die entstehenden Kosten einer
solchen Gebietserstellung wiirden die Kosten einer rein experimentellen Identifikati-
on von mechanischen und thermischen Materialeigenschaften vermutlich iibersteigen.
Auferdem wire die quantitative Verbesserung der ermittelten Materialeigenschaften
gegeniiber der zweiten Moglichkeit zur Erstellung von Simulationsgebieten durch den
enormen experimentellen Mehraufwand voraussichtlich nicht zu rechtfertigen.

Neben der Generierung anhand von real existierenden Materialproben kénnen Gusseisen-
Simulationsgebiete auch “synthetisch” erzeugt werden. Die Idee bei synthetischen Si-
mulationsgebieten ist, dass das aus der Mikrostruktur resultierende komplexe Material-
verhalten wiedergegeben wird, obwohl die geometrische Darstellung der Mikrostruktur
nicht exakt der des realen Materials entspricht. Erreicht wird dies im Fall von Gussei-
sen durch Simulationsgebiete, die ein dhnliches statistisches Auftreten von Inklusionen
besitzen wie reale Werkstoffe [142]. Synthetische Methoden liefern also vereinfachte
und idealisierte Mikrostrukturen, dennoch miissen sie die Hauptmerkmale einer realen
Mikrostruktur erfassen. Es ist also wichtig, alle relevanten Eigenschaften der Mikro-
struktur, die einen signifikanten Einfluss auf das mechanische und thermische Verhalten
des Materials haben, zu identifizieren und zu beriicksichtigen.
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Verglichen mit einem experimentellen Ansatz zur Erstellung von Simulationsgebieten
sind einige Vorteile eines synthetischen Ansatzes fiir eine Simulationsstudie unbedingt
notwendig. Da die Bandbreite der notwendigen Mikrostrukturen durch die Lieferanten-
vorschrift DBL 4407 der Daimler AG festgelegt ist, werden Simulationsgebiete bend-
tigt, die den Graphitklassen fiir TA2 bis TA5 nach DIN EN ISO 945-1 [40] entsprechen.
Die Generierung von Mikrostrukturen, entsprechend IA2 bis TA5, ist nur auf synthe-
tische Art moglich, da die dadurch definierte Grokenverteilung der Graphitlamellen
in realen Gussteilen nicht vorkommt, weil dort stets ein Gemisch der verschiedenen
Graphitauspriagungen vorliegt. Merkmale wie die Grokenverteilung der Lamellen und
der Volumenanteil des Graphits sind nur bei einer synthetischen Gebietserstellung ge-
zielt beeinflussbar. Die Orientierungen der anisotropen Graphiteinschliisse werden beim
synthetischen Erstellen der Simulationsgebiete gespeichert. Somit kann die transversale
Isotropie der Graphitlamellen beriicksichtigt werden, was bei realen Mikrostrukturen
eine Herausforderung ist. Generell kann man sagen, dass die Erzeugung der syntheti-
schen Mikrostrukturen mit wesentlich weniger Aufwand verbunden ist, verglichen mit
einer experimentellen Erstellung, und flexibel durchfithrbar werden kann.

Der Ansatz, der die grofite Idealisierung der synthetischen Gebietsgenerierung darstellt,
ist der Einheitszellenansatz. Hierbei wird die Mikrostruktur von Gusseisen durch ein-
fache identische und periodische Einheitszellen nachgebaut. Eine Einheitszelle enthélt
einen einzelnen in Matrixmaterial eingebetteten Graphitpartikel. Im Falle von Gussei-
sen mit Kugelgraphit werden durch dieses Vorgehen die wichtigsten Eigenschaften einer
realen Graphitauspriagung abgebildet. Bei komplexeren Mikrostrukturen, wie zum Bei-
spiel bei Gusseisen mit Lamellengraphit, werden wichtige Merkmale, wie die Vernetzung
des Graphits, nicht erfasst oder eine Analogiebildung zu realen Werkstoffen ist schwie-
rig.

Im Vorfeld zur Beschreibung der entwickelten Methode zur synthetischen Gebietser-
zeugung miissen zunéchst noch einige Begrifflichkeiten geklirt werden. Wie in Kapitel 3
beschrieben, besitzen Graphitlamellen wegen ihrer Hauptwachstumsrichtung entlang
der a-Richtung des hexagonalen Kristallgitters [66] eine wesentlich grofere raumliche
Ausdehnung innerhalb der Basalebenen, verglichen mit ihrer Ausdehnung orthogonal
zu den Basalebenen [128]. Nachfolgend werden die Richtungen der gréferen raumlichen
Ausdehnungen (a-Richtung) einer Graphitlamelle als Lingsrichtung bezeichnet.

Die Verwendung von komplexen Mikrostrukturen bietet gegeniiber den Einheitszel-
lenansétzen den Vorteil, dass die Vernetzung der Graphitlamellen quantitativ abgebil-
det werden kann und eine bessere Ubertragbarkeit der Graphitabmessungen zu realen
Mikrostrukturen méglich ist. Bei der entwickelten Methodik zur Mikrostrukturgenerie-
rung handelt es sich, anders als bei Pina et al. [107] und Norman und Calmunger [98],
nicht um ein Einheitszellenmodell. Stattdessen werden bestimmte idealisierende und
vereinfachende Annahmen hinsichtlich der Form, Gréfse, Anordnung und Verteilung
der Graphitlamellen getroffen und dahingehen komplexe Mikrostrukturen generiert.
Die Form der Inklusionen von Gusseisen mit Lamellengraphit wird hiufig als lamellen-
oder flockenartig beschrieben [107], weshalb die Graphitlamellen als flache, gewellte El-
lipsoide modelliert werden. In einem partikeleigenen z, 3, Z-Koordinatensystem ist eine
einzelne Lamelle mathematisch durch

i gjz . (2 + amp +sin(freq * 7 + of fset))? <1 (7.1)
r? s t2

beschrieben. Hierbei sind r, s, t die Halbachsen des Ellipsoids und amp, freq, of fset die
Amplitude, die Frequenz und der Nullphasenwinkel einer Wellung des Ellipsoids entlang
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der Z-Achse. Die Léngsachsen (a-Richtung) liegen in der Z-y-Ebene und die Z-Achse
verlduft parallel zur c-Richtung des hexagonalen Kristallgitters, woraus t < r, s folgt.
In Abb. 7.1 ist die schematische Darstellung einer einzelnen Graphitlamelle gegeben.

¢ - Richtung

A Richtung

Abbildung 7.1: Schematische Darstellung einer idealisierten Graphitlamelle in Form eines flachen ge-
wellten Ellipsoids. Das Ellipsoid ist im partikeleigenen z, g, 2-Koordinatensystem dar-
gestellt und die Achsen des hexagonalen Kristallgitters sind gegeben.

Mit Kenntnis der Orientierung des Z, 9, 2-Koordinatensystems kann die Kristallorientie-
rung der transversal isotropen Materialeigenschaften in einem x, y, z-Referenzkoordina-
tensystem beriicksichtigt werden. Die idealisierte Form der Graphitlamellen ist &hnlich
der des Einheitszellenmodells nach Norman und Calmunger [98], mit der Erweiterung,
dass jeder Lamelle eine Wellung aufgeprégt ist. In Norman und Calmunger [98] besteht
eine Einheitszelle aus einem isolierten, pennyférmigen, ellipsoiden Graphitteilchen, das
in eine homogene Stahlmatrix eingebettet ist. Dabei besteht keine Vernetzung zwischen
Graphitinklusionen der einzelnen Einheitszellen.

Neben der Grundform der Graphitpartikel miissen statistische Verteilungsfunktionen,
die dhnlich denen von realen Materialproben sind, fiir folgende Merkmale festgelegt
werden, um die Mikrostrukturen definieren zu kénnen:

Die Positionierung, die Orientierung (Ausrichtung der c-Achse eines Ellipsoids
im z,y, z-Referenzkoordinatensystem), die Ldnge (Parameter r), die Breite (Pa-
rameter s) und Dicke (Parameter ¢) sowie die Amplitude (Parameter amp), die
Frequenz (Parameter freq) und der Nullphasenwinkel (Parameter of fset) der
Wellungen der Graphitlamellen.

Die Wahl der Position und Rotation der Partikel im Simulationsgebiet, sowie die der
Nullphasenwinkel, erfolgt zuféllig gleichverteilt. Durch die Anwendung einer Gleichver-
teilung der Positionierung und Rotation tritt eine Abweichung der synthetische Mikro-
strukturen gegeniiber einer realen Mikrostruktur auf. In realen Grauguss-Werkstoffen
sind die Graphitlamellen in eutektische Zellen angeordnet [97], was bei der beschrie-
benen Methode nicht der Fall ist. Bei der Langen- und Breitenverteilung der Partikel,
also den Maften der Langsachsen, wird angenommen, dass diese einer Normalverteilung
unterliegen. Die Parameter der Normalverteilung der Lingsachsen eines bestimmten
Mikrostrukturtyps werden entsprechend der Norm DIN EN 1SO 945-1 |40] ausgewéhlt.
Als Beispiel zur Erlauterung der Parameterwahl wird eine IA2-Mikrostruktur herange-
zogen. Bei einer TA2-Mikrostruktur treten Graphitlamellen der Langen bzw. Breiten,
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1"42 von 0,5 bis 1,0mm auf. In diesem Fall wird ein Erwartungswert der Normalver-

teilung von p/4? = 0,75mm gewihlt. Dies entspricht dem arithmetischen Mittel der
minimalen, lyiy, und maximalen Lange bzw. Breite, lyax, der Partikel einer Graphit-
auspragung:

_ lmin + lmax . (72)
2

Die Varianz var wird so gewihlt, dass die minimale bzw. maximale rdumliche Ausdeh-

nung der doppelten Standardabweichung entspricht:

lmin lmax
fmin ¥ max. (7.3)

Dass die Annahme einer Normalverteilung der Lingen und Breiten von Graphitlamellen
der Realitdt entspricht, kann an dieser Stelle nicht belegt werden, da diesbeziiglich kei-
ne experimentellen Untersuchungsergebnisse von realen 3D-Mikrostrukturen vorliegen.
Bei der Normalverteilung handelt sich jedoch, nach meiner Einschitzung, um die plau-
sibelste Wahrscheinlichkeitsverteilung. Die Art der Verteilungsfunktionen und die be-
notigten Funktionsparameter der Dicke, Amplitude und Frequenz der Wellung werden
mittels einer Weiterentwicklung des in Schmid et al. [116] vorgestellten Analyse-Tools
anhand von Schliffbildern ermittelt, die von der Daimler AG zur Verfligung gestellt
wurden. Fiir die Dicke und die Frequenz ergibt sich eine Normalverteilung und die
die Amplitude eine Chi-Quadrat-Verteilung. Hierbei wird angenommen, dass die an-
hand von 2D-Schliftbildern ermittelten Verteilungsfunktionen auf 3D-Mikrostrukturen
iibertraghbar sind, was jedoch bei nicht konvexen Geometrien nur bedingt der Fall ist.

Der Algorithmus zur synthetischen Erstellung von 3D-Volumenelementen, die die Mi-
krostruktur von Gusseisen mit Lamellengraphit imitieren, lasst sich verbal folgenderma-
fsen zusammenfassen: Bei der Erstellung der Simulationsgebiete werden einzelne Gra-
phitpartikel nach und nach, in vielen Iterationsschritten, in ein Simulationsgebiet mit
vordefinierter Grofie eingefiigt, bis der gewiinschte Graphitvolumenanteil vorliegt. Wah-
rend eines Iterationsschrittes werden zunichst die Orientierung, Linge, Breite, Dicke
sowie die Amplitude und Frequenz der Wellung einer neuen Graphitlamelle mittels der
Wahrscheinlichkeitsverteilungen bestimmt. Anschliefsend wird eine Position im Simu-
lationsgebiet ermittelt, sodass keine Uberschneidung sondern nur eine Beriihrung der
neuen Graphitlamelle mit bereits im Simulationsgebiet vorhandenen Graphitpartikeln
entsteht. Der Algorithmus terminiert, sobald der gewiinschte Graphitvolumenanteil im
Simulationsgebiet vorhanden ist.

Die Matrix des Gusseisens wird als rein perlitisch angenommen. Wie in Kapitel 3 be-
schrieben, ist Perlit ein heterogenes Material, das aus einer Vielzahl von Perlitkolonien
besteht. Jede Kolonie setzt sich aus vielen abwechselnd angeordneten parallelen, diin-
nen Ebenen aus Ferrit und Zementit zusammen. In Langford [78] wurde gezeigt, dass
die elastischen Figenschaften von Ferrit und Zementit anndhernd identisch sind. Hin-
sichtlich der plastischen Eigenschaften und der Festigkeit existieren jedoch enorme Un-
terschiede. Der lamellare Aufbau einer einzelnen Perlitkolonie, in Kombination mit den
unterschiedlichen plastischen Eigenschaften und Festigkeiten von Ferrit und Zementit,
resultiert in einem allgemein richtungsabhéngigen Materialverhalten einer Kolonie. Fiir
den Fall einer einachsigen mechanischen Belastung wurde in Peng et al. [103] nachge-
wiesen, dass das Verhalten einer einzelnen Perlitkolonie unabhéngig davon ist, ob diese
parallel oder senkrecht zu den Lamellenebenen beansprucht wird. Das bedeutet, dass
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sich eine einzelne Perlitkolonie unter einachsiger mechanischer Belastung isotrop ver-
hélt. Da im Rahmen dieser Arbeit nur mechanische Simulationen mit makroskopisch
einachsiger Belastung durchgefiihrt werden, wird die perlitische Matrix, auf Grundlage
der Erkenntnisse von Peng et al. [103], idealisiert als homogen und isotrop modelliert,
wie auch in [87, 107, 108, 98]. Die Simulationsstudie erfasst also ausschlieflich den Ein-
fluss einer sich dndernden Graphitausprigung auf die makroskopischen Eigenschaften
und nicht den Einfluss einer sich &ndernden Mikrostruktur des Perlits. Des Weiteren
wird somit auch die Anisotropie der Warmeleitfahigkeit von Perlitkolonien vernachlis-
sigt. Gerechtfertigt wird dies dadurch, dass Perlit, verglichen mit Lamellengraphit, nur
eine vernachldssigbar geringe Anisotropie der Wérmeleitfihigkeit aufweist.

Idealerweise sollten die verwendeten Simulationsgebiete sogenannten reprisentativen
Volumenelementen (RVE) entsprechen. Unter RVE wird nach Hill [62] “das kleinste
Volumen, iber das eine Messung durchgefithrt werden kann, die einen fir das Ganze
(heterogene Material) reprisentativen Wert ergibt” (freie Ubersetzung) verstanden. Bei
experimentellen makroskopischen Versuchen verhélt sich Gusseisen mit Lamellengra-
phit isotrop. In einem Grauguss-RVE miisste also eine ausreichend grofke Anzahl an
transversal isotropen Graphitpartikeln enthalten sein, sodass sich deren Anisotropie,
makroskopisch betrachtet, statistisch eliminiert. Aufgrund der notwendigen hohen An-
zahl an Graphitlamellen, um makroskopisch-isotropes Materialverhalten zu erhalten,
kann die Simulationsstudie nicht auf reprisentativen Volumenelementen durchgefiihrt
werden. Stattdessen werden, wie auch in Metzger und Seifert [87], statistische Volumen-
elemente (SVE) verwendet. Simulationsgebiete verhalten sich deshalb bei konstanter
Gebietsgroke mit durchschnittlich grofer werdenden Partikeln zunehmend makrosko-
pisch anisotrop, da sich die Anisotropien bei sinkender Partikelanzahl weniger elimi-
nieren.

Bei Graphitlamellen der Klasse IA2 kénnen Aspektverhiltnisse von Dicke zu Linge
von bis zu 1/200 auftreten [87]. Das entspricht bei einer Lamellendicke von 5pm einer
Lange von 1000 pum. Jede Graphitlamelle muss aus numerischen Griinden eine Min-
desthdhe von drei Voxeln besitzen, damit die Kriimmung, infolge der Partikelwellung,
hinreichend genau abgebildet wird. Aus dem Aspektverhéltnis von 1/200 einer Graphit-
lamelle und einer Mindesthohe von drei Voxeln folgt somit im Extremfall eine Linge
von 600 Voxeln eines einzigen Partikels. Es wéren also Simulationsgebiete von min-
destens 600Ax x 600Ay x 600Az Voxeln notwendig, um dies darzustellen. Hinsichtlich
des Rechenaufwandes ist dies nicht realisierbar. Das maximale Aspektverhéltnis der
Graphitpartikel in den erzeugten Simulationsgebietes wird daher auf 3/200 begrenzt.

In Abb. 7.3 ist exemplarisch der 2D-Schnitt durch einen synthetisch erstellten GG-15-
Werkstoff mit einem Graphitvolumenanteil von 10v. — % gezeigt. Daneben, Abb. 7.3,
ist das Schliffbild einer LKW-Bremsscheibe aus GG-15 Cr Cu Nb HC [115] abgebildet.
Die beiden “Schliffbilder” stellen Ausschnitte der gleichen physikalischen Gréfe dar,
2730 pm x 2040 pm. Man erkennt, dass sich das synthetisch erstellte und experimentel-
le Schliffbild optisch sehr &hneln. Die charakteristischen Merkmale der Graphitparti-
kel, wie Léngen, Dicken sowie die Amplituden und Frequenzen der Wellungen, werden
durch das beschriebene Verfahren offenbar gut wiedergegeben. Einzig hinsichtlich der
Anordnung der Graphitpartikel erkennt man einen signifikanten Unterschied. Dieser
Unterschied ist jedoch, zumindest teilweise, dadurch zu erkldren, dass der bis zu ma-
ximal 25v. — % erlaubte Anteil an Typ IB2- bis IB5-Graphit in GG-15 Cr Cu Nb HC
nicht durch den beschriebenen Algorithmus beriicksichtigt wird. Es sei angemerkt, dass
aus einer Ahnlichkeit der “Schliffbilder” nicht zwingend eine Ahnlichkeit der dahinter-
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Abbildung 7.2: “Schliffbild” eines synthetisch er- Abbildung 7.3: Schliffbild einer LKW-
stellten G G-15-Werkstoffs mit ei- Bremsscheibe aus einem GG-
nem Graphitvolumenanteil von 15-Werkstoff [115].
10v. - %.

steckenden 3D-Mikrostruktur folgt. Sobald die Form der Graphitpartikel nicht konvex
ist, ist die Rekonstruktion ihrer 3D-Form mit Hilfe eines Schliffbildes fiir unregelméfige
und unsymmetrische Partikel ndmlich nahezu unméglich [141].

In Abb. 7.4 sind von links nach rechts kiinstlich erzeugte, exemplarische Raumbil-
der von statistischen Volumenelementen der Graphitausprigungen GG-15 und IA2 bis
TA5, mit jeweils einem Graphitvolumenanteil von 10v. - %, dargestellt. Es ist deut-
lich zu erkennen, dass die Anzahl an Graphitlamellen in den Simulationsgebieten von
TA2 nach TAb bei gleicher Graphitvolumenfraktion zunimmt, da die durchschnittliche
Grofe der Graphitpartikel abnimmt. Alle gezeigten Volumenelemente besitzen die glei-
che physikalische Grofe von 1,25 mm x 1,25 mm x 1,25 mm. Fiir die Simulationsstudie
werden statistische Volumenelemente dieser Grofse genutzt. Ein Simulationsgebiet be-
steht aus 250Ax x 250Ay x 250Az Voxeln, wobei ein Voxel die physikalische Grofte von
S5um x 5 pum x 5 pm besitzt. Zur rdumlichen Diskretisierung der Simulationsgebiete wird
ein dquidistantes, orthogonales Gitter verwendet. Fiir die Variation der Graphitauspré-
gungen, entsprechend der DIN EN IS0 945-1-Klassifizierung, wird ausschliefslich die
Normalverteilung der Langen und Breiten angepasst. Die Parameter der Wahrschein-
lichkeitsverteilungsfunktionen fiir die Graphitlamellendicke, -amplitude und -frequenz
sind fiir alle Graphitauspragungen konstant. Sie wurden mittels einer Weiterentwick-
lung des in [116] beschriebenen Analyse-Tools anhand eines Schliffbildes des GG-15
Cr Cu Nb HC-Werkstoffes ermittelt. Somit existiert keine echte Selbstdhnlichkeit zwi-
schen den Simulationsgebieten, da sich z.B. das Aspektverhiltnis von Dicke zu Linge
dndert. Dies ist wichtig, da die unterschiedlichen mechanischen Simulationsergebnis-
se rein auf unterschiedlichen Mikrostrukturen und nicht auf Skaleneffekten basieren.
Bei Simulationsgebieten der gleichen Graphitausprigung, also z.B. TA2, jedoch mit un-
terschiedlichem Graphitvolumenanteil, wird folgendermafsen verfahren: Jedes Simulati-
onsgebiet einer Graphitausprigung enthélt exakt die gleichen Graphitpartikel, wie ein
SVE der gleichen Graphitausprigung mit einem geringeren Volumenanteil. Ein héherer
Volumenanteil wird dadurch erzielt, dass auf Basis der Mikrostruktur eines Volumen-
elements mit geringerem Graphitvolumenanteil so lange zusétzliche Graphitlamellen
hinzugefiigt werden, bis der gréfere zu erzielende Graphitvolumenanteil erreicht ist.
Dieses Vorgehen ist notwendig, da keine reprisentativen Volumenelemente verwendet
werden. Bei der Untersuchung des Finflusses eines wachsenden Graphitvolumenanteils
ist somit garantiert, dass die Anderungen der makroskopischen Materialeigenschaften
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Abbildung 7.4: Raumbilder der Graphitmorphologie von statistischen Volumenelementen unterschied-
lichen Graphitauspragungen. Die Simulationsgebiete besitzen eine rdumliche Ausdeh-
nung von 1,25mm x 1,25 mm x 1,25mm, bei einer rdumlichen Diskretisierung mittels
Voxel der Grofe 5pm x 5um x 5um, und beinhalten einen Graphitvolumenanteil von
10v. - %.
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nur aus den unterschiedlichen Graphitvolumenanteilen resultierten und nicht aus einer
Differenz der Basismikrostruktur.

Neben dem erwéhnten “phanomenologischen” Vorgehen zur synthetischen Erstellung
der Graphitmikrostruktur, anhand von Verteilungsfunktionen, ist auch eine Generie-
rung der Werkstoffmikrostruktur, mittels Erstarrungssimulationen, beispielsweise unter
Anwendung der Phasenfeldmethode, denkbar.

7.2 Modellformulierung

Im folgenden Abschnitt werden die angewendeten mikroskopischen konstitutiven me-
chanischen und thermischen Kontinuumsmodelle eingefiihrt und die verwendeten Mate-
rialparameter vorgestellt. Es wird zwischen den Modellen fiir die perlitische Matrix und
die der Graphitlamellen unterschieden. Die getroffenen Annahmen basieren auf der Phi-
losophie Ockhams, “Die einfachste Losung ist die beste Losung”. Konkret bedeutet dies,
dass mehrere vereinfachende Annahmen getroffen werden, um die Komplexitit der phy-
sikalischen Realitdt handhabbar zu machen und einen vertretbaren Rechenaufwand zu
ermoglichen. Jede Annahme ist durch plausible Griinde gerechtfertigt. Bei der mecha-
nischen Modellbeschreibung dieses Kapitels werden nur die zusétzlichen Modellaspekte
hinsichtlich der bereits in Kapitel 4 eingefiihrten kontinuumsmechanischen Grundlagen
vorgestellt. Alle nachfolgend nicht mehr explizit eingefiihrten kinematischen, kineti-
schen und konstitutiven Beziehungen sind in Kapitel 4 enthalten. In Kapitel 6 sind die
relevanten Modelle der Warmeleitung, zur Berechnung der makroskopischen Warme-
leitfahigkeiten aufgefiihrt.

Es werden kleine Deformationen angenommen. Das heifit, dass nur makroskopische
Dehnungen bis 2% bei einachsigen Zug- und Druckversuchen betrachtet werden soll-
ten, um signifikante kinematische Fehler zu vermeiden. Dieser Grenzwert der makro-
skopischen Dehnung wird bei allen durchgefiihrten Simulationen eingehalten. Dennoch
konnen in den verwendeten Grauguss-SVE lokale Bereiche mit hoheren Verformungen
auftreten, welche die mathematischen Voraussetzungen zur Anwendung des geometrisch
linearisierten Verzerrungstensors nicht erfiillen. Dies geschieht, da unter Zugbelastung,
bereits bei makroskopischen Dehnungen < 2%, einige Graphitlamellen als Mikroris-
se fungieren und daraus eine Stérung des Kraftflusses resultiert, dieses Phinomen ist
in Kapitel 3 n&her erldutert. An den scharfen Flanken der Graphitlamellen entstehen
aufgrund von Kerbwirkungen Spannungskonzentrationen [54] mit Verzerrungen, die
nicht mehr in den Bereich der kleinen Deformationen fallen. Die Vernachldssigung der
auftretenden geometrischen Nichtlinearitdten ist einer Minimierung der Rechenkosten
geschuldet und vertretbar, da groke Verzerrungen nur in einem kleinen Bereich der
Simulationsgebiete auftreten.

Die Durchfithrung der Simulationsstudie zur Berechnung der makroskopischen mecha-
nischen Eigenschaften und der Warmeleitfahigkeit erfordert addquate Materialpara-
meter der mikroskopischen Modelle der perlitischen Matrix und der Graphitlamellen.
Um die exakten Materialparameter zu erhalten, wiren Materialtests der einzelnen Ma-
terialkomponenten, wie z.B. mikro- und nanoskalige Zugpriifungen, notwendig, was
aber aufgrund der dafiir notwendigen, aber nicht vorhandenen, experimentellen Vor-
richtungen nicht moglich ist. Eine weitere Moglichkeit, genaue Materialparameter zu
erhalten, besteht darin, die Parameter der konstitutiven Gleichungen an experimentel-
le makroskopische Untersuchungen zu fitten. So wurde beispielsweise in Norman und
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Calmunger [98] verfahren. Hierbei wurden die Modellparameter der plastischen Ma-
trix an experimentell ermittelte Hystereseschleifen angepasst und die elastischen Ma-
terialparameter der Graphitpartikel der Literatur entnommen. In Metzger und Seifert
[87] wurden die plastischen Parameter der Modelle so angepasst, dass die numerisch
erzeugten Spannungs-Dehnungs-Kennlinien mit experimentellen Kennlinien bei Druck-
belastung ibereinstimmen. Ein solches Vorgehen, bei dem die Materialparameter der
mikroskopischen Modelle direkt an makroskopische Experimente gefittet werden, ist
nur aussagekréftig, wenn die verwendeten Simulationsgebiete die realen Mikrostruk-
turen der experimentellen Probekorper exakt widerspiegeln und zudem représentative
Volumenelemente sind. Ist dies nicht der Fall, kann ein abweichendes Materialverhalten
zwischen experimentellen und numerischen Ergebnissen nicht eindeutig auf falsche Ma-
terialparameter oder eine abweichende Mikrostruktur zwischen einem realen Werkstof-
fes und einem Simulationsgebiet zuriickgefiihrt werden. Als Materialparameter werden
daher ausschlieflich Literaturwerte verwendet.

Als Simulationsergebnisse in Diagrammen werden nachfolgend nur makroskopische
Groken der SVE, berechnet nach Gl. (4.80), prasentiert. Zur Berechnung der effek-
tiven Wéarmeleitfihigkeit wird gleich verfahren wie in August et al. [10], jedoch mit
einem heterogenen Wiarmestrom, der die anisotrope Wirmeleitfahigkeit des Graphits
beriicksichtigt.

7.2.1 Mechanisches und thermisches Modell fiir Perlit

In der werkstoffspezifischen Lieferantenvorschrift DBL 4407 ist die Matrixstruktur des
Gusseisenwerkstoffes GG-15 Cr Cu Nb GC als gleichmifiger, feiner, dichtstreifiger Per-
lit mit eingelagerten Nb-Karbiden, frei von Ledeburit und einem maximalen Ferritge-
halt von 5v. — % festgelegt. Der Volumenanteil an Niob-Karbiden und Ferrit wird nach-
folgend nicht beriicksichtigt. Die Matrix des Gusseisenwerkstoffes wird idealisiert als
homogenes perlitisches Material mit isotropen Materialeigenschaften modelliert. Siehe
Abschnitt 7.1 zur Rechtfertigung dieser Vereinfachungen. Das mechanische Verhalten
der perlitischen Matrix ist durch das in Kapitel 4.4.2 eingefiihrte ratenunabhingige
Jo-Plastizitdtmodell mit nicht linearer Verfestigung gegeben. Die kinematische Verfes-
tigung wird nicht beriicksichtigt, da sich die initiale Belastungsrichtung wéhrend der
numerischen Experimente nicht dndert.

Bei Raumtemperatur, 6 = 20 °C, gilt ein Standardwert fiir Stihle von E™RT = 210 GPa
als E-Modul. Die Querkontraktionszahl v™ = 0,3 ist temperaturunabhéngig [32]. Von
der Daimler AG wurden bei Raumtemperatur mehrere vertrauliche Druckexperimente
zur Bestimmung der Fliefgrenze des GG-15-Cr-Cu-Nb-GC-Werkstoffes durchgefiihrt.
Dabei hat sich gezeigt, dass sich die durchgefithrten Druckexperimente unter linear
elastischer Belastung stark dhneln und annédhernd gleiche Fliefsgrenzen besitzen. Alle
Materialproben wurden aus Bremsscheiben des Werkstoffs GG-15 Cr Cu Nb GC' gefer-
tigt. Dabei traten bei einem annéhernd konstanten Graphitvolumenanteil verschiedene
Graphitauspriagungen der Materialproben auf, abhingig davon, von welcher Position
des Bremsscheibenquerschnitts (Reibfliche, Bremsscheibenhals oder Flansch) sie ent-
nommen wurden. Hierbei ist die Variation der Graphitmikrostrukturen unter anderem
auf verschieden Abkiihlraten zuriickzufithren. Unter plastischer Beanspruchung wichen
die Flielskurven der Druckexperimente stark voneinander ab, was eine Bestimmung der
Verfestigungsparameter und der Druckgrenze, anhand der Druckexperimente, schwierig
macht. Die Tatsache, dass die Spannungs-Dehnungs-Kurven bei linear elastischer Belas-
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tung nahezu unabhangig von der Graphitausprigung sind, filhrt zu dem Schluss, dass
das mechanische Materialverhalten von Gusseisen mit Lamellengraphit bei linear elas-
tischer Beanspruchung mafgeblich von der perlitischen Matrix definiert ist. Als Folge
der Zug-Druck-Spannungssymmetrie von reinem perlitischem Stahl wird die Druck-
grenze deshalb bei Raumtemperatur als Fliekgrenze der perlitischen Matrix verwendet,
0;1 (’)RT = 230 MPa. Zur Definition der Modellparameter fiir die sdttigende nicht linea-
re plastische Verfestigung (4.69) wird die Veroffentlichung von Allain und Bouaziz [2]
herangezogen. Darin ist ein empirisches Gesetz zur Beschreibung der plastischen Verfes-
tigung von reinem Perlit in Abhingigkeit vom interlamellaren Abstand zwischen Ferrit
und Zementit enthalten, das eine grofie Ubereinstimmung mit experimentellen Ergeb-
nissen aufweist. Eine Erkenntnis von Allain und Bouaziz [2] ist, dass der interlamellare
Abstand keinen Einfluss auf die Sattigungsrate hat, sondern lediglich die Flieftkurven
translatorisch bzgl. der Fliefgrenze verschiebt. Die in Allain und Bouaziz 2] aufgefiihrte
Zugfestigkeit und der Verfestigungsparameter dienen der Matrix bei Raumtemperatur
als Séattigungsspannung, o BT _ 770 MPa, und Sittigungsrate, ™R’ = 19 GPa. Da,
die Festigkeit und Z&higkeit von perlitischem Stahl stark von dessen Feinstreifigkeit
abhéngt, ist es wichtig zu betonen, dass die Wahl der Matrixparameter mit einer Un-
gewissheit behaftet ist.

Alle bisher eingefiihrten mechanischen Materialparameter der perlitischen Matrix gel-
ten bei Raumtemperatur. Durch die Simulationsstudie wird ein Temperaturbereich von
20°C bis 750 °C abgedeckt. Die Ermittlung der Materialparameter bei héheren Tempe-
raturen ist nachfolgend beschrieben.

Stahlkonstruktionen haben im Bauwesen beziiglich ihrer Tragfihigkeit eine hohe Si-
cherheitsrelevanz. Dies trifft insbesondere auf deren Auslegung gegen Versagen bei
Temperaturen oberhalb der Raumtemperatur zu, um fatale Zwischenfélle bei Brén-
den zu verhindern. Aus diesem Grund gibt es verldssliche Normen und Leitfiden, die
Anderung der mechanischen Parameter von Baustahl in Abhiingigkeit von der Tempe-
ratur, bezogen auf die Raumtemperatur, beschreiben. Gangige Normen sind in Europa
der Eurocode [43] und in den USA - on Fire Protection [99]. Temperaturabhingige
Anderungen der unterschiedlichen Materialparameter sind dabei durch Abminderungs-
faktoren gegeben. Die Faktoren beschreiben das Verhiltnis einer bestimmten Grofie
bei erhohter Temperatur, in Bezug auf deren Wert bei Raumtemperatur. Zwischen
den aufgefiihrten Quellen bestehen grofe Unterschiede beziiglich der Abminderungs-
faktoren. Untersuchungen von Kodur et al. [73] haben gezeigt, dass die Abminderungs-
faktoren fiir das E-Modul und die Fliekgrenze von Baustahl nach dem Eurocode [43]
besser die Realitét abbilden als die dquivalenten Faktoren in on Fire Protection [99].
Fiir die Simulationsstudie werden die in Tabelle 7.2 enthaltenen Werte, entsprechend
Eurocode [43], als Abminderungsfaktoren verwendet. Falls im Eurocode [43] fiir ei-
ne bestimmte Temperatur, bei der Simulationen durchgefiihrt werden, kein expliziter
Abminderungsfaktor angegeben ist, werden hinsichtlich der Temperatur 6 linear in-
terpolierte Abminderungsfaktoren verwendet. Der Abminderungsfaktor der E-Moduli,
kg(0), wird auf das E-Modul der perlitischen Matrix bei Raumtemperatur angewen-
det, E™(0) = kg(0)E™RT und der Abminderungsfaktor der Fliefgrenze, k¢(0), auf
die Fliekgrenze bei Raumtemperatur, oy'(6) = kf(H)U}rf (’)RT. Die Temperaturabhingig-
keit der Sattigungsspannung, o (6), und Séttigungsrate, n™(0), folgt dem in Bonora
und Ruggiero [20] beschriebenen Vorgehen. Darin wird von der Annahme der Selbst-
dhnlichkeit jeder Fliefkurve, bezogen auf das Materialverhalten bei Raumtemperatur,

ausgegangen, wobei die FlieRspannung, oy ’RT, beziiglich der temperaturabhéngigen
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7.2 Modellformulierung

Tabelle 7.2: Temperaturabhidngige mechanische Materialparameter der perlitischen Matrix. Tempe-
ratur 6; Abminderungsfaktor der E-Moduli kg; E-Modul E™; Abminderungsfaktor der

m,

Fliefigrenze k;; FlieRgrenze oy; Sittigungsspannung oo ; Sittigungsrate ™.

0[°C] kg  E™[GPa] ke oy [MPa] o [MPa] n™ [GPa]

20 1,0 210,0 1,0 230,0 772,0 19,0
150 10,95 199,5 1,0 230,0 772,0 19,0
300 | 08 168,0 1,0 230,0 772,0 19,0
450 0,65 136,5 0,89 204,7 687,1 19,0
600 0,31 65,1 0,47 108,1 362,8 19,0
750 |0,11 23,1 0,17 39,1 131,2 19,0
750
700
650
— oy fiir = 20°C
600 —_— oy fiir § = 150 °C
Dcf 550 n:, fiir 6 = 300 °C
2 a:V fiir 6 = 450 °C
E 500 oy fiir § = 600 °C
b% 450 oy fiir 6 = 750 °C
%0 400
g 350
=1
2 300
g 250
B 200

150
100
50

Akkumulierte plastische Verzerrung e, in %

Abbildung 7.5: Temperaturabhéngige Fliefkurven der perlitischen Matrix. Ausgehend von Eurocode
[43] sinken die E-Moduli und die Fliefgrenzen bei hoheren Temperaturen. Alle Fliefs-
kurven sind entsprechend Bonora und Ruggiero [20] dem Materialverhalten bei Raum-
temperatur selbstdahnlich.

Fliefsigrenze skaliert ist. In Abb. 7.5 sind die Fliefskurven bei unterschiedlichen Tempe-
raturen dargestellt.

Die Warmeleitfihigkeit von Perlit besitzt eine schwache transversale Isotropie bzgl.
der Orientierung der Ferrit- und Zementitlamellen einer einzelnen perlitischen Kolonie.
Verglichen mit der Anisotropie von Graphit ist diese Richtungsabhingigkeit jedoch
vernachlissigbar klein und wird deshalb nicht modelliert. In Abb. 7.6 ist die tempera-
turabhdngige isotrope Wirmeleitfahigkeit der perlitischen Matriz, \™, dargestellt. Die
Parameter entsprechen typischen Werten eines eutektoiden Fe-C-Systems, mit einem
Kohlenstoffmasseanteil von 0,8 m. — %, entnommen aus Helsing und Grimvall [58]. Als
temperaturabhdngige spezifische Wiarmekapazitdt der perlitischen Matriz, ¢™, werden
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Abbildung 7.6: Temperaturabhingige Warmeleitfihigkeiten. Idealisierte isotrope Wéirmeleitfahigkeit
der perlitischen Matrix, A™, nach Helsing und Grimvall [58]|. Komponenten der trans-
versal isotropen Warmeleitfahigkeit der Graphitlamellen, Af_ und Af___, nach Hel-
sing und Grimvall [58].

Werte aus Eurocode [43] fiir Stahl verwendet, siehe Abb. 7.7. Es sei angemerkt, dass
die Bandbreite an spezifischen Warmekapazitéiten fiir metallische Werkstoffe in der
Literatur sehr grok ist. Fiir einen Uberblick, sieche zum Beispiel Umino [140]. Die Mas-
sendichte der perlitischen Matriz hat den Wert p™ = 7838kg/m? [58] und ist tempera-
turunabhéngig.

7.2.2 Mechanisches und thermisches Modell fiir die Graphitlamellen

Die in Kapitel 3 beschriebene Kristallstruktur von Graphitlamellen fiithrt zu einer
ausgeprigten Anisotropie derer mechanischer Eigenschaften und der Wiarmeleittahig-
keit [30, 65, 107]. Werden die kovalenten Verbindungen innerhalb der Basalebenen
belastet, weisen die Lamellen wesentlich hohere mechanische Eigenschaften auf, vergli-
chen mit einer Belastung der schwachen Van-der-Waals-Bindungen zwischen den Ebe-
nen [30]. Auch die thermische Leitfahigkeit ist innerhalb der Basalebenen deutlich gro-
fser als orthogonal dazu. Oft wird Lamellengraphit vereinfacht als isotrop angenommen;
siche zum Beispiel Metzger und Seifert [87]. Pina et al. [108] haben jedoch anhand von
In-situ-Mikrozugpriifungen und numerischen Studien gezeigt, dass die Graphitanisotro-
pie einen grofen Einfluss auf das elastisch-plastische Verhalten von Grauguss hat. Es
wurde zudem geschlussfolgert, dass ein numerisches Modell mit anisotrop modelliertem
Graphit das Verhalten von Gusseisen quantitativ besser wiedergibt als ein Modell mit
isotropem Graphit. Auf Grundlage dieser Tatsache und unter Beriicksichtigung seines
atomaren Aufbaus wird Lamellengraphit als transversal isotropes Material modelliert,
das sich linear-elastisch verhilt, wie auch in den Arbeiten [107, 108, 116, 98]. Die Span-
nungen sind durch das Hooke’sche Gesetz gegeben, wobei die Kristallorientierungen
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Abbildung 7.7: Temperaturabhingige Wiarmekapazititen der perlitischen Matrix [43] und der Gra-
phitlamellen [58].

der Graphitlamellen durch im x,y, z-Referenzkoordinatensystem rotierte transversal
isotrope Steifigkeitstensoren beriicksichtigt werden. Die Orientierungen der Graphitla-
mellen werden bei der Erstellung der Simulationsgebiete gespeichert und zur Rotation
der Steifigkeitstensoren jeder einzelnen Graphitlamelle verwendet, siehe hierzu 7.1.

In der Literatur herrscht weitestgehend Konsens, dass die Zug-Druck-Spannungsasym-
metrie von Grauguss eine Konsequenz des Lamellengraphits ist [54, 144, 87, 98]. Wobei
in Bonora und Ruggiero [20] darauf hingewiesen, dass es zu kurz gegriffen ist, Graphit
als permanenten Mikroriss zu betrachten. Das makroskopische Phinomen wird dabei
durch zwei mdgliche mesoskopische Prozesse erklirt. Zum einen als Folge von Mikroriss-
bildung innerhalb der Graphitpartikel und/ oder durch Ablésung des Graphit-Matrix-
Ubergangsbereichs. Fiir die beiden mesoskopischen Prozesse gibt es unterschiedliche
Modellierungsansétze. In [98] wird die Zug-Druckabhingigkeit tiberwiegend auf Ablo-
sevorginge zuriickgefithrt und es wird ein einfaches in ABAQUS verfiigbares Schidi-
gungskriterium verwendet, um das sukzessive Ablésen zu beschreiben. Durch die Mi-
krorissbildung, die im Wesentlichen innerhalb der Graphitlamellen auftritt, wird die
Zug-Druckabhéngigkeit in der experimentellen Arbeit von |54| erklért.

Um die Zug-Druckabhéngigkeit des Graphits zu modellieren, wird an dieser Stelle ein
phdnomenologischer Ansatz angewendet, bei dem ein Gebiet, 2, mit N € N Graphit-
lamellen betrachtet wird. Der Ansatz besteht darin, den transversal isotropen Steifig-
keitstensor eines Graphitpartikels C*, mit ac € {1,..., N}, durch skalare Multiplikation
mit einer stetigen Funktion, d* (%) : R = (dmin, 1) mit dmin € (0,1], der Form

krit
vol

0 (0, (1) = ——Smin ;imi“ (1 - tanh(—_4€3°l(t) )) + dinin (7.4)
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zu degradieren. Der obere Index a dient der Zuordnung der Degradierungsfunktion zu
einer bestimmten Graphitlamelle, die im Teilgebiet B c ) existiert. Jede Degradie-
rungsfunktion hat einen kontinuierlichen Ubergang zwischen dem Minimalwert dpyiy
und FEins und ist von der effektiven Volumendnderung eines Graphitpartikels,

8301(t):V}Ba f Spur(; (m))dV, (7.5)

%O&

abhéngig, siehe Gl. (4.14). Thren Maximalwert nimmt die Degradierungsfunktion fiir
€% = —eMit 5 qo(—ekrit) ~ 1 und ihren Minimalwert dpy, fiir €S0l = glrit 5 gor(ekrity &
dmin an. Der Schwellwert der Volumenénderung 5k“t definiert die Ubergangsbreite zwi-
schen dem Minimal- und Maximalwert der Degradlerungsfunktlon. Aufgrund der Tatsa-
che, dass Zugbeanspruchungen durch positive Volumenénderungen gekennzeichnet sind,
gilt flir den Schwellwert der Volumendnderung z-:sgilt € R.g. Eine beispielhafte Darstel-
lung des Verlaufs der Degradierungsfunktion ist in Abb. 7.8 gezeigt. Die Bedeutungen

der verschiedenen Funktionsparameter sind darin ersichtlich.
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Abbildung 7.8: Degradlerungsfunktlon der Graphitsteifigkeiten. Schwellwert der Volumenédnderung
krit. Minimalwert der Degradierungsfunktion dpiy.

Evol

Bei der Deformation eines Graphitpartikels spielen verschiedene Einflussfaktoren eine
Rolle: zum einen die Form des Partikels und zum anderen seine Orientierung, in Bezug
auf die Belastungsrichtung [108]. Mittels des eingefithrten Modells werden alle diese
Einflussfaktoren beriicksichtigt. Mit diesem Ansatz ist es nicht notwendig, zwischen
den moglichen mesoskopischen Versagensmechanismen der Graphitlamellen, n&mlich
der Mikrorissbildung und der Grenzflachenablosung, zu unterscheiden. Aufferdem ist es
iiberfliissig, Rissschliefungsprozesse zu modellieren, da diese im vorgestellten Verfahren
intrinsisch enthalten sind [87|. Die Degradierung der Graphitsteifigkeit, in Abhéngigkeit
von der effektiven Volumenénderung eines Graphitpartikels, &hnelt dem in Metzger und
Seifert [87] beschriebenen Modell.
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7.3 Mechanische Simulationen

Tabelle 7.3: Mechanische Materialparameter der Graphitlamellen

Pascal et al. [102] Bosak et al. [21] Blakslee et al. [16]

CE in MPa|  1126,0 1109,0 1060,0
CE, in MPa 200,0 139,0 180,0
CE, in MPa 39,5 0,0 15,0
CE, in MPa 40,7 38,7 36,5
C%, in MPa 4,51 5,0 0,18
CE, in MPa 485.,0

Es existiert eine Vielzahl an Publikationen, die sich mit der Bestimmung der linear-
elastischen Parameter von Graphit auseinandersetzen. Obwohl die Materialparameter
dabei voneinander abweichen, liegen sie doch nahe beieinander, siehe zum Beispiel
Blakslee et al. [16], Kelly [70], Bosak et al. [21] und Pascal et al. [102] in Tabelle 7.3. In
dieser Arbeit besitzen die Graphitlamellen die mechanischen Eigenschaften von mono-
kristallinem Graphit, wie von Bosak et al. [21] ermittelt. Untersuchungen von Kelly [70]
haben gezeigt, dass die Temperaturabhéngigkeit der Komponente C33 des transversal
isotropen Steifigkeitstensors von Graphit im betrachteten Temperaturbereich von 20°C
bis 750 °C vernachléssighar gering ist. Deshalb werden die elastischen Materialparame-
ter von Graphit nachfolgend, wie auch in Pina et al. [107], als temperaturunabhéngig
angenommen. Der transversal isotrope Steifigkeitstensor einer spezifischen Graphitla-
melle ist im partikeleigenen I,y, z-Koordinatensystem so aufgebaut, dass die dritte
Hauptmaterialrichtung orthogonal zu den Langsachsen (c-Richtung des hexagonalen
Kristallgitters) der Graphitlamelle verlduft.

Aus der Vielzahl an publizierten Warmeleitfahigkeiten fiir Graphit, siche Holmgren [65]
fiir einen Uberblick, wurden die temperaturabhingigen Parameter nach Helsing und
Grimvall [58] fiir die Simulationsstudie ausgewé#hlt, siche Abb. 7.6. Die Komponente
in a-Richtung des hexagonalen Kristallgitters der transversal isotropen Wéirmeleitfa-
higkeit von Graphit, /\iex_a, ist, verglichen mit der Wdarmeleitfahigkeit in c-Richiung,
A o> Dis zu einer Grofenordnung héher [65]. Zur Beriicksichtigung der Kristallorien-
tierung einer Graphitlamelle wird deren transversal isotrope Warmeleitfahigkeit in das
x,y, z-Referenzkoordinatensystem transformiert, wie es in Kapitel 6 erlautert ist. Die

Massendichle der Graphilpartikel ist temperaturunabhiingig, p8 = 2200kg/m? [58].

7.3 Mechanische Simulationen

7.3.1 Kapitelspezifische Kernpunkte der Numerik und des Simulationsaufbaus

Zur réumlichen Diskretisierung der Simulationsgebiete wird ein dquidistantes, ortho-
gonales Gitter verwendet.

Bei allen mechanischen Experimenten handelt es sich um einachsige Zug- bzw. Druck-
versuche an statistischen Volumenelementen. In Belastungsrichtung, die stets parallel
zu einer Achse des z,y, z-Referenzkoordinatensystems verliuft, wird als mechanische
Randbedingung auf beiden Seiten des Simulationsgebietes eine orthogonale Verschie-
bung aufgeprigt, die tangentiale Verschiebungen frei zuldsst. In die zwei anderen Raum-
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Abbildung 7.9: Einfluss der Graphitauspriagung auf Anisotropie bei konstanter Gebietsgrofe und glei-
chem Graphitvolumenanteil. Gezeigt sind die iiber jeweiliges drei Varianten einer Gra-
phitausprigung gemittelten, makroskopischen Spannungs-Dehnungs-Kennlinien. Die
entsprechenden Standardabweichungen der verschiedenen Graphitausprigung sind als
Fehlerbalken gegeben.

richtungen ist jeweils eine Seite des Simulationsgebietes spannungsfrei und die gegen-
iiberliegende Seite besitzt eine orthogonale Verschiebung gleich Null, wobei tangentiale
Verschiebungen moglich sind. Durch die beschriebene Randbedingung sind Querkon-
traktionen ohne Spannungsbeitrag moglich, und es liegt bei elastischer Beanspruchung
ein einachsiger Spannungszustand vor.

7.3.2 Analyse des mechanischen Modells

In Abschnitt 7.1 wurde erldutert, dass sich Gusseisen mit Lamellengraphit bei expe-
rimentellen makroskopischen Versuchen isotrop verhélt. Dies ist bei den verwendeten
SVE nicht der Fall, da in den Simulationsgebieten nicht ausreichend viele transversal
isotrope Graphitpartikel enthalten sind, damit sich deren Anisotropie statistisch eli-
miniert. Zur Untersuchung, wie stark Anisotrop sich die verwendeten SVE verhalten,
werden bei einem Graphitvolumenanteil von 10v. — % und Raumtemperatur 6 = 20°C
Zugversuche an jeweils drei unterschiedlichen SVE der Graphitausprigungen 1A2, TA3,
IA4 und A5 durchgefiihrt. In Abb. 7.9 sind die resultierenden Spannungs-Dehnungs-
Diagramme bei einachsiger Zugbelastung der jeweils drei Varianten einer Graphitaus-
pragung entsprechend Gl. (4.80) gezeigt. Die entsprechenden Standardabweichungen
der verschiedenen Graphitausprigungen sind als ein Mals der Anisotropie, in Form von
Fehlerbalken, gegeben. Man erkennt, dass die Kennlinie einer bestimmten Graphitaus-
priagung mit kleiner werdender durchschnittlicher Partikelgrofe geringere Standardahb-
weichungen aufweist. Das bedeutet, dass die Anisotropie bei konstanter Gebietsgrofe
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Abbildung 7.10: Einfluss des Minimalwertes der Degradierungsfunktion auf makroskopisches
Spannungs-Dehnungs-Verhalten. Simulationen an GG-15 SVE mit einem Graphitvo-
lumenanteil von 10 v. — % bei Raumtemperatur. Der Minimalwert der Degradierungs-
funktion variiert fiir die Werte dmin = {0,05;0,06;0,07}, bei konstanten Schwellwert
der Volumeninderung von <73 = 0,001.

und gleichem Graphitvolumenanteil mit durchschnittlich kleiner werdenden Partikeln
sinkt. Dies liegt daran, da die Anzahl der Graphitpartikel in einem SVE mit sinkender
Partikelgrofie wichst und somit der transversal isotrope Einfluss der Lamellen zuneh-
mend eliminiert wird. Zum Vergleich sind in den statistischen Volumenelementen der
Graphitauspragung [A2 zwischen 250 und 300 Partikel enthalten, im Gegensatz zu 5500
bis 5800 Partikel in den [A5-Simulationsgebieten. Um die gleiche Anzahl an Partikeln
eines SVE der Graphitausprigung [A5 in einem SVE des Typs IA2 zu erhalten, miisste
die Gebietsgrofe des TA2-SVE ca. 20-mal grofer sein als die des [A5-SVE, was den
Rechenaufwand um den entsprechenden Faktor erhthen wiirde.

Nachfolgend wird die Auswirkung der Modellparameter Minimalwert der Degradie-
rungsfunktion, dmin, und Schwellwert der Volumendnderung, 652?, auf das makrosko-
pische Spannungs-Dehnungs-Verhalten von einachsigen Zugversuchen untersucht. Die
Simulationen werden bei Raumtemperatur, 8 = 20°C, an GG-15-SVE mit einem Gra-

phitvolumenanteil von 10v. — % durchgefiihrt.

Der Minimalwert der Degradierungsfunktion wird fiir die Werte dy,in, = {0,05;0,06; 0,07},
bei konstanten Schwellwert der Volumenédnderung, sl\fgf = 0,001, variiert. Die resultie-
renden Spannungs-Dehnungs-Kennlinien bei einachsiger Zugbelastung sind in Abb. 7.10
gezeigt. Die resultierende makroskopische Steifigkeit des SVE nimmt mit steigendem
dmin zu. Der Grund hierfiir ist, dass degradierte Graphitpartikel bei einem wachsenden
Minimalwert der Degradierungsfunktion héhere Steifigkeiten besitzen und somit auch

die makroskopische Steifigkeit eines Volumenelements steigt.
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Abbildung 7.11: Einfluss des Schwellwertes der Volumeninderung auf makroskopisches Spannungs-
Dehnungs-Verhalten. Simulationen an GG-15 SVE mit einem Graphitvolumenanteil
von 10v. - % bei Raumtemperatur. Der Schwellwert der Volumenénderung variiert
fiir die Werte €51 = {0,000 75;0,001; 0,002}, bei konstanten Minimalwert der Degra-
dierungsfunktion von dmin = 0,05.

Fiir einen konstanten Minimalwert der Degradierungsfunktion von dpi, = 0,05 wird der
Schwellwert der Volumenédnderung fiir die Werte El\f(r)ilt ={0,00075;0,001; 0,002} variiert.
Die entsprechenden Spannungs-Dehnungs-Verldufe bei einachsiger Zugbelastung sind
in Abb. 7.11 abgebildet. Man erkennt, dass sich das Materialverhalten im untersuchten
Wertebereich des Schwellwertes der Volumendnderung nicht signifikant dndert.

Fiir die Simulationsstudie wird als Minimalwert der Degradierungsfunktion dmin = 0,05
und fiir den Schwellwert der Volumendnderung 55211t = 0,1 % gewihlt. Diese Werte sind

dquivalent zu den bedeutungsgleichen Parametern in Metzger und Seifert [87].

7.3.3 Mechanische Simulationsstudie

Alle Materialparameter der folgenden Simulationen wurden in Abschnitt 7.2 eingefiihrt.
Die mechanischen Modellparameter sind identisch mit den bedeutungsgleichen Parame-
tern in Metzger und Seifert [87]: Minimalwert der Degradierungsfunktion dpi, = 0,05;

Schwellwert, der Volumen&nderung al;gif =0,001.

Anhand von Abb. 7.12 und 7.13 werden einige typische Merkmale des spannungsasym-
metrischen Materialverhaltens von Grauguss bei verschiedenen Belastungen aufgezeigt.

Abbildung 7.12 zeigt die Spannungs-Dehnungs-Kurven eines IA2 SVE mit 12v. - %
Graphit, bei Raumtemperatur, fiir einachsige Zug- und Druckbelastung. Als Inlay sind
Konturplots der Degradierungsfunktion, d, enthalten. Die perlitische Matrix nimmt die
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grauen Bereiche innerhalb der Konturplots ein.

Das unterschiedliche Materialverhalten von Grauguss, auf der Ebene der mikrome-
chanischen Felder, ist in Abb. 7.13 anhand der Simulationsergebnisse eines SVE der
Graphitauspragung IA2, mit einem Graphitvolumenanteil von 12 v. — %, bei einer Tem-
peratur von 6 = 20 °C, gezeigt. Zu sehen sind Konturplots der von-Mises- Vergleichsspan-
nung, oyM., und der akkumulierten plastischen Verzerrung, €.k, sieche Kapitel 4, bei
betragsmifig gleich grofien makroskopischen Zug- und Druckdehnungen von € = 0,0035,
in z-Richtung.

Unter Zugbelastung existiert nahezu kein linearer Bereich der Kennlinie 7.12. Bereits
ab einer Dehnung von & ~ 0,0002, Punkt (A) in Abb. 7.12, verursacht die effektive Volu-
menénderung der Graphitpartikel, €3, eine signifikante Degradierung der Steifigkeiten
des Lamellengraphits. Der Bereich zwischen Punkt (A) und (B) ist durch die konti-
nuierliche Degradierung der Graphitsteifigkeiten nach Gl. (7.4) gekennzeichnet. Infolge
der Nachahmung der Mikrorissbildung und/ oder Grenzflichenablosung entsteht eine
Storung des Kraftflusses. Durch die auftretenden Spannungskonzentrationen an den
Flanken der Graphitlamellen werden zunehmend mikroplastische Verzerrungen hervor-
gerufen, Abb. 7.13 (Abbildungen Zug), was bei makroskopisch kleinen Dehnungen zu
einem weiterfithrend nicht linearen Verlauf der Spannungs-Dehnungs-Kurve fiihrt. Die
beschriebenen Beobachtungen sind bei Zugbelastung charakteristisch fiir Gusseisen mit
Lamellengraphit [54]. Laut Noguchi und Shimizu [97] zeigt Grauguss unter Zugbelas-
tung keine ausgepriigte Streckgrenze und bricht bei einer Dehnung zwischen € = 0,005
und € = 0,01, ohne sichtbare Einschniirung bei maximaler Spannung.

Das Materialverhalten unter Druckbelastung unterscheidet sich génzlich von dem bei
Zugbelastung. Bis zu einer Dehnung von e ~ 0,001, Punkt (C) in Abb. 7.12, liegt ein
deutlich erkennbarer linearer Abschnitt der Spannungs-Dehnungs-Kurve vor. An den
eingefiigten Konturplots der Graphitdegradierung erkennt man, dass unter Druckbelas-
tung nur vereinzelt eine Degradierung von Graphitpartikeln auftritt, da iiberwiegend
negative Werte der effektiven Volumendnderungen, €3, vorliegen. Dadurch wird der
Kraftfluss durch die Graphitpartikel nur geringfiigig gestort und es kommen kaum Span-
nungskonzentrationen an deren Flanken vor, siche Abb. 7.13 (Abbildungen Druck). Bei
betragsmifig gleich groken makroskopischen Dehnungen treten unter Druckbelastung
wesentlich homogenere Spannungen auf und es kommt in grokeren Bereichen der Matrix
zu plastischen Verzerrungen, vgl. Abb. 7.13. Man erkennt dass die Zug-Druck-Span-
nungsasymmetrie bei Druckbelastung zu einem héheren E-Modul und einer héheren
Streckgrenze fiihrt,.

Die beschriebenen Merkmale sind bei allen Graphitauspragungen, Graphitvolumen-
anteilen und Temperaturen vorhanden, jedoch mehr oder weniger stark ausgeprigt.

Abbildung 7.14 zeigt Konturplots der von-Mises-Vergleichsspannung, oy, und der
akkumulierten plastischen Verzerrung, €., von SVE der Graphitausprigungen GG-
15, TA2, TA3, TA4 und TA5, bei einem Graphitvolumenanteil von 10v. - % und einer
Temperatur von 6 = 20°C. Die dargestellten Konturplots resultieren aus einer makro-
skopischen Zugdehnung in z-Richtung von € = 0,0035. Bei allen Graphitaupriagungen
verlieren die Graphitlamellen bereits bei einer kleinen makroskopischen Dehnung ihre
Féhigkeit, Krifte zu tibertragen. Zu beobachten ist, dass mit durchschnittlich klei-
ner werdenden Graphitpartikeln sowohl die Konturplots der von-Mises- Vergleichsspan-
nung als auch die der akkumulierten plastischen Verzerrung homogener werden. Feinere
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Abbildung 7.12: Spannungs-Dehnungs-Diagramm eines IA2 SVE eindimensionale, momentenfreie fiir
Zug- und Druckbelastung. Als Inlay sind die Konturplots der Degradierungsfunktion
der Graphitlamellen, degrad, fiir einige Dehnungszustinde gegeben. Die perlitische
Matrix ist in grau dargestellt. Man erkennt deutlich die Zug-Druck-Spannungsasym-
metrie von Grauguss.

Graphitstrukturen fithren zu homogeneren Spannungsfeldern und somit zu niedrigeren
Rissraten [54].

Zur Untersuchung des Einflusses der Graphitauspréagung und des Graphitvolumenan-
teils auf die makroskopischen mechanischen Eigenschaften von Gusseisen mit Lamel-
lengraphit wird eine ausfiihrliche Simulationsstudie durchgefithrt. Die Studie umfasst
Simulationen von SVE jeder moglichen Permutation der Graphitausprigungen GG-15,
TA2, TA3, TA4 und TA5 [40], mit Graphitvolumenanteilen von 10, 11 und 12v.-%. In
der werkstoffspezifischen Lieferantenvorschrift der Daimler AG, DBL 4407, wird ein
Kohlenstoffmassenanteil von 3,7m. - % bis 3,9m. — % vorgeschrieben. Bei einer Mas-
sendichte von p™ = 7838kg/m?3 [58], fiir die perlitische Matrix, und respektive p® =
2200kg/m? [58], fiir das Graphit, ergibt sich unter Vernachlissigung der restlichen Le-
gierungskomponenten ein Volumenanteil der Graphitlamellen im Bereich von 10v. - %
bis 12v. - %, vgl. zum Beispiel Pina et al. [107]. Fiir jede mogliche Variante der SVE
werden einachsige Zugversuche, entsprechend der beschriebenen mechanischen Rand-
bedingungen, fiir die Temperaturen 6 = {20°C;150°C;300°C;450°C;600°C;750°C}
durchgefiihrt. Bei denselben Temperaturen werden fiir alle SVE mit einem Graphit-
volumenanteil von 12v. — % Druckversuche simuliert. Nachfolgend werden die signifi-
kantesten Erkenntnisse der Simulationsstudie erldutert. Falls &hnliche Trends bei unter-
schiedlichen Graphitauspriagungen, Graphitvolumenanteilen oder Temperaturen auftre-
ten, wird darauf hingewiesen und der Trend nur anhand eines Beispiels analysiert. Der
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7.3 Mechanische Simulationen

Abbildung 7.13: Konturplots bei Zug- und Druckbelastung eines IA2 Statistischen Volumenelements
mit einem Graphitvolumenanteil von 12v. - %. Zu sehend sind die von-Mises-Ver-
gleichsspannung, oy m., und die akkumulierten plastischen Verzerrung, .xk, bei einer
betragsmafig gleich groffen makroskopischen Dehnung in z-Richtung von e = 0,0035.

vollstdndige Satz an berechneten Spannungs-Dehnungs-Kennlinien ist im Anhang A
aufgefithrt. Fiir eine ersichtlichere Darstellung sind die Spannungs-Dehnungs-Verlidufe
der Drucksimulationen durch positive Werte gegeben.

Ein Vergleich des Materialverhaltens aller Graphitauspragungen mit 12v. — % Graphit,
bei Zug- sowie Druckbelastung und Raumtemperatur, ist in Abb. 7.15 gegeben. Die
Spannungs-Dehnungs-Kurven der verschiedenen SVE unterscheiden sich bei Zugbelas-
tung bis zu einer Dehnung von & ~ 0,0002, Punkt (A) in Abb. 7.15, nur geringfiigig.
Dieser Effekt tritt auf, da die effektive Volumendnderung der Graphitpartikel, €7, bei
kleineren Dehnungen keine signifikante Degradierung der Steifigkeiten des Lamellen-
graphits verursacht und somit der Einfluss der Graphitausprigung auf das mechani-
sche Materialverhalten gering ist. Mit zunehmender Dehnung wéchst der Unterschied
zwischen den Kennlinien. Bei Zugbelastung steigen die mechanischen Eigenschaften
mit sinkender durchschnittlicher Partikelgréfse. Den grofsiten E-Modul und die grofte
Streckgrenze besitzt die Graphitausprigung [A5, den kleinsten E-Modul und die kleins-
te Streckgrenze die Ausprigung [A2. Quantitative Werte dieser Kenngrofen folgen spi-
ter. Es existiert also ein klarer Einfluss der durchschnittlichen Partikelgrofse eines SVE
auf die Spannungs-Dehnungs-Verldufe. Das nicht idealisierte GG-15-SVE resultiert in
einer Spannungs-Dehnungs-Kurve, die zwischen denen von IA2 und IA3 liegt. Betrach-
tet man die Abweichung der verschiedenen Zugkennlinien zueinander, dann fallt auf,
dass beginnend mit dem SVE der grofiten durchschnittlichen Partikelgrofse, 1A2, die
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320 MPa

Abbildung 7.14: Konturplots bei Zugbelastung unterschiedlicher statistischer Volumenelemente mit
einem Graphitvolumenanteil von 10v. - %. Zu sehend sind die von-Mises-Vergleichs-
spannung, oy.m., und die akkumulierten plastischen Verzerrung, .k, bei einer ma-
kroskopischen Zugdehnung in z-Richtung von & = 0,0035.
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Abbildung 7.15: Spannungs-Dehnungs-Diagramme bei Zug- und Druckbelastung aller Graphitauspré-
gungen mit 12v. - % Graphit und 0 = 20°C. Fiir eine ersichtlichere Darstellung, sind
die Spannungs-Dehnungs-Verldufe der Drucksimulationen durch positive Werte gege-
ben.

Abweichung zum Simulationsergebnis der néchst kleineren Partikelverteilung stetig zu-
nimmt. Die Differenz zwischen den Kennlinien TA2 und TA3 ist deutlich kleiner als die
zwischen IA4 und IA5. Dies liegt daran, weil die Anderungen zwischen den riumlichen
Ausdehnungen von TA2 nach A5, siehe Tabelle 7.1, kubisch in das mittlere Volumen
der Graphitpartikel einfliefst und sich dementsprechend auch die Anzahl an Partikeln
im Simulationsgebiet nicht linear dndert.

Die Kennlinien bei Druckbelastung besitzen einen klar ausgeprigten linearen Ab-
schnitt. Im linearen Bereich sind sich die Kurvenverldufe aller SVE sehr &hnlich, und
auch die Streckgrenzen sind vergleichbar. Die Graphitausprigung beeinflusst also erst
ab Spannungen oberhalb der Streckgrenze das makroskopische Materialverhalten des
Gusseisenwerkstoffes deutlich. Der Grund hierfiir ist, dass unter Druckbelastung kaum
positive effektive Volumenédnderungen der Graphitpartikel, €7, auftreten und dadurch
nur eine geringe Degradierung der Graphitpartikel vorliegt. Deshalb wird das makro-
skopische Materialverhalten iiberwiegend durch das Matrixmaterial dominiert. Auch
bei den experimentellen Ergebnissen der Daimler AG ist dieses Phdnomen zu beobach-
ten. Obwohl sich die Mikrostruktur jedes einzelnen untersuchten experimentellen Priif-
korpers von den anderen unterscheidet, sind die anfinglichen Kurvenverldufe und die
Streckgrenzen fast deckungsgleich. Wie bereits erwéhnt, wurden auf Grundlage dieser
Tatsache der E-Modul und die FlieRgrenze der perlitischen Matrix anhand der Experi-
mente ausgewahlt. Ein klarer Einfluss der Graphitausprigung ist erst bei makroskopisch
plastischer Beanspruchung zu erkennen. Sobald ein nicht lineares Materialverhalten ein-
tritt, unterscheiden sich die Spannungs-Dehnungs-Verldufe der unterschiedlichen SVE
erkennbar. Im Gegensatz zur Zugbelastung hat die Graphitauspriagung IA2 die héchste
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Abbildung 7.16: Spannungs-Dehnungs-Diagramme bei Zug- und Druckbelastung aller Graphitauspré-
gungen mit 12v. - % Graphit und 6 = 750°C. Fiir eine ersichtlichere Darstellung,
sind die Spannungs-Dehnungs-Verldufe der Drucksimulationen durch positive Werte
gegeben.

Spannungs-Dehnungs-Kurve und die Graphitauspragung [A5 die niedrigste. Auch bei
Druckbelastung verlduft die Kennlinie des GG-15-SVE zwischen denen der Graphit-
auspragungen [A2 und [A3.

Abbildung 7.16 zeigt die Simulationsergebnisse fiir die Zug- und Druckbelastung der-
selben SVE wie zuvor, jedoch bei der Temperatur 6 = 750 °C. Verglichen mit der Raum-
temperatur verdndert sich der Verlauf der einzelnen Spannungs-Dehnungs-Kurven bei
erhohten Temperaturen nicht qualitativ. Auf die quantitativen Anderungen wird spiter
eingegangen. Generell wird unter Zugbelastung der Unterschied zwischen den Kennlini-
en der verschiedenen Graphitauspriagungen mit steigender Temperatur geringer. Liegt
die Temperatur bei 750 °C, ist kaum noch ein Unterschied zwischen den Kennlinien
erkennbar. Ursdchlich hierfiir ist, dass mit steigender Temperatur die Steifigkeit der
perlitschen Matrix sinkt und sich somit der des degradierten Graphits angleicht. Der
Einfluss des Graphits auf das makroskopische Materialverhalten verschwindet. Die me-
chanischen Felder sind bei hoheren Temperaturen homogener.

Bei Druckbelastung ist ein solches Phénomen nicht vorhanden. Im Gegensatz zu den
Zugsimulationen gleichen sich die Kurvenverldufe der unterschiedlichen Volumenele-
mente nicht mit zunehmender Temperatur aneinander an, da nur wenige Graphitpar-
tikel bei Druckbelastung degradiert sind und somit keine Angleichung der Materialei-
genschaften durch sinkende Materialsteifigkeiten der Matrix stattfindet.

In Diagramm 7.17 sind die Spannungs-Dehnungs-Kurven eines GG-15-SVE, mit 12v. - %
Graphit unter Zugbelastung fiir die Temperaturen 6 = {20°C;150°C;300°C; 450 °C;
600°C;750°C} gezeigt. Der quantitative Verlauf der Kurven ist fiir alle Temperatu-
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Abbildung 7.17: Spannungs-Dehnungs-Diagramme bei Zugbelastung einer GG-15-Graphitauspragung
mit 12v. — % Graphit und variabler Temperatur.

ren gleich, jedoch unterschiedlich stark ausgebildet. Wie bereits zuvor beschrieben,
folgt nach einem sehr kleinen linearen Abschnitt ein Bereich mit nicht streng mono-
toner Steigung. Anschliefend tritt ein ausgeprigtes nicht lineares Materialverhalten
auf. Verursacht durch die temperaturabhingigen Materialparameter der perlitischen
Matrix, Tabelle 7.2, nimmt der Spannungs-Dehnungs-Verlauf mit zunehmender Tem-
peratur ab. Bis zu einer Temperatur von 6 = 450°C ist die Absenkung der Kennlinien
jedoch nicht signifikant, da sich fiir die Temperaturen 6 = {20°C;150°C;300°C} nur
der E-Modul und nicht die Fliefigrenze und Verfestigungsparameter der Matrix dndern.

Der Einfluss der Temperatur auf das makroskopische Verhalten desselben SVE ist bei
Druckbelastung dhnlich wie zuvor bei Zugbelastung, siehe Abb. 7.18. Mit zunehmen-
der Temperatur werden die absoluten Spannungswerte der Kennlinien geringer, wobei
zwischen 6 = {20°C; 150°C;300°C} der Unterschied nur gering ist. Generell dhnelt der
Kurvenverlauf bei Druckbelastung dem eines typischen duktilen Stahls, da ein eindeu-
tig identifizierbarer linearer Bereich vorliegt, dem sich ein nicht linearer plastischer
Abschnitt anschliefst.

Abschlieftend wird noch der Einfluss des Graphitvolumenanteils auf die mechanischen
Materialeigenschaften betrachtet. In Diagramm 7.19 sind die Spannungs-Dehnungs-
Kennlinien fiir Zug- und Druckbelastung bei Raumtemperatur der GG-15-Graphit-
auspragung fiir Graphitvolumenanteile von {10v. - %;11v. - %;12v. - %} abgebildet.
Man sieht, dass die Verldufe der Kennlinien bei Zugbelastung mit steigendem Graphit-
volumenanteil geringere Spannungswerte besitzen. Sowohl der E-Modul als auch die
Streckgrenze sinkt mit zunehmendem Graphitanteil. Diese Tatsache steht im Einklang
mit Ergebnissen und Daten aus Veroffentlichungen von beispielsweise Collini et al.
[31], Haenny und Zambelli [54] und Noguchi und Shimizu [97]. Erkléren lédsst sich die-
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Abbildung 7.18: Spannungs-Dehnungs-Diagramme bei Druckbelastung einer GG-15-Graphitauspré-

gung mit 12v. - % Graphit und variabler Temperatur. Die Spannungs-Dehnungs-
Verldufe sind durch positive Werte gegeben.
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Abbildung 7.19: Spannungs-Dehnungs-Diagramme bei Zug- und Druckbelastung einer GG-15-
Graphitauspragung mit variablem Graphitvolumenanteil und Raumtemperatur Fiir
eine ersichtlichere Darstellung, sind die Spannungs-Dehnungs-Verldufe der Drucksi-
mulationen durch positive Werte gegeben.
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ses Phanomen mit der Zunahme des im degradierten Zustand die Matrix schwichenden
Graphits, innerhalb eines SVE, bei steigendem Graphitvolumenanteil.

Bei Druckbelastung ist das Verhalten gerade umgekehrt, ein hoherer Graphitvolu-
menanteil fithrt zu hoheren mechanischen Eigenschaften. Bei diesem Belastungsfall wer-
den nur wenige Graphitsteifigkeiten degradiert und wirken sich positiv auf das makro-
skopische Materialverhalten der SVE aus, da sie im nicht degradierten Zustand eine
hohere Steifigkeit als die perlitische Matrix besitzen.

7.3.3.1 Mechanische Kennzahlen

Mit den Simulationsergebnissen werden E-Moduli, Querkontraktionszahlen und Dehn-
grenzen bestimmt, wobei bei der Auswertung angenommen wird, dass sich die SVE
isotrop verhalten, womit GIl. (4.58) gilt, und stets ein einachsiger Spannungszustand
vorliegt.

Grundsétzlich ist der E-Modul eines Materials durch die Steigung des linearen Bereichs
einer Spannungs-Dehnungs-Kurve bei einsetzender einachsiger, momentenfreier Zughe-
lastung gegeben. Die Fliefsgrenze kennzeichnet das Ende des linearen Bereichs und
somit den Ubergang eines Werkstoffs von elastischem zu plastischem Verhalten. Bei
Gusseisenwerkstoffen ist ein solcher linearer Bereich jedoch nicht eindeutig ausgeprégt,
wodurch die Bestimmung der E-Moduli und Flieigrenzen erschwert wird [44]. Nach
ASTMEL11 9] ist bei Werkstoffen mit nicht linearen Spannungs-Dehnungs-Kennlinien
die Berechnung der E-Moduli im Sinne des Tangenten- oder Sekantenmoduls zulissig.
Diese Verfahren zur Identifikation der E-Moduli fithren, abhéngig davon, bei welcher
Dehnung die E-Moduli ausgewertet werden, zu unterschiedlichen Ergebnissen. Die Aus-
wertung der E-Moduli erfolgt in dieser Arbeit im Sinne des Sekantenmoduls, bei Deh-
nungen von € = 0,1%, Epp1, und € = 0,2%, Epp2. Auch die Querkontraktionszahlen
werden bei denselben Dehnungswerten ermittelt, 1,01 und vp02. Um Schwierigkeiten
bei der Ermittlung der Fliefigrenzen zu umgehen, werden bei den gleichen Dehnun-
gen technische Dehngrenzen, Ryo1 und Rpg 2, definiert [39]. Zusidtzlich wird aufgrund
der Zug-Druck-Spannungsasymmetrie zwischen E-Moduli, Querkontraktionszahlen und
Dehngrenzen unter Zug- und Druckbelastung unterschieden. In Abb. 7.20 ist das Vor-
gehen zur Ermittlung von Sekantenmoduli und Dehngrenzen skizziert.
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Abbildung 7.20: Schematische Auswertung des Sekanten-Moduls und der Dehngrenze. Die Sekanten-
Moduli werden bei Dehnungen von 0,1% und 0,2 % ausgewertet. Die Geraden zur
Auswertung der Dehngrenzen, R, verlaufen parallel zu den E-Moduli.

Die resultierenden E-Moduli, Querkontraktionszahlen und Dehngrenzen unter Zughe-
lastung sind in Abb. 7.21 bis 7.26 aufgelistet. Alle entsprechenden Kennwerte bei Druck-
belastung sind in Abb. 7.27 und 7.28 gegeben. Man erkennt, dass bei Zugbelastung alle
Kennzahlen mit zunehmendem Graphitvolumenanteil sinken. Das Gleiche trifft auf eine
steigende durchschnittliche Graphitpartikelgrofe fiir die E-Moduli und die Dehngrenzen
zu, fiir die Querkontraktionszahlen gilt hier das Gegenteil. Mit zunehmender Tempera-
tur wird die Differenz der Kennwerte zwischen den verschiedenen Graphitauspragungen
bei Zugbelastung geringer. Der Grund hierfiir wurde bereits genannt. Urséchlich hierfiir
ist, dass sich die Steifigkeit der perlitischen Matrix mit steigender Temperatur reduziert
und sich somit dem degradierten Graphit angleicht.

Bei Druckbelastung tritt dieses Phianomen quasi nicht auf, da deutlich weniger Gra-
phitpartikel degradiert werden und somit deren Finfluss auf das makroskopische Mate-
rialverhalten wesentlich kleiner ist. Zudem wirkt sich bei Druckbelastung ein steigender
Graphitvolumenanteil positiv auf die E-Moduli und die Dehngrenzen aus, da die iiber-
wiegend nicht degradierten Graphitlamellen eine héhere Steifigkeit als die perlitische
Matrix besitzen. Die unterschiedlichen Kennwerte bei Zug- und Druckbelastung sind ei-
ne Charakteristik zug-druck-spannungsasymmetrischer Werkstoffe. Die Kennwerte des
idealisierten IA3 SVE sind der GG-15-Auspragung am dhnlichsten.

Als E-Moduli der GG-15-SVE ergeben sich bei Raumtemperatur unter Zugbelastung
folgende Werte: EX)Y =% = 112GPa, El§%; =% = 108 GPa, EX3% =% = 106 GPa. Dies ist
in gutem Einklang mit der Literatur, dort werden fiir einen GG-15-Werkstoftf bspw.
Werte von E = 78 GPa bis 103 GPa angegeben [45]. Eine gute Ubereinstimmung be-
steht auch zwischen der Querkontraktionszahl der Simulationsergebnisse des GG-15-
Werkstoffs bei Druckbelastung, Vé&vl' ~% =0,246, und der Literatur, v = 0,26 [45]. Fiir
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Abbildung 7.21: Sekantenmoduli, ausgewertet bei einer Zugdehnung von 0,1%, aller Graphitauspré-
gungen mit Graphitvolumenanteilen von 10, 11 und 12v. - %, fiir die Temperaturen
20, 150, 300, 450, 600 und 750°C.

die Dehngrenzen ergeben sich die Werte Rll)g"i' =% = 206 MPa, Rll)(l)fI' - % = 202 MPa und

Rll)%‘i"% = 199MPa, denen Literaturwerten von Rpo1 = 98 MPa bis 165 MPa gegen-
tiberstehen [45].
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Abbildung 7.27: Sekantenmoduli, Querkontraktionen und Dehngrenzen, ausgewertet bei einer Druck-
dehnung von 0,1 %, aller Graphitausprigungen mit Graphitvolumenanteilen von
12v. = %, fiir die Temperaturen 20, 150, 300, 450, 600 und 750 °C.
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Abbildung 7.28: Sekantenmoduli, Querkontraktionen und Dehngrenzen, ausgewertet bei einer Druck-
dehnung von 0,2 %, aller Graphitausprigungen mit Graphitvolumenanteilen von
12v. = %, fiir die Temperaturen 20, 150, 300, 450, 600 und 750 °C.

7.4 Thermische Simulationen

Zur Untersuchung des Einflusses der Graphitausprigung und des Graphitvolumen-
anteils auf die thermischen Eigenschaften von Gusseisen mit Lamellengraphit wird
eine Simulationsstudie durchgefithrt. Die Studie umfasst Simulationen von SVE je-
der moglichen Permutation der Graphitausprigungen GG-15, TA2, TA3, TA4 und
IA5 [40], mit Graphitvolumenanteilen von 10, 11 und 12v.- %, fiir die Temperatu-
ren 6 = {20°C;150°C;300°C; 450 °C; 600 °C; 750 °C}.

Das nachfolgend beschriebene Simulations-Setup umfasst die Berechnung von thermi-
schen Gleichgewichtszusténden, unter dem Einfluss der Wiarmeleitung, als einzige Art
der Wirmeiibertragung, siehe Kapitel 6. Bei den durchgefiihrten Simulationen ist die
lokale Anderung der Temperatur eines materiellen Punktes nur gering. Daher werden
die lokale Wiarmeleitfahigkeit und die Warmekapazitit als konstant betrachtet. Auf
die Verifikation des Modells der Wirmeleitfahigkeit wird verzichtet, da es sich hierbei
um ein gut etabliertes und oft verwendetes “Standardmodell” handelt. Als Randbedin-
gungen werden die Temperaturen auf zwei sich gegeniiberliegenden Seiten eines SVE
als konstant, aber unterschiedlich und die Randbedingungen der restlichen Seiten als
adiabatisch festgelegt. Besitzt die Oberseite eines SVE beispielsweise die konstante
Temperatur g und die Unterseite 6y, und es gilt 0o # 0y, dann stellt sich im Gleich-
gewicht eine konstante Wirmestromdichte zwischen der Ober- und Unterseite ein. Auf
Grundlage dessen ldsst sich mit Hilfe des in August et al. [10] vorgestellten Verfah-
rens die effektive Wirmeleitfdhigkeit eines heterogenen Materials berechnen, wobei die
Berechnung der Warmestromdichte unter Einbeziehung der tensoriellen Warmeleitfa-
higkeit des Graphits erfolgt. Die berechneten Warmeleitfahigkeiten sind in Abb. 7.29
gezeigt.
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Abbildung 7.29: Warmeleitfahigkeiten aller Graphitausprigungen mit Graphitvolumenanteilen von 10,
11 und 12v. - %, fiir die Temperaturen 20, 150, 300, 450, 600 und 750 °C.

Laut Hecht et al. [57] ist eine hohere Wérmeleitfdhigkeit in Strukturen mit lingeren
Graphitlamellen die Folge eines grofseren, fiir die Warmeleitung verfiigbaren, Anteils
an Basalebenen. Mit der gleichen Argumentation folgt auch eine zunehmende effektive
Wirmeleitfahigkeit in SVE mit steigendem Quotienten zwischen der Lamellenhdhe und
den Lamellenléingsachsen [65, 142|. Diese Aussagen spiegeln auch die Simulationser-
gebnisse wider. In Abb. 7.29 erkennt man, dass die Warmeleitfihigkeit der SVE mit
steigernder durchschnittlicher Grofe der Graphitpartikel von TA5 nach TA2 zunimmt.
Wie bereits in Holmgren [65] beobachtet, erkennt man, dass die thermische Leitfihigkeit
von Grauguss mit steigernder Temperatur sinkt.

Als Warmeleitfihigkeit der GG-15-SVE ergeben sich fiir 8 = 150°C folgende Werte:
AOV-=% = 41 53W/(mK), AV =% = 4291 W/(mK) und A\'2V-=% = 43,91 W/(mK).
In DIN 1691 [38] ist bei einer Temperatur von 6 = 100 °C ein Wert von A = 42,5 W/(mK)
fiir Gusseisen mit Lamellengraphit aufgefiihrt, d.h. die berechneten Warmeleitfahigkei-
ten sind durchaus plausibel.
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KAPITEL

Mehrphasenfeldmodell fiir
phasenabhangige Plastizitat

Teile diese Kapitels wurden bereits in der Publikation Herrmann et al. [61] verdffent-
licht.

In numerischen Simulationen von metallischen Bauteilen unter mechanischer Belas-
tung werden Werkstoffe allgemein als homogen angesehen. Diese Annahme ist fiir Si-
mulationen auf der makroskopischen Langenskala sinnvoll. Betrachtet man metallische
Materialien auf der mesoskopischen Skala, so bestehen die scheinbar homogenen Ma-
terialien aus einer Vielzahl von unterschiedlichen Kristallen, Poren und Einschliissen
mit unterschiedlichen physikalischen Eigenschaften und Kristallorientierungen. Diese
physikalisch unterscheidbaren Regionen werden im Sinne der Mehrphasenfeldmethode
nachfolgend als Phasen bezeichnet. Besonders wichtig in der Materialwissenschaft ist
die Beobachtung von Materialien auf der mesoskopischen Ebene. Dies liegt daran, dass
die morphologische Entwicklung bei Fest-Fest-Phasentransformationsprozessen, unter
dem Einfluss verschiedener thermodynamischer Grofen, und die daraus entstehende
Mikrostruktur ausschlaggebend fiir die makroskopischen Materialeigenschaften sind.
Um die Entstehung und Umwandlung von Phasen mit klassischen Ansétzen zu simulie-
ren, ist eine rechnerisch aufwindige Identifikation der Phasengrenzen notwendig. Hier
bietet die Phasenfeldmethode eine effiziente Alternative, da alle Informationen der Pha-
sengrenzen implizit durch die diffusen Ubergiinge der Phasenfelder gegeben sind. Dies
ermoglicht es, die Entwicklung von Phasengrenzen bei komplexen dreidimensionalen
Mehrphasensystemen mit vertretbarem Rechenaufwand numerisch zu imitieren.

Selbst bei kleinen globalen Verformungen kann es auf der mesoskopischen Skala lokal
zu plastischen Deformationen kommen. Die plastischen Bereiche resultieren zum Bei-
spiel aus Spannungsspitzen an den Phasengrenzen, die durch unterschiedliche mecha-
nische Eigenschaften und/ oder Orientierungen der Phasen verursacht werden konnen.
Gitterverzerrungen, die unter anderem durch die martensitische Transformation oder
unterschiedliche Warmeausdehnungskoeffizienten hervorgerufen werden, kénnen eben-
falls zu Spannungen fiihren, die plastische Verzerrungen hervorrufen. Fiir eine exakte
Berechnung der fiir Umwandlungsprozesse verantwortlichen mechanischen treibenden
Kréfte konnen die nicht linearen Auswirkungen der plastischen Verzerrungen nicht ver-
nachlassigt werden.

Obwohl die aufgefiihrten Ursachen fiir plastische Verzerrungen eine groke Relevanz be-
sitzen und von wissenschaftlichem Interesse sind, sollen sie im Mehrphasenfeldkontext
schlicht die allgemeine Notwendigkeit eines validen Modells zur Beschreibung elasto-
plastischer Verformungen verdeutlichen. Das eigentliche Anliegen fiir die Entwicklung
eines elastoplastischen Modells gliedert sich in diese Arbeit jedoch dadurch ein, dass
die Rissentstehung und -ausbreitung in Gusseisen mit Lamellengraphit, bestehend aus
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sprod-anisotropen Graphiteinschliissen und einer duktilen Matrix, untersucht werden
soll. In Kapitel 9 wird deshalb ein Phasenfeldrissmodell entwickelt, das die Betrachtung
solcher Prozesse in Verbundwerkstoffen, bestehend aus sprod-anisotropen Inklusionen
und einer duktilen Matrix, ermdglicht. Das das vorliegende Kapitel dient dabei als me-
chanische Grundlage. Das nachfolgend vorgestellte Phasenfeldmodell zur Berechnung
elastoplastischer Verzerrungen erfiillt die mechanischen Sprungbedingungen und er-
laubt die unabhéngige Betrachtung von linear elastischem und nicht linear elastischem
Materialverhalten innerhalb einer Mikrostruktur. Dabei besitzt jede Phase ihre eigenen,
von allen anderen Phasen unabhéngigen, plastischen Felder. Als Grundlage des Modells
wird auf das Phasenfeldelastizitédtsmodell fiir finite Deformationen von Schneider et al.
[124] zuriickgegriffen.

Es existieren viele Ansétze, um mechanische Nichtlinearitdten in den Phasenfeldkontext
zu integrieren. Im Rahmen der kleinen Verformung reichen die Modelle iiber ratenun-
abhéngige (Uehara et al. [139], Schmitt et al. [117]|, Schneider et al. [121]) bis hin zu
ratenabhéngigen Plastizitdtsmodellen (Ubachs et al. [138], Yamanaka et al. [148], Gau-
bert et al. [48], de Rancourt et al. [35]). Fiir grofe Verformungen wurden Kristallplas-
tizitdtsansitze (Yamanaka et al. [149], Schmitt et al. [118, 119]) vorgestellt. Auferdem
wurde die Evolution von Versetzungen vergleichsweise frith berticksichtigt (Leonard
und Desai [80], Hu und Chen [68], Wang et al. [143], Rodney et al. [112], Zhou et al.
[155]). Ammar et al. [7| veroffentlichten einen allgemeinen Rahmen, um nicht lineare
mechanische Gleichungen in Phasenfeldmodelle zu inkludieren. Alle zuvor genannten
Ansitze erfiillen nicht die mechanischen Sprungbedingungen.

Unter Bezugnahme auf Ammar et al. [7] gibt es zwei Grundprinzipien, um nicht lineare
mechanische, konstitutive Gleichungen im Phasenfeldkontext zu etablieren. Das erste
Prinzip umfasst Modelle, bei denen jede Phase eines Mehrphasensystems den gleichen
Satz an konstitutiven Gleichungen besitzt. Als Konsequenz daraus miissen Material-
parameter in Mehrphasenbereichen interpoliert werden. Jeder interpolierte Materialpa-
rameter liegt im Wertebereich der reinen Phasen, abhingig von den vorherrschenden
Konzentrationen oder den Phasenfeldvariablen der einzelnen Phasen. Fiir jeden mate-
riellen Punkt existiert nur ein Spannungstensor und jeweils ein totaler, elastischer und
plastischer Verzerrungstensor der fiir alle Phasen, auch in mehrphasigen materiellen
Punkten, giiltig ist. Im Gegensatz dazu besitzt unter Anwendung von Prinzip zwei jede
bestehende Phase « ihren eigenen Spannungstensor, o®, und eigene totale, elastische
und plastische Verzerrungstensoren, €, e, €, die durch Homogenisierungsmethoden
in allen mehrphasigen materiellen Punkten berechnet werden. Der zweite Ansatz bie-
tet die Moglichkeit, verschiedene konstitutive Modelle fiir jede Phase anzuwenden und
macht die Interpolation von Materialparametern obsolet. Mit den phasenspezifischen
mechanischen Feldgréfien werden homogenisierte Feldgriffen durch eine volumenantei-
lige Interpolation der phasenabhéngigen Feldgréfsen gewonnen.

Das vorgestellte Modell gehort zum zweiten Typ der beschriebenen Prinzipien. Wie be-
reits erwédhnt, ist ein wichtiger Vorteil der Typ-2-Modelle, dass jede Phase, unabhingig
von anderen Phasen, durch einen eigenen Satz an konstitutiven Gleichungen geprigt ist.
Infolgedessen ist in mehrphasigen Bereichen keine Interpolation von Materialparame-
tern erforderlich und die Position der scharfen Kontaktunstetigkeit wird reproduziert.
Das Modell ist dazu in der Lage, da es die phaseninhirenten Spannungen und Ver-
zerrungen unter Verwendung der mechanischen Sprungbedingungen (Abschnitt 4) be-
rechnet. Obwohl der Ansatz fiir jedes beliebige nicht lineare mechanische, konstitutive
Modell anwendbar ist, wird exemplarisch ein ratenunabhingiges Jo-Plastizitdtsmodell
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mit isotroper linearer Verfestigung, wie in Abschnitt 4.4.2 beschrieben, verwendet, um
die plastischen Verzerrungen zu berechnen. Auferdem beschrinke ich mich auf die
Betrachtung kleiner Verformungen. Nach meinem Wissen wurde bisher kein elasto-
plastisches Mehrphasenfeldmodell realisiert, das vollstdndig auf die Interpolation von
Materialparametern verzichtet.

Das vorliegende Kapitel gliedert sich folgendermafien: Zunéchst werden die verwende-
ten Modelle in Abschnitt 8.1 vorgestellt. In Abschnitt 8.1.1 wird bei der Modellvor-
stellung einfiihrend ein kurzer Uberblick iiber das verwendete Phasenfeldframework
gegeben. In Abschnitt 8.1.2 wird ein vereinfachtes Elastizitdtsmodell mit der Beschrén-
kung auf kleine Verformungen vorgestellt, das auf dem Phasenfeldelastizitdtsmodell fiir
finite Verformungen in Mehrphasensystemen von Schneider et al. [124] basiert. Fiir
die Berechnung der plastischen Verformungen werden anschliefsend zwei verschiede-
ne Ansétze eingefithrt. Mit dem Homogenisierungsansatz (Abschnitt 8.1.3.1) wird ein
Modell vorgeschlagen, das es ermdglicht, phaseninhérente, plastische Verzerrungen zu
berechnen. Der zweite Modellansatz verwendet interpolierte Materialparameter, ent-
sprechend der Arbeit von Schneider et al. [121], um plastische Verzerrungen auf fiir
jede Phase gleichermafien geltenden plastischen Feldern zu berechnen. Der Interpola-
tionsansatz wird in Abschnitt 8.1.3.2 vorgestellt und dient dazu, einige Vorteile und
Merkmale des neuen Homogenisierungsansatzes zu verdeutlichen. Ist nachfolgend eine
allgemeine effektive Grofe gemeint, die nicht durch einen bestimmten Modellansatz
spezifiziert ist, besitzt diese Feldgroke das Superskript: 0°f. Bei der Verwendung des
Interpolationsansatzes werden die interpolierte Feldgréfsen durch die Notation O und
fiir den Homogenisierungsansatz durch die Notation O ausgedriickt. Alle kapitelspezifi-
schen Kernpunkte der Numerik sowie alle spezifischen Punkte des Simulationsaufbaus
werden in Abschnitt 8.2 behandelt. Anschlieftend wird das vorgestellte Modell in Ab-
schnitt 8.3 verifiziert und validiert. Pseudo-1D-Simulationen der beiden verschiedenen
Plastizitdtsmodelle (Abschnitt 8.3.1) und ein Pseudo-2D-Vergleich zwischen der Losung
eines Problems mit diffusem Grenzbereich und dem &quivalenten Problem mit scharfen
Grenzflichen (Abschnitt 8.3.2) dienen der Verifikation des mechanischen Modells. In
Abschnitt 8.4 wird der Einfluss der neuen Modellformulierung auf die zeitliche Ent-
wicklung von Phasenfeldern, hinsichtlich der Vererbung der plastischen Verzerrungen,
flir zwei Pseudo-1D-Beispiele untersucht. Der Abschnitt 8.5 enthilt eine exemplarische
Anwendung, die die martensitische Transformation in einem Mehrphasensystem unter
Beriicksichtigung plastischer Verzerrungen zeigt.

8.1 Modellformulierung

8.1.1 Mehrphasenfeldmodell

Die Phasenfeldmethode bietet einen hervorragenden Ansatz zur Simulation von mikro-
strukturellen Entwicklungsprozessen wie Erstarrung [19], Fest-Fest-Phasentransforma-
tionen |28, 93|, martensitische Transformation |84] und Rissausbreitung |3, 123]. Dabei
besitzt sie bei der Lisung des mathematisch anspruchsvollen Problems der Anwen-
dung von Randbedingungen auf Flichen, deren unbekannte Position Teil der Lisung
des Problems ist, einen entscheidenden intrinsischen Vorteil gegeniiber klassischen Me-
thoden [19]. In heterogenen Materialien dukert sich der Ubergang von einer Phase
zu einer anderen durch abrupte Anderungen von Materialeigenschaften. Die “schar-
fen” Ubergéinge zwischen verschiedenen Phasen werden im Rahmen der Phasenfeldme-
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thode regularisiert dargestellt. Regularisiert bedeutet in diesem Zusammenhang, dass
sich Phaseniibergéinge iiber nicht infinitesimale Bereiche erstrecken. Fiir die Identifi-
zierung von Phasen und ihren Ubergangsregionen werden Phasenfelder eingefiihrt. Im
Multiphasenfeldkontext besitzt jede Phase ein eigenes Phasenfeld, dass sich im Uber-
gangsbereich von einer Region in der eine bestimmte Phase existiert, zu Regionen in
denen die Phase nicht existiert, kontinuierlich &ndert. Alle unstetigen Fldchen, die ver-
schiedene Phasen voneinander abgrenzen, kénnen durch die diffusen Ubergangsbereiche
identifiziert werden, was eine explizite Grenzflichenverfolgung, wie bei klassischen Ver-
fahren erforderlich, iiberfliissig macht [29]. Eine etwaige morphologische Entwicklung
der Mikrostruktur ist durch die Verénderung der Phasenfelder gegeben und wird durch
treibende Krifte kontrolliert.

Von Nestler et al. [95] wurde ein Mehrphasenfeldmodell formuliert, das die Beschrei-
bung der Entwicklung von Mikrostrukturen in Mehrphasen- und Mehrkomponenten-
systemen auf der mesoskopischen Langenskala ermdéglicht. Die Parametrisierung der
Phasen innerhalb eines Koérpers, €2, an der Position x, zum Zeitpunkt ¢, erfolgt unter
Verwendung der Phasenfelder ¢(x,t) :  x Ryg — [0,1]. Die verschiedenen Phasen
werden durch a € {1,..., N} differenziert, wobei N € N die Anzahl an im Kérper vor-
handenen Phasen angibt. Zur Vereinfachung der Notation werden alle Phasenfelder im
Phasenfeld- N-Tuple (Ab(a:,t) = (¢, ¢%, ..., ¢") gesammelt und deren Gradienten sind
durch Vo = (Vo®,Vo®,..., VoY) gegeben. Wie bereits erwithnt, ist bei Phasenfeld-
modellen der Ubergang zwischen unterschiedlichen Dominen diffus. Der Wert eines
Phasenfeldes @ndert sich in einem Phaseniibergangsbereich kontinuierlich: 0 < ¢ < 1.
Wenn nur eine einzige Phase « in einem materiellen Punkt vorhanden ist gilt, ¢% = 1.

In Mehrphasenfeldmodellen werden die jeweiligen Ordnungsparameter als die Volumen-
anteile der unterschiedlichen Phasen betrachtet. Darum muss die Zwangsbedingung

N
Z_:lgbo‘:l (8.1)

stets eingehalten werden. Aufserdem wird eine normalisierte kontinuierliche Interpola-
tionsfunktion [92],

aN2(q _ «

X (¢7)2(3 - 2¢7)
B=1

zur Berechnung von effektiven physikalischen Werten eingefiihrt. Die Interpolations-
funktion erfiillt die Bedingung Y., h* = 1 in Bereichen mit mehreren Phasen, wobei
der Ubergang zwischen verschiedenen Phasen schmiler ist, als wenn der Phasenfeldwert
o“ als Gewichtungsfaktor der Interpolationsfunktion verwendet wird.

Um die gesamte freie Energie eines Kdrpers ) zu berechnen, wird ein freie Energie-
funktional der Form

F(&,Vg%,ée,egkk):fea(g}f)7Vq?>)+%w(&)+f§ﬁ(g%,ée)+f§ﬁ(g?>,sa“kk)+fx(...)dV

Q

f(D.VP.Ee.aick)
(8.3)
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angewendet. Dabei ist

R R N N
ca(p, Vo) =c> > g (8.4)

a=1fB=a+1

die Gradientenenergiedichte, mit qaﬁ(éﬁ, VqAZ)) = 02V’ - PV ™ als generalisierten o-3-
Gradienten [95]. Durch die Verwendung des verallgemeinerten antisymmetrischen Gra-
dientenvektors, ¢*°, werden dem Modell geniigend Freiheitsgrade hinzugefiigt, um zwi-
schen der Physik der unterschiedlichen Phasen zu unterscheiden. Der Parameter € steht
im Zusammenhang mit der Linge des Ubergangsbereichs 1. Das Hindernispotential,

g N N N N N
W05 S e IS S S e

€ a=1B=a+1 a=1B=a+16=4+1

beinhaltet die Oberflichenenergie v zwischen zwei Phasen o und 8. Um die Ent-
stehung nicht physikalischer Drittphasen in Zwei-Phasen-Regionen zu unterdriicken,
wird ein Strafterm héherer Ordnung, oc ¢*¢?¢?, verwendet [95]. Wie in Nestler et al.
[95] vorgestellt, wird bei Verwendung des Hindernispotentials w = oo gesetzt, wenn das
Phasenfeld-N-Tuple ¢ nicht innerhalb des Gibbs-Simplezes

N
Gibb:{&:eRN: Z¢a:1,¢>azo} (8.6)
a=1

liegt. Beide Terme, die Gradientenenergiedichte ea und das Hindernispotential w/e, re-
prasentieren gemeinsam die Energie der Phasengrenzen. Mit der effektiven Formdnde-
rungsenergie, fT(p, &), und der effektiven internen plastischen Energie, fgﬂ(é,sa}k),
ergibt sich die gesamte freie Energie des Korpers Q aus dem Energiefunktional (8.3),
in Abhingigkeit vom Phasenfeld-N-Tuple @ und seiner Gradienten Véﬁ, von den ge-
sammelten phasenabhdingigen elastischen Verzerrungen €, sowie von den gesammelten
akkumulierten plastischen Verzerrungen €.x. Die modellansatzabhingige Forminde-
rungsenergie und die modellansatzabhéngige plastische Energie werden in den folgen-
den Abschnitten 8.1.2 und 8.1.3 definiert. Zusdtzliche Energiebeitrige, fx(...), konnen
dem Energiefunktional hinzugefiigt werden.

Mit einem von Steinbach und Pezzolla [133] vorgeschlagenen Ansatz ist die zeitliche
und rdumliche Entwicklung der Phasenfelder durch

o Niok
ot €Nok Bra (5¢0‘ 5¢,8
gegeben. Hierbei ist
5f(£b7 V(Ab7ée7€;kk) — 8f(($7v($,ée7€g;kk) _V’ af((i)’ V&,ée,sgkk) (8 8)

o™ 0P oAVRO

die Variationsableitung des freie Energiefunktionals bzgl. des Phasenfeldes der Pha-
se o, MP die Mobilitit eines Grenzbereichs zwischen den Phasen o und f und Nk
die Anzahl an lokal vorliegenden Phasen. Mathematisch gesehen ist die Mobilitdt ein
Relaxationsparameter des Minimierungsproblems fiir das Funktional der freien Ener-
gie. Befindet sich ein System nicht in einem thermodynamischen Gleichgewichtszu-
stand, erfahren die Phasenfelder eine Entwicklung, die durch Gleichung (8.7) gegeben
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ist. Die Formulierung der Evolutionsgleichung garantiert, dass die Konfigurationskrafte
der Grenzflichenenergien reproduziert werden.

Da sich dieses Kapitel mit der Entwicklung eines elastoplastischen Modells im Mehr-
phasenfeldkontext beschéftigt, wird auf die Ableitung der Gradientenenergiedichte und
des Hindernispotentials nicht ndher eingegangen und stattdessen auf Nestler et al. [95]
verwiesen. Die Ableitung des Terms § £ /§¢* wird in Abschnitt 8.1.2 eingefiihrt. Un-
ter der Annahme kleiner Verformungen und aufgrund der Tatsache, dass die plastische
Werkstoffverfestigung wesentlich kleiner als das E-Modul ist, wird angenommen, dass
der Beitrag ¢ f;ﬂ [0¢™ vernachléssigt werden kann.

8.1.2 Elastisches Mehrphasenfeldmodell

In der Arbeit von Schneider et al. [124] wurde ein Phasenfeldelastizitatsmodell fiir fini-
te Deformationen in Mehrphasensystemen vorgestellt und validiert. Eine vereinfachte
Version des Modells, mit der Einschrinkung auf kleine Verformungen, wird in diesem
Abschnitt vorgestellt. Da kleine Verformungen angenommen werden, sind die totalen
Verzerrungen durch Gleichung (4.13) gegeben, und es gilt das Hooke’sche Gesetz (4.54).

Das Modell erfiillt die mechanischen Sprungbedingungen, némlich die statische Im-
pulsbilanz auf Kontaktunstetigkeiten (4.35) und die Hadamard’sche Kompatibilitats-
bedingung (4.15). Die beiden Sprungbedingungen dienen als physikalische Unterkon-
struktion des folgenden elastischen Mehrphasenfeldmodells. Ubertrigt man die me-
chanischen Sprungbedingungen auf die diffuse Grenzbereichtheorie, dann miissten in
einem mehrphasigen materiellen Punkt mit Ny, koexistierenden Phasen die Hada-
mard’sche Kompatibilitdtsbedingung zwischen jeder moglichen Kombination von zwei
existierenden Phasen erfiillt sein. Da dies in einem unbestimmten Problem resultiert,
werden nachfolgend die mechanischen Sprungbedingungen hinsichtlich der Phase mit
dem grofiten Volumenanteil eines materiellen Punktes erfiillt. Diese Phase wird als 1
bezeichnet. Wie in Schneider et al. [124] gezeigt, fiihrt dies in einem mehrphasigen
materiellen Punkt, unter Betrachtung aller méglichen Phasenkombinationen zwischen
der Phase 1 und allen anderen Phasen «, mit den Normalenvektoren n'®, zu einem
Problem mit Njg, — 1 unbekannten Spriingen der phaseninhirenten Verschiebungsgra-
dienten [H]'* = H' - H* = a'®®n'®. Es wird daher ein Satz an Ny, — 1 unbekannten
Rang-1 Spriingen der Verschiebungsgradienten a'?, a'?,..., a'Nokx definiert und im Tu-
ple

) T
a=(a?a® .. alMNoex) (8.9)

gesammelt. Die Berechnung von Oberflichennormalvektoren innerhalb von Phasenfeld-
anwendungen ist einfach. Laut Beckermann et al. [12] beschreibt

ver Vo'
Voo~ [veP

n?(ve) = (8.10)

den FEinheitsnormalenvektor in Regionen, in denen nur zwei Phasen koexistieren. In
mehrphasigen Regionen lautet der Normalenvektor zwischen zwei Phasen

Ay Vo® - vl

o
n*’ (Vo) = Vo~ VR (8.11)
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was in Moelans et al. [94]| nachzulesen ist. Es gilt die Annahme, dass der effektive Ver-
schiebungsgradient durch einen volumetrischen Mittelwert der phasenabhéngigen Ver-
schiebungsgradienten H = (Hl7 H?, ... ,HN) gegeben ist, H¥ (¢, H) = YN hoH®.
Fiir den Verschiebungsgradienten der Phase 1 ergibt sich daraus

Niok
H'=H"+ Y a“en'nr, (8.12)

a=2

indem man [H]' und HT kombiniert. Die iibrigen Verschiebungsgradienten folgen
als

He-H'-a"*gn'®, (8.13)

wenn sie in Bezug auf H' festgelegt werden.

Um die unbekannten Spriinge der Verschiebungsgradienten (8.9) zu bestimmen, wird
die statische Impulsbilanz auf Kontaktunstetigkeiten (4.35) fiir jede mogliche Wechsel-
wirkung zwischen einer Phase o gegeniiber der Phase mit dem gréfiten Volumenanteil,
Phase 1, angewendet, dies fiihrt zu folgendem Gleichungssystem:

[o]'2-n!? (Cl[sé(ﬁ)] —Cz[eg(ﬁ)]) -n'?
o113 13 el (e ] — 33 (a)]) - nl
wor| T || ele@l @ |
[[aﬂlNlok . N0k (Cl[é’é(a)] _chok [eévlok(a)]) « 1 Nok

Die Losung des Gleichungssystems, die zusétzlich dem Fall der geringsten elastischen
Energie entspricht, erfiillt die mechanischen Sprungbedingungen, wie in Schneider et al.
[124] gezeigt. Das Gleichungssystem kann mit der Newton-Raphson-Methode und dem
folgenden Newton-Schritt der Iteration n gelést werden:

Aramny |1
an+1 —a" - (89(“ )) .g(an) (815)

da"
Bei nicht linearen Féllen empfiehlt sich die Anwendung einer numerischen Tangente,

9g(a") g(a" +sa) - g(a" - da)
ga" 264" '

(8.16)

Durch die Verwendung einer numerischen Tangente kann das Gleichungssystem fiir
jedes beliebige nicht lineare konstitutive Materialgesetz gelost werden. Anders als in
Schneider et al. [122], wird an dieser Stelle die Newton-Raphson-Methode zur iterati-
ven Bestimmung einer Losung des Gleichungssystems verwendet, da das Gleichungs-
system im Falle eines nicht linearen Materialverhaltens nicht linear ist. Mit der Losung
des linearen Gleichungssystems und den berechneten Spriingen der Verschiebungsgra-
dienten, a, lassen sich die phaseninhédrenten Spannungen, o®, durch das Hooke’sche
Gesetz,

o = C[e"], (8.17)

81



Kapitel 8 Mehrphasenfeldmodell fiir phasenabhéngige Plastizitéit

berechnen, wobei e*(a®) = %(Ho‘(ao‘) + (Ho‘(aa))T) kombiniert mit Gleichung (8.13)
die phasenabhéngigen totalen Verzerrungen ergibt. Im nachfolgenden Abschnitt 8.1.3
wird die Berechnung der elastischen Verzerrungen, ¢, eingefiihrt.

Die Entwicklung des Verschiebungsfeldes w ist durch die statische Impulsbilanz, v-o°ff =
0, siehe Gleichung (4.34), gegeben. Dabei ist

N
o(p,é) = Y h¥e” (8.18)
a=1

der effektive Spannungstensor. Die phaseneigene elastische Formdnderungsenergie er-
gibt sich zu

1
f(ed) = jet 1o, (819
siehe Gleichung (4.53), womit die effektive elastische Formdnderungsenergie,
i N
1S, Ee) = Z hefe, (8.20)
a=1

durch eine volumenanteilige Interpolation folgt. Schneider et al. [124] haben gezeigt,
dass die Ableitung von ff nach ¢®

01 (9, €0) %(

5
© fﬁah Wy Oh (¢)o.ﬁ,n/35.[[H]]55.n55) (8.21)

© 0¢” senvqpy 99°

ergibt. Die Auswirkung der sogenannten mechanischen Mikrospannungen auf die Pha-
senumwandlung, die durch den Term df% (¢, €.)/0V¢® der Phasenfeldevolutionsglei-
chung (8.7) gegeben sind, wird vernachlissigt.

8.1.3 Plastische Mehrphasenfeldmodelle

Nachfolgend werden zwei Ansétze eingefithrt, um elastoplastische Verzerrungen im
Multiphasenfeldkontext zu berechnen. Im Abschnitt Homogenisierungsansatz - Pha-
seninhdrente Plastizitat, 8.1.3.1, wird ein Modell hergeleitet, das die Beschreibung von
phaseninhérenten plastischen Verzerrungen ermdoglicht. Der Abschnitt Interpolations-
ansatz - Geteiltes Plastizitdtsfeld, 8.1.3.2, enthélt einen Modellansatz, der plastische
Verzerrungen unter Verwendung volumengemittelter Spannungen und volumetrisch in-
terpolierter Materialparameter berechnet. Die beiden Ansétze werden spéter verglichen,
Abschnitt 8.3.

Da kleine Deformationen angenommen werden, gilt die additive Zerlegung der totalen
Verzerrung in elastische, plastische Anteile und Eigendehnungsbeitrige:

€ = Ec + Ep + Eeig, (8.22)

vgl. Gleichung (4.62). Wenn Phasenfeldmodelle mit Plastizitit gekoppelt werden, stellt
sich die grundlegende Frage, was mit den plastischen Verzerrungen einer elastoplasti-
schen Phase passiert, wenn sie in eine andere Phase umgewandelt wird. Im Folgenden
wird angenommen, dass plastische Verzerrungen innerhalb des Homogenisierungsan-
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satzes nicht vererbbar sind, da jede Phase ihre eigenen plastischen Felder besitzt. Das
bedeutet, dass die plastischen Verzerrungen der Phase o in einem materiellen Punkt
vollsténdig verschwinden, nachdem sie in eine andere Phase § umgewandelt wurde. Die
plastischen Deformationen einer elterlichen Phase o hinterlassen keine Eigendehnungen
und haben keinen Einfluss auf die Verfestigung der Kindphase . Falls es notwendig sein
sollte, ist eine Vererbung von plastischen Verzerrungen in das Homogenisierungsmodell
integrierbar. Innerhalb des Interpolationsansatzes teilen sich alle Phasen die gleichen
plastischen Felder, sodass die plastischen Verzerrungen wahrend eines Phaseniibergangs
vollstdndig an die nachfolgende Phase {ibertragen werden. Detaillierte Untersuchungen
zur Vererbung der plastischen Deformationen wurden beispielsweise von Ammar et al.
[8] und Ostwald et al. [101] durchgefiihrt.

8.1.3.1 Homogenisierungsansatz - Phaseninhérente Plastizitat

An dieser Stelle wird ein Homogenisierungsplastizitatsmodell fir den Multiphasenfeld-
kontext hergeleitet, das die Berechnung phaseninhdrenter plastischer Verzerrungen und
phaseninhdrenter akkumulierter plastischer Verzerrungen, ) und 3, , in mehrphasigen
Bereichen ermoglicht. Zur Berechnung der plastischen Verzerrungen wird davon aus-
gegangen, dass jede Phase in einem diffusen Phaseniibergang unabhéngig von anderen
bestehenden Phasen plastisch flieken kann. Das bedeutet, dass plastische Verzerrun-
gen in der Regel zuerst in der Phase mit der niedrigsten FlieRspannung auftreten und
sich eine weitere Phase erst dann plastisch zu verformen beginnt, wenn die plastische
Verfestigung der bereits plastifizierten Phase hoch genug ist.

Das Vorgehen zur Bestimmung der phaseninhérenten plastischen Verzerrungen wird
exemplarisch durch ein Jo-Plastizitdtsmodell mit isotroper linearer Verfestigung de-
monstriert und erfolgt unter Einhaltung der mechanischen Sprungbedingungen. Die
phaseneigenen Spannungen o, wie in Abschnitt 8.1.2 eingefiihrt, werden zur Berech-
nung der phasenspezifischen plastischen Verzerrungen verwendet. Im Allgemeinen ist
jedes nicht lineare konstitutive, mechanische Modell mit dem nachfolgenden Verfahren
kompatibel. Es ist sogar denkbar, dass jede Phase ihrem individuellen nicht linearen
mechanischen Verhalten folgt.

Basierend auf Abschnitt 4.4.2 erhilt jede Phase @ im Rahmen des Homogenisierungs-
ansatzes eine eigene Flielfunktion zur Berechnung der phaseninhdrenten plastischen
Verzerrungen,

[ (8%, eqa) = oy (8%) = oy (egia0) <0 (8.23)

Hierbei ist s der deviatorische Spannungstensor der Phase «, siehe Gleichung (4.17),
und o'y (8%) die dazugehorige von-Mises- Vergleichsspannung, entsprechend der Glei-
chung (4.65). Die Fliefspannung der Phase a ist durch oy (egy,) = oy + H%g, vel.
Gleichung (4.67), gegeben. In dieser Gleichung ist oy die phasenabhingige Fliefigren-
ze, H® der phasenabhingige lineare Verfestigungsfaktor und €3, =/2/3 /Ot \ /e'g : égdt
die entsprechende phasenabhdngige akkumulierte plastische Verzerrung nach Glei-

chung (4.66). Wird die Ungleichung (8.23) zu Null und ist zusétzlich die phasenei-
gene plastische Belastungsbedingung, Gleichung (4.70), erfiillt, verformt sich Phase «
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plastisch. Zur Beschreibung der zeitlichen Entwicklung der plastischen Verzerrungen
besitzt jede Phase a eine assoziative Fliekregel,

. . g®
eY = \Y— 8.24
b= (8.24)
vgl. Abschnitt 4.4.2. Die Bestimmung des phaseneigenen plastischen Konsistenzparame-
ters \* wird mittels des eingefiihrten Return-Mapping-Algorithmus, Abschnitt 4.4.2,

durchgefiihrt. Der plastische Energiebeitrag der Phase a lautet:

« (67 1 (0% (07
fo (€ark) = §H (07, (8.25)

vgl. Gleichung (4.68). Daraus folgt die homogenisierte interne plastische Energie des
Homogenisierungsansatzes, durch eine volumenanteilige Interpolation:

I N
fo(dseaa) = D) h (8.26)
a=1

Die phaseneigenen elastischen Verzerrungen berechnen sich im Falle des Homogenisie-
rungsansatzes bei additiver Zerlegung der Verzerrung folgendermafen:
&=~ (H*+ (H*)') -l - &2 (8.27)

1
5 p eig»

womit sich die phaseneigenen Spannungen entsprechend Gl. (8.17) berechnen ldsst,

&% = C[€.]. (8.28)

8.1.3.2 Interpolationsansatz - Geteiltes Plastizitatsfeld

Im Rahmen des Interpolationsansatzes werden die volumengemittelten Spannungen
o Gleichung (8.18), zur Berechnung der plastischen Verzerrungen verwendet. Jede
Phase teilt sich sowohl den gleichen Satz an nicht linearen mechanischen, konstitu-
tiven Gleichungen als auch die gleichen plastischen Felder. Mit diesem Modell ist es
nicht mdglich, verschiedene nicht lineare Verhaltensweisen fiir verschiedene Phasen zu
definieren.

Ahnlich wie im vorherigen Abschnitt 8.1.3.1, wird, entsprechend der Jy-Plastizititstheorie
mit isotroper linearer Verfestigung, eine Fliekfunktion der Form

fe(@, 5™ caia) = oy (s°") = 0y (¢, €atac) <0 (8.29)

verwendet. Die interpolierte Fliefispannung ist unter Verwendung einer volumetrischen
Interpolation durch gy (¢, eaxk) = Zé\;l ha(cr}‘f‘yo + Hasa‘kk) gegeben. Hierbei ist o*yajo und
H® die phasenabhéngige Flieflsgrenze und der phasenabhéngige, lineare Verfestigungs-
faktor. Mit der interpolierten, akkumulierten plastischen Verzerrung

Eakk = \/;/0 \/€p 1 €pdt (8.30)

sind alle Terme der interpolierten Fliefkfunktion eingefithrt. Wenn die interpolierte
Fliefsfunktion zu Null wird, beginnt sich jede Phase eines mehrphasigen Bereichs bei
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Erfiilllung der Belastungsbedingung in gleichem Ausmafs plastisch zu verformen. Die
Fliefregel nimmt in Rahmen des Interpolationsansatzes folgende Form an:

. . Seff
Ep = )\@ (831)

Der plastische Konsistenzparameter \ wird durch den eingefithrten Return-Mapping-
Algorithmus berechnet. Die interpolierte, internen plastischen Energie betrigt

N

Fol@,caix) = %( > haHa)(éakk)2~ (8.32)

a=1

Bei der Berechnung der phaseneigenen elastischen Verzerrungen wird wie folgt verfah-
ren:

— 1 o anT = «
£ = 5(H + (H®) )—ep—eeig. (8.33)
Die phaseneigenen Spannungen lassen sich mit GI. (8.17) berechnen,
% =C[e."]. (8.34)

Der deviatorische Spannungstensor s°% ergibt sich mit diesem Spannungsmaf unter
Verwendung von Gl. (8.18).

8.2 Kapitelspezifische Kernpunkte der Numerik und des
Simulationsaufbaus

Das Ziel dieses Kapitels ist die Finfiihrung eines neuen physikalischen Modells zur Be-
rechnung von plastischen Verzerrungen im Mehrphasenfeldkontext, und ausdriicklich
nicht dass der Erarbeitung spezieller numerischer Lésungsverfahren. Daher wird nach-
folgend nur ein grober Uberblick iiber die kapitelspezifische numerische Umsetzung und
den generellen Simulationsaufbau gegeben.

Die hier beschriebenen Parameter und Einstellungen gelten fiir alle Simulationen dieses
Kapitels, es sei denn, sie werden fiir einzelne Simulationen neu spezifiziert. Alle Simu-
lationen wurden mit dem institutseigenen Softwarepaket PACE3D (Parallel Algorithms
for Crystal Evolution in 3D) durchgefiihrt. Als raumliches Diskretisierungsgitter wurde
ein dquidistantes orthogonales Gitter verwendet. Da rdumlich gekriimmte Strukturen
mit Hilfe der diffusen Grenzbereichtheorie auch unter Anwendung eines dquidistanten
orthogonalen Gitters gut approximiert werden kdnnen, war kein komplexeres Diskreti-
sierungsgitter erforderlich. Die Phasenfeldgleichungen (8.7) und der Satz mechanischer
Gleichungen (siehe Abschnitt 8.1.2 und Abschnitt 8.1.3) wurden gestaffelt ausgewertet,
was bedeutet, dass keine monolithische Losung berechnet wurde.

Die Phasenfeldevolutionsgleichung (8.7) wurde im Zentrum der numerischen Zellen be-
rechnet. Hierbei wurde ein explizites Euler-Schema fiir die Zeitableitung und die Finite-
Differenzen-Methode (FDM) fiir die rdumlichen Ableitungen angewendet. Im Falle der
finiten Differenzen wurde auf zentrale Differenzen zweiter Ordnung zuriickgegriffen.
Wihrend der Initialisierung der Simulationen wurde ein diffuser Ubergangsbereich zwi-
schen allen im Gebiet vorliegen Phasen erzeugt.
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Die Positionen der Spannungen und Dehnungen auf dem Diskretisierungsgitter entspre-
chen einem Finite-Elemente-Gitter mit linearen Elementen und voller Integration. Un-
ter Verwendung eines zweistufigen Pradiktor-Korrektor-Return-Mapping-Algorithmus
(siehe Abschnitt 4.4.2) wurden die plastischen Verzerrungen unter Einhaltung der
mechanischen Sprungbedingungen berechnet. Zur Berechnung des globalen statischen
mechanischen Gleichgewichts wurde folgendermafen vorgegangen: Zunédchst wurden
Pradiktorverschiebungsfelder unter Beriicksichtigung der plastischen Verformungen des
vorherigen Zeitschritts oder der initialen Werte durch einen iterativen Loser bestimmt,
sodass das statische Kriftegleichgewicht V-0 = 0 erfiillt war. Auf Basis der Pradiktor-
felder wurden die unbekannten plastischen Verzerrungen und akkumulierten plastischen
Verzerrungen berechnet. Die globale Anpassung der Prédiktorverschiebungsfelder wur-
de mittels eines globalen Newton-Raphson-Verfahrens vorgenommen. Die Korrektur
der Verschiebungsfelder berechnete sich aus der Verletzung der mechanischen Gleich-
gewichtsbedingung der letzten Iteration aufgrund der neuen plastischen Verzerrungen.
Das Newton-Raphson-Verfahren wurde so lange wiederholt, bis die mechanische Gleich-
gewichtsbedingung fiir die neuen plastischen Dehnungen erfiillt waren.

Die Phasenfelder und mechanischen Felder dienten sich gegenseitig als Input und wur-
den zu diesen Zweck an die entsprechenden Positionen auf dem Diskretisierungsgitter
interpoliert.

Die Implementierung wurde fiir allgemeine 3D-Probleme vorgenommen. Nachfolgend
beschrianke ich mich auf Pseudo-1D-(eine Zelle in y- und z-Richtung) oder Pseudo-2D-
Simulationen (eine Zelle in z-Richtung). Dies vereinfacht die Analyse der Simulations-
ergebnisse. In Abschnitt 8.3 wird die Evolution der Phasenfelder unterdriickt.

8.3 Verifizierung des Modells zur Berechnung der
phaseninharenten plastischen Dehnungen

Im folgenden Abschnitt werden anhand ausgewéhlter Beispiele einige Vorteile und
Merkmale des neuen Modells aufgezeigt. Zuerst wird der neu entwickelte Homogenisie-
rungsansatz 8.1.3.1 mit dem Interpolationsansatz 8.1.3.2 verglichen. Anschliefsend wird
anhand eines 2D-Problems ein Vergleich gegeniiber dem kommerziellen FEM-Progamm
ABAQUS [33] vorgenommen. Da die Betrachtungen in diesem Abschnitt nur Verifika-
tionsfille behandeln, spielt die quantitative Wahl der Materialparameter eine unterge-
ordnete Rolle. Daher wird nur das Verhéltnis der phasenspezifischen Materialparameter
zueinander angegeben.

8.3.1 Vergleich der Plastizitatsmodelle anhand eines 1D-Simulationsgebietes

Zuerst wird das Modellverhalten der beiden vorgestellten Plastizitdtsmodelle anhand ei-
ner Pseudo-1D-Materialkette, bestehend aus zwei unterschiedlichen Phasen, untersucht.
Das Pseudo-1D-Simulationsgebiet (eine Zelle in y- und z-Richtung) der Lénge L, dar-
gestellt in Abb. 8.1, ist mit zwei Phasen, o und (3, gefiillt, wobei der diffuse Phaseniiber-
gang genau in der Mitte der Doméne liegt, ¢®(z = L/2) = ¢°(z = L/2) = 0,5. Der nor-
malen Vektor des diffusen Phaseniibergangs zeigt genau in x-Richtung. Bei verschwin-
dender diffuser Phaseniibergangsbreite wird der Punkt ¢®(x = L/2) = ¢®(x = L/2) = 0,5
zur kontaktunstetigen Grenzflache des dquivalenten Problems mit sprunghaftem Pha-
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seniibergang. Damit sich das Phasenfeldmodell analog zum entsprechenden Problem
mit sprunghaftem Phaseniibergang verhilt, muss der “kontinuierliche” Sprung der me-
chanischen Felder mit dem Phasenfeldprofil bei ¢*(z = L/2) = ¢°(x = L/2) = 0,5
iibereinstimmen, um sich auf der kontaktunstetigen Grenzfliche zu befinden.

Der Vergleich der beiden Modelle wird im Rahmen des Homogenisierungsansatzes, Ab-
schnitt 8.1.3.1, mit der homogenisierten von-Mises- Vergleichsspannung oy . ((Ab,ée) =
Zg 1 O'V N und der homogenisierten, akkumulierten plastischen Verzerrung
Eakk(¢,sakk) = (le 15akkho‘ sowie dem Aquivalent des Interpolationsansatzes, Ab-
schnitt 8.1.3.2, oy, ((,‘b, Ee) = Za 105y h® und eax, durchgefiihrt.

Als mechanische Randbedingung wurde auf allen freien Oberflichen eine orthogona-
le Verschiebung aufgeprigt und die tangentialen Verschiebungen frei zugelassen. Fiir
die Oberflachen mit einem Normalenvektor in z-Richtung gilt dabei eine positive Ver-
schiebung bzgl. des Normalenvektors von wu, = up. Auf den restlichen Réndern wird
die orthogonale Verschiebung auf Null gesetzt: u, = u, = 0. Beide Phasen verhalten
sich ideal plastisch, mit H® = H® = 0, und sie besitzen die gleichen Steifigkeitstensoren
C® =C”?. Um den Hauptvorteil des neuen Modells zu demonstrieren, wird die Fliekgren-
ze der Phase «, oy (), konstant gehalten und die Fliefigrenze der Phase /5, 0570, variiert.
Es findet keine Phasenumwandlung statt.

Abbildung 8.1 zeigt die resultierenden dimensionslosen und skalierten von-Mises-Ver-
gleichsspannungen (Diagramme links) und die akkumulierten plastischen Verzerrungen
(Diagramme rechits) des Homogenisierungs- und Interpolationsansatzes fiir verschiede-
ne Verhiltnisse der phaseneigenen Fliefgrenzen. Der Skalierungsfaktor ist hierbei der
maximale Wert der von-Mises-Vergleichsspannung und der akkumulierten plastischen
Verzerrung des Homogenisierungs- (oy M. max Und €akk max) unid Interpolationsansatzes

(v M. max Und €5k max) aller Simulationsergebnisse, unter Variation von oy 0

Werden die Fliekspannungen beider Phasen erreicht bzw. iiberschritten, wie im Falle
von o = v = 1,203, sind die Simulationsergebnisse beider Modelle identisch und erfiillen
die geforderte Bedingung, dass sich die von-Mises-Vergleichsspannung oy . und die
akkumulierte plastische Verzerrung e,i mit dem Phasenfeldprofil bei ¢®(z = L/2) =
¢’ (x = LJ2) = 0,5 schneiden. Treten wiederum nur in einer Phase plastische Verzer-
rungen auf, gibt es signifikante Abweichungen zwischen den beiden Modellen. Deutlich
wird dies dadurch, dass im Falle des Modells mit phaseninhérenten plastischen Verzer-
rungen alle Plots der skalierten Werte im gleichen Ergebnis, unabhingig von der Wahl
der Fliefsgrenze 0570, resultieren. Die notwendige Bedingung, dass sich die mechanischen
Felder mit dem Phasenfeldprofil bei ¢%(z = L/2) = ¢*(x = L/2) = 0,5 schneiden, ist so-
mit stets erfiillt. Auf die Ergebnisse des Interpolationsansatzes trifft dies nicht zu. Der
Schnittpunkt zw1schen den mechanischen Feldern und dem Phasenfeldprofil variiert mit
sich &nderndem ay o- Dies ist ein enormer Vorteil des vorgestellten Homogenisierungs-
ansatzes gegeniiber dem Interpolationsansatz, da das Ergebnis des Modells mit inter-
polierten Materialparametern abhéngig von der gewdhlten Fliefgrenze ist. Der Grund
fiir die variierenden Simulationsergebnisse ist in der interpolierten Fliekspannung, oy,
zu finden. Mit zunehmender Fliefspannung der Phase §3, 05 , wird die interpolierte
Fliefsspannung nur in materiellen Punkten mit einem sehr geringen Volumenanteil der
Phase  iiberschritten. Bei sehr hohen Werten von 05 treten innerhalb des diffusen Pha-
senlibergangs {iberhaupt keine plastischen Deformationen auf. Dieses Modellverhalten
hat eine direkte Auswirkung auf die Phasenfeldevolution. Der “kontinuierliche” Sprung
der mechanischen Felder wird mit zunehmendem 05 zusammengestaucht, wodurch die
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Abbildung 8.1: Vergleich von Pseudo-1D-Simulationsergebnissen des Homogenisierungs- und Inter-
polationsansatzes fiir unterschiedliche Fliefigrenzverhidltnisse der beiden vorliegenden
Phasen a und S. In der Mitte des Simulationsgebietes befindet sich ein diffuser Uber-
gangsbereich der beiden Phasen. Fiir jedes Verhéltnis der phaseninhdrenten Fliefigren-
zen oy o und af’o, schneidet die dimensionslose und skalierte homogenisierte von-Mises-
Vergleichsspannung o, y. und die homogenisierte akkumulierte plastische Verzerrung
ea des Homogenisierungsansatzes das Phasenfeldprofil bei ¢*(z = L/2) = ¢°(z =
L/2) = 0,5. Diese Bedingung ist erforderlich, um die kontaktunstetige Grenzflichenls-
sung abzubilden, und sie wird von den dquivalenten Werten des Interpolationsansatzes,
oyv.m. und €.xk, nicht erfiillt.

elastischen und plastischen treibenden Kréfte der Phasenumwandlung nicht symme-
trisch zur “kontaktunstetigen Grenzfliche” aufgebracht werden. Infolgedessen kommt
es zu einer unerwiinschten Verzerrung des Phasenfeldgleichgewichtsprofils.

8.3.2 Vergleich des Homogenisierungsansatzes mit einer kontaktunstetigen
Grenzflachenlésung

Dieser Abschnitt vergleicht Pseudo-2D-Simulationsergebnisse (eine Zelle in 2-Richtung)
des Homogenisierungsansatzes mit einer kontaktunstetigen Grenzflichenlosung (Abq.)
des kommerziellen FEM-Losers ABAQUS [33]. Ein quadratisches Simulationsgebiet mit
drei Subdoménen, wie in Abb. 8.2 (Bild oben links) dargestellt, wird als Pseudo-2D-
Simulationsaufbau verwendet. Das Simulationsgebiet besteht aus 400 Zellen in z- und
y-Richtung. Es existieren drei verschiedene Phasen, «, 8 und =, deren diffuse Phasen-
iibergénge einen Tripelpunkt im Zentrum des Simulationsgebietes bilden. Die Zuteilung
der entsprechenden Subdoménen zu den verschiedenen Phasen ist anhand Abb. 8.2
und der Farbcodierung: orange - Phase «a; violett - Phase 3; blau - Phase v gegeben.
Der Simulationsaufbau wurde gewiahlt, um Fehlerquellen zwischen den Simulations-
ergebnissen mit diffusen und scharfen Phaseniibergingen, aufgrund von gekriimmten
Geometrien, zu reduzieren. Die beiden Simulationen mit diffusen Phaseniibergéingen
unterscheiden sich hinsichtlich der Linge des Ubergangsbereichs [. Hierbei hat eine Si-
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mulation eine diffuse Phaseniibergangsbreite, die proportional zu € = 3Az ist, und die
andere Phaseniibergangsbreite ist proportional zu € = 5Az, mit Ax als Gitterabstand
in z-Richtung.

An allen freien Oberfléchen wurden orthogonale Verschiebungen unterdriickt und tan-
gentiale Verschiebungen frei zugelassen, was zu einem ebenen Verzerrungszustand fiihrt.
Alle Phasen besitzen die gleichen Steifigkeitstensoren, C* = C? = €Y. Die phaseninhi-
renten Flieligrenzen sind 0570 =1,207, und 0;0 =20y . Fiir die linearen Verfestigungs-
faktoren gilt H® = H® = HY = oyo- Phase 8 und v besitzen die Eigenverzerrungen
Eeig,zz = 0,01 als Normaldehnung in z-Richtung und eeigyy = =5+ 1072 als Normaldeh-
nung in y-Richtung. Das Simulations-Setup wird durch die Eigendehnungen mechanisch
belastet. Es findet keine Phasenumwandlung statt.

In Abb. 8.2, sind die homogenisierten von-Mises-Vergleichsspannungen o und die
homogenisierten akkumulierten plastischen Verzerrungen e, des Homogenisierungs-
ansatzes, siche Abschnitt 8.3.1, fiir die verschiedenen diffusen Phaseniibergangsbreiten
sowie die mit ABAQUS ermittelte von-Mises-Vergleichsspannung und die akkumulierte
plastische Verzerrung entlang drei verschiedener Geraden durch das Simulationsgebiet
dargestellt. Alle Diagramme sind dimensionslos dargestellt und wurden mit den ma-
ximalen Absolutwerten der spezifischen Feldgrofe entlang der verschiedenen Geraden
skaliert. Anhand der Diagramme erkennt man, dass eine gute Ubereinstimmung zwi-
schen den FErgebnissen des Phasenfeldmodells und ABAQUS in einphasigen Bereichen
vorliegt. Abgesehen von den Phaseniibergangsbereichen besteht keine signifikante Ab-
weichung zwischen den Plots. Die Ergebnisse fiir unterschiedliche Phaseniibergangsbrei-
ten unterscheiden sich nur innerhalb der diffusen Ubergangsbereiche. Dies zeigt, dass
die Phaseniibergangsbreite keinen wesentlichen Einfluss auf Feldgrofen in einphasigen
Bereichen des Simulationsgebietes hat. Die Forménderungsenergie wird durch das neue
Modell, verglichen mit der Losung des Problems mit unstetigem Phaseniibergang, in
einphasigen Bereichen genau abgebildet. Da alle Spannungen und plastischen Verzer-
rungen fiir unterschiedliche Breiten des diffusen Phaseniibergangs in einphasigen ma-
teriellen Punkten gut iibereinstimmen, werden die mechanischen Sprungbedingungen
durch das Homogenisierungsmodell erfiillt.
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Abbildung 8.2: Vergleich der Simulationsergebnisse mit unstetigem und diffusem Phaseniibergang ei-
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nes Pseudo-2D-Simulations-Setups. Die Simulationen wurden mit ABAQUS|[33| (Abq.)
und PACE3D durchgefiihrt. Die kontaktunstetige Grenzflichenlésung wird durch die
schwarzen Linien dargestellt und die Losungen des Problems mit diffusen Phaseniiber-
gangen, fiir Ubergangsbreiten proportional zu ¢ = 3Axz und ¢ = 5Az, werden durch die
tiirkisen und roten Linien dargestellt. Im linken oberen Bild ist das Simulationsgebiet
mit drei verschiedenen Phasen, orange - Phase «; violett - Phase 3; blau - Phase v
, gezeigt. Die diinnen gepunkteten Linien deuten die diffusen Phaseniiberginge an.
Die von-Mises-Vergleichsspannung o v, und akkumulierte plastische Verzerrung e,xi
sind exemplarisch entlang dreier Geraden durch das Simulationsgebietes dargestellt.
Die Zuordnung der verschiedenen Gerade zu den Diagrammen ist durch die Linien-
typen (durchgezogen, gestrichelt und gestrichelt-gepunktet) gegeben. Jede Grofe ist
dimensionslos und beziiglich des maximalen absoluten Wertes entlang der verschiede-
nen Schnittlinien skaliert dargestellt. Eine gute Ubereinstimmung der drei Simulati-
onsergebnisse, mit Ausnahme der Werte im diffusen Phaseniibergangsbereich, ist zu
beobachten.
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8.4 Auswirkungen der neuen Formulierung des elastoplastischen
Modells, hinsichtlich der mechanischen treibenden Krafte

Nachfolgend wird der Einfluss der vorgestellten Plastizitdtsansitze auf die elastische
treibende Kraft der Phasenfeldevolution, siehe Gleichung (8.21), diskutiert. Die Mo-
dellanalyse wird an Pseudo-1D-Simulationen (eine Zelle in y- und z-Richtung) mit
einer Eigendehnung in einer Dimension, Abschnitt 8.4.1, und in zwei Dimensionen,
Abschnitt 8.4.2, vorgenommen.

8.4.1 Simulationsbeispiel mit Eigendehnung in einer Dimension

Die anféangliche Konfiguration des Systems ist in Abb. 8.3 (Bild oben) dargestellt. Ein
eigendehnungsbehafteter Nukleationskeim « befindet sich in der linken Ecke der Doma-
ne, die sonst vollstéindig mit einer elterlichen Phase (8 befiillt ist. Das Simulationsgebiet
hat eine Lange von 100 nm in z-Richtung und einen Gitterabstand von Az = 1nm.

Als mechanische Randbedingung werden orthogonale Verschiebungen auf allen freien
Oberflachen unterdriickt und tangentiale Verschiebungen frei zugelassen. Beide Phasen,
o und j3, verhalten sich ideal plastisch, H* = H” = 0, und haben die gleichen isotropen
Steifigkeiten, C* = C?, die sich aus dem E-Modul E® = E® = 77GPa und der Pois-
son’schen Zahl v® = v? = 0,375 nach einer kubischen Kristallsymmetrie, entsprechend
Gleichung (4.58), ergeben. Die Fliefgrenzen sind o, = 800 MPa und 0570 = 500 MPa.

Phase a besitzt eine Eigendehnung von g, ., = =0,02 in z-Richtung.

Das freie Energie-Funktional (8.3) wird um einen chemischen Energiebeitrag

N
fchem((b fchem Z féflemha (835)
a=1

erweitert, Was zu einer Differenz der chemischen Energiebeitriige der Phasen o und
fithrt: A f2° . =-4-107"J/m?. Die Grenzflichenenergie betrigt 7 =1-1072J/m? und
die Phaseniibergangsbreite ist proportional zu € = 5Ax.

Aufgrund der konstanten chemischen treibenden Kraft A f(?flﬁe ., Wichst Phase a. Dies
fiihrt zu einer Erhdhung der Eigendehnung des Systems und zu einer daraus resultie-
renden Zunahme der von-Mises-Vergleichsspannung, was in Abb. 8.3 dargestellt ist.
Sobald die Fliefgrenze der Phase £, o V.00 erreicht ist, beginnt diese sich plastisch zu
verformen, was in Abb. 8.3 (Dlagramm unten rechts) anhand der homogenisierten ak-
kumulierten plastischen Verzerrung, e, vlg. Abschnitt 8.3.1, und des Aquivalents des
Interpolationsansatzes, €.k, zu sehen ist. Mit wachsendem Volumenanteil der Phase o
steigen die mechanischen treibenden Kréfte bis zu dem Punkt, an dem sich beide Pha-
sen in einem energetischen Gleichgewichtszustand befinden. Im Gleichgewichtszustand
des Zweiphasensystems summieren sich die chemische und mechanische treibende Kraft
bei Vernachldssigung der Oberflichenenergiebeitrige zu Null auf:

(1= 12) = (WP’ = h¥a®)n?  [HIn +( [ = flem) = 0 (8.36)

AfSP

Beziiglich der Volumenanteile der beiden Phasen fiihren die zwei Plastizitétsmodel-
le zu unterschiedlichen Gleichgewichtszustinden, dargestellt in Abb. 8.3 (Diagramm
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Abbildung 8.3: Pseudo-1D-Wachstum eines Nukleationskeims mit Eigendehnung in eine Raumrich-
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tung. Die schwarzen Plots resultieren aus rein elastischen Simulationen, die tiirkisenen
aus dem Homogenisierungs- und die roten aus dem Interpolationsansatz.

Bild oben: Ausgangszustand des Simulations-Setups mit diffusem Phaseniiber-
gangsbereich fiir ¢ = 5Az. In der linken Ecke befindet sich ein Nukleationskeim der
sich iiber zehn Zellen erstreckt. Gradienten im Phasenfeld sind durch den Farbwechsel
gekennzeichnet.

Diagramm Mitte links: Zeitliche Entwicklung des Nukleationskeims ausgedriickt durch
den prozentualen Volumenanteil der Phase o am Gesamtvolumen des Simulationsge-
bietes.

Diagramm Mitte rechts: Prozentualer Fehler Err. der Simulationsergebnisse bzgl. des
analytischen Gleichgewichtszustands als Funktion der diffusen Ubergangsbreite .
Diagramme unten links und rechts: Homogenisierte von-Mises-Vergleichsspannung
und akkumulierte plastische Verzerrung, oym. und e.xk, siehe Abschnitt 8.3.1,
sowie Aquivalent des Interpolationsansatzes, oy . und eaxk, Abschnitt 8.1.3.2, zum
Zeitpunkt ¢ = 2000At. Zusétzlich sind die Phasenfeldprofile gepunktet dargestellt.



8.4 Auswirkungen der neuen Formulierung des elastoplastischen Modells, hinsichtlich der
mechanischen treibenden Kréfte

Mitte links). Im Vergleich zu dem Simulationsergebnis mit rein elastischen Materia-
lien hat die Phase « einen hoheren Volumenanteil fiir den Interpolationsansatz und
einen kleineren Volumenanteil fiir das Homogenisierungsmodell. Die unterschiedlichen
Gleichgewichtszusténde der beiden betrachteten elastoplastischen Simulationen sind die
Folge der zwei Modellformulierungen sowie der Vererbung der plastischen Verzerrungen.
Verwendet man die giiltigen Zusammenhénge zur Vereinfachung von Gleichung (8.36),
wird der Unterschied klar ersichtlich. Fiir den Homogenisierungsansatz folgt dann:

(O-yyge vy Ugygg,yy) - (hﬁafx - hao—?x)(ggig,xx —&p, yy) +Af chem — (837)
Afe?
und fiir den Interpolationsansatz:
(Uyyge vy~ 5y€eﬁyy) (hﬁafx - haU?x)‘gglig,m +Af chem — (8.38)

AfEP

da die Phasen « und [ die gleichen plastischen Verzerrungen besitzen, die sich ge-
genseitig eliminieren. Bei Interesse an der Herleitung von Gleichung (8.36) und Glei-
chung (8.37) sei auf Anhang B verwiesen. Mit der analytischen Gleichgewichtsbedin-
gung wird ein prozentualer Fehler definiert:

AfYE L AfP
Err. = fhm%“ﬁe -100 %. (8.39)
Afchem
Abbildung 8.3 (Diagramm Mitte rechts) zeigt den Fehler der Simulationsgleichgewichts-

zustinde fiir verschiedene Phaseniibergangsbreiten. Mit zunehmender Ubergangsbreite
verschwindet der Fehler.

Der Einfluss der verschiedenen Annahmen, hinsichtlich der Vererbung der plastischen
Verzerrungen, ist in Abb. 8.3 (Diagramm unten links) und Abb. 8.3 (Diagramm unten
rechts) dargestellt. Wahrend die Phase « die plastischen Verzerrungen bei der Verwen-
dung des Interpolationsansatzes erbt, tritt fiir den Homogenisierungsansatz nach einer
Phasenumwandlung keine Vererbung der plastischen Verzerrungen auf. Was die Verer-
bung von plastischen Verzerrungen betrifft, beeinflusst dieses unterschiedliche Verhalten
die von-Mises-Vergleichsspannungen innerhalb der transformierten elastischen Phase.
Mit dem Homogenisierungsansatz liegt die “kontinuierliche” von-Mises-Vergleichsspan-
nung im diffusen Ubergangsbereich, Abb. 8.3 (Diagramm unten links). In Abb. 8.3
(Diagramm unten rechts) erkennt man, dass im Falle des Interpolationsmodells plasti-
sche Verzerrungen im gesamten, bereits transformierten Gebiet auftreten.

8.4.2 Simulationsbeispiel mit Eigendehnungen in zwei Dimensionen

An dieser Stelle wird ein Simulations-Setup analysiert, das mit dem des vorherigen Ab-
schnitts vergleichbar ist, wobei die Phase « eine zusétzliche Eigendehnung von Eelg oy =
-0,02 in z-Richtung aufweist. Die konstante chemische treibende Kraft A f hem 1st S0
kalibriert, dass die Phase «, unabhingig davon, ob der Homogenisierungs- (A f chem =
~5,0-107J/m?) oder Interpolationsansatz (A f%? = -1,36-10""J/m?) angewendet
wird, mlt dhnlichen Geschwindigkeiten zu wachsen beginnt. Die Fliefigrenze der Pha-
se B, o yO’ ist so gewdhlt, dass sich nur die Phase « elastoplastische verformt. Da
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innerhalb der Phase [ keine Plastizitdt auftritt, hat die Vererbung der plastischen
Verzerrungen keinen Einfluss auf die Phasenfeldevolution.

In Abb. 8.4 (Diagramm oben links) ist die zeitliche Entwicklung des Volumenanteils der
Phase o am Gesamtvolumen des Simulationsgebietes dargestellt. Man erkennt, dass
das System bei Verwendung des Interpolationsansatzes einen Gleichgewichtszustand
einnimmt, was bedeutet, dass die Phasenumwandlung stagniert. Fiir den Homogenisie-
rungsansatz tritt dies nicht ein, und das gesamte System wandelt sich in die Phase «
um. Daraus wird ersichtlich, dass sich die Modelle nicht nur hinsichtlich der Vererbung
der plastischen Verzerrungen unterscheiden.

Abbildung 8.4 (Diagramm Mitte links) verdeutlicht, dass sich der Abfall der plasti-
schen Verzerrungen bei Gebrauch des Interpolationsmodells nicht {iber den gesamten
diffusen Phaseniibergangsbereich erstreckt. Der Grund hierfiir ist, dass die interpolier-
te Fliefispannung, dy, ab einem bestimmten Volumenanteil der Phase 3 innerhalb des
Phasentibergangs nicht mehr erreicht wird. Daraus folgt, dass die in Abb. 8.4 (Dia-
gramm unten links) dargestellte treibende Kraft einen Vorzeichenwechsel im diffusen
Ubergangsbereich besitzt. Dadurch wird der Ubergangsbereich verzerrt und die Ober-
flachenenergie wird nicht korrekt wiedergegeben. Dies fiihrt zu einem Gleichgewichts-
zustand der Phasenevolution.

Bei Verwendung des Homogenisierungsansatzes wird dieses Verhalten nicht beobachtet.
Wie in Abb. 8.4 (Diagramm Mitte rechts) zu sehen ist, erfolgt der Abfall der elastoplas-
tischen Verzerrungen iiber den gesamten diffusen Phaseniibergangsbereich. Innerhalb
des gesamten diffusen Phaseniibergangs flihrt dies zu einer gleichméfig aufgebrachten
treibenden Kraft, Abb. 8.4 (Diagramm unten rechts), und das Gleichgewichtsprofil des
Phaseniibergangs bleibt erhalten. Die Oberflachenenergie wird korrekt abgebildet, siehe
Abb. 8.4 (Diagramm oben rechts). Bei ¢* = 0,5 fallen die plastischen Verzerrungen mit
dem Phasenfeld zusammen, was der kontaktunstetigen Grenzflichenldsung entspricht,
vgl. Abschnitt 8.3.1.

Abbildung 8.4 (Diagramm oben rechts) vergleicht die resultierenden Grenzflichenener-
gien beider Ansitze die, wie in Schneider [120] definiert, entsprechend mit

of ~9 f cadV (8.40)
Q

berechnet wurden. Nur der Homogenisierungsansatz bildet die Grenzflachenenergie von
78 = 0,01 J/m? korrekt ab.
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Abbildung 8.4: Vergleich der Ergebnisse des Homogenisierungs- und des Interpolationsansatzes
fiir das 1D-Wachstum eines Nukleationskeims mit zwei Eigendehnungen in z- und
z-Richtung.

Diagramm oben links: Zeitliche Entwicklung des Nukleationskeims ausgedriickt
durch den prozentualen Volumenanteil der Phase v am Gesamtvolumen des Simulati-
onsgebietes.

Diagramm oben rechts: Zeitliche Entwicklung der Grenzflachenenergie berechnet nach
Gleichung (8.40).

Alle weiteren Diagramme zeigen Werte zum Zeitpunkt ¢ = 10000A¢:
Diagramme Mitte: Homogenisierte akkumulierte plastische Verzerrung, .k,
siehe Abschnitt 8.3.1, und Aquivalent des Interpolationsansatzes, eaxk, vgl. Ab-

schnitt 8.1.3.2.
Diagramme unten: Treibende Kréfte.
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8.5 Anwendung: Martensitische Transformation mit Plastizitat

Im folgenden Beispiel wird vor dem Hintergrund der Arbeit von Schoof [126] die An-
wendbarkeit des vorgeschlagenen Modells bei der Simulation der martensitischen Pha-
senumwandlung, einschlieflich des Effekts der Plastizitédt, demonstriert. Die marten-
sitische Transformation reprisentiert neben der Anwendung des Homogenisierungsan-
satzes bei Risssimulationen in Gusseisenwerkstoffen einen weiteren Anwendungsbereich
des neu entwickelten Modells.

Bei der martensitischen Transformation handelt es sich um einen diffusionslosen Um-
wandlungsprozess, der durch die kooperative Scherbewegung eines Ausgangsgefiiges
zu Martensit charakterisiert ist. Das dabei entstehende Martensit ist ein metastabi-
les Gefiige, das sowohl in Metallen als auch in Nichtmetallen auftritt. Da Martensit
iiberwiegend mit Stahl in Zusammenhang gebracht wird, werde auch ich mich auf die
martensitische Transformation in Stahl konzentrieren. Martensit entsteht in Folge einer
grofen und raschen Abkiithlung von Austenit (vy-Phase) zu Ferrit (a-Phase). Die koope-
rative Scherbewegung wird im Stahl-Kristallgitter durch das Umklappen des kubisch-
flichenzentrierten Austenitgitters in das kubisch-raumzentrierte Martensitgitter verur-
sacht, wobei kein Platzwechsel von einzelnen Atomen stattfindet und die relative Lage
der Eisen- und Kohlenstoffatome zueinander erhalten bleibt [126].

Die Phasenfeldmethode hat sich insbesondere bei der simulativen Untersuchung der
martensitischen Phasenumwandlung bewihrt, siehe Yeddu et al. [152], Heo und Chen
[59] sowie Xu et al. [147]. Die meisten Phasenfeld-Martensit-Modelle basieren auf
Khachaturyans mikroelastischer Theorie (Khachaturyan [71]) und wurden dahingehend
erweitert, dass plastische Effekte mitberiicksichtigt werden kénnen (Yamanaka et al.
[148, 150]). Der Interpolationsansatz zeigte in Abschnitt 8.4.1 signifikante Abweichun-
gen hinsichtlich der Phasenfeldevolution, die im Vergleich zur Homogenisierungsme-
thode als negativ zu betrachten sind. Daher wurde die Simulation der martensitischen
Transformation nur mit dem Homogenisierungsansatz, Abschnitt 8.1.3.1 durchgefiihrt.

Um die autokatalytische Keimbildung der martensitischen Transformation zu imitieren,
wird der Phasenfeldevolutionsgleichung (8.7) ein Rauschterm, ¢ [126], hinzugefiigt:

06 (x,t) 1 Nlok(Mag(éf 57))+<_ (8.41)

ot Nk 2, b 6P
Da die martensitische Transformation in Schallgeschwindigkeit ablduft, wird die Evolu-
tion der plastischen Verzerrungen zeitabhingig als pseudo-viskoplastisches Materialver-
halten modelliert. Dies ist notwendig, damit bei der Phasenfeld- und Plastizitétsevolu-
tion &hnliche Zeitskalen abgebildet werden kénnen. Ahnlich wie in Guo et al. [52] wird
hierzu die Fliefsregel (8.24) um einen plastischen Relaxationskoeffizienten, 0 < kyisko < 1,
erweitert:
. . 8%
[e3%

Eg = kvisk0>\ @ (842)
Fine Parameterstudie iiber das physikalische Konzept des plastischen Relaxationsko-
effizienten kyigxo wurde in Yeddu et al. [151] durchgefithrt. Zur Abbildung der grofien
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und raschen Abkiihlung aus der v-Phase wird eine konstante chemische treibende Kraft

zwischen Austenit ¢?%' und Martensit d)mart
Af&f& ot = —( go )7 (8.43)

als Funktion der latenten Widrme Q, der spannungsfreien Gleichgewichtstemperatur 60
und der Unterkiihlungstemperatur 0, verwendet.

Das Anwendungsbeispiel wird auf einem Pseudo-2D-Simulations-Setup (eine Zelle in
z-Richtung) durchgefiihrt. Abbildung 8.5 (Bild oben links) zeigt den anfinglichen Si-
mulationsaufbau zum Zeitpunkt ¢ = 0. Ein elliptischer Keim einer initialen marten-
sitischen Variante, martl, befindet sich im Zentrum des Simulationsgebietes mit den
Mafen 200Ax x 200Ay. Als Prikonditionierungsschritt wurde ein diffuser Phaseniiber-
gangsbereich erzeugt und das mechanische Gleichgewicht wurde berechnet. Aus diesem
Grund erfolgte bereits zum Zeitpunkt ¢ = 0 eine Plastifizierung mit einem Maximalwert
von exk = 0,02%. Nach dem Bain-Modell, siehe Yamanaka et al. [148|, konnen sich
im Zweidimensionalen zwei martensitische Varianten, martl und mart2, bilden. Die
martensitischen Varianten unterscheiden sich hinsichtlich der Eigendehnungstensoren

Eeig,a 0 0 Eeig,b 0 0
ent™ = 0 eugp 0, emP=| 0 cega 0] (8.44)
0 0 0 0 0 0

Periodische Randbedingungen wurden fiir alle physikalischen Felder in z- und y-
Richtung verwendet. In z-Richtung liegt ein ebener Verzerrungszustand vor und fiir
die Phasenfelder wurde eine Neumann-Randbedingung angewendet. Alle Phasen sind
ideal plastisch, H = 0. Da fiir die physikalische Umwandlungsgeschwindigkeit der mar-
tensitischen Transformation keine zuverldssigen Daten vorliegen, wird die numerische
Zeitschrittweite auf At =1 gesetzt und die Phasenfeldmobilitdt zwischen Austenit und
Martensit M2 siehe Gleichung (8.7), so angepasst, dass die Simulation numerisch
stabil 1duft. Phasenumwandlungen zwischen den martensitischen Varianten werden un-
terdriickt, Mmartimart2 — o - Alle auferdem notwendigen Materialparameter orientieren
sich an der Fe-31at.%Ni-Legierung, siche Yamanaka et al. [148], Heo und Chen [59],
und sind Tabelle 8.1 aufgefiihrt.

Die Entwicklung der martensitischen Varianten in einem austenitischen Korn ist in
Abb. 8.5 (Bilder oben) zu den Zeitpunkten ¢ = 0, ¢t = 550At¢ und ¢ = 1500A¢ dargestellt.
Auberdem sind darin die Isolinien der resultierenden dimensionslosen und skalierten, ho-
mogenisierten von-Mises-Vergleichsspannungen, oy, gezeigt. Im Gegensatz zu einem
Simulations-Setup mit rein elastischen Materialien, bei dem der initiale martensitische
Keim aufgrund von zu hohen mechanischen treibenden Kraften schrumpfen wiirde, &n-
dert die initiale martensitische Variante, martl, ihre Form, sodass die gesamte freie
Energie des Systems minimiert wird und zu wachsen beginnt, Abb. 8.5 (Bilder oben
links). Geméf den Ergebnissen von Yamanaka et al. [148]| nukleiert spéter die zweite
martensitische Variante, martl, an den Flanken der ersten Variante, um die transfor-
mationsbedingten mechanischen Spannungen zu minimieren, wie in Abb. 8.5 (Bilder
oben Mitte) verdeutlicht. Im Laufe der weiteren Phasenevolution bildet sich eine lat-
tenartige martensitische Mikrostruktur. Die untere Bildreihe von Abb. 8.5 zeigt die
mit der martensitischen Transformation verbundenen dimensionslosen und skalierten,
homogenisierten akkumulierten plastischen Verzerrungen.
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Abbildung 8.5: Wachstum von martensitischen Varianten in einem austenitischen Korn.
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Bilder oben: Zeitliche Entwicklung der Varianten, die orange und blau eingefarbt sind.
Die austenitische Phase ist grau dargestellt. Isolinien der homogenisierten von-Mises-
Vergleichsspannungen, oy \m., werden im austenitischen Bereich aufgeprigt.

Bilder unten: Entwicklung der homogenisierten akkumulierten plastischen Verzerrun-

gen 5a~kk .

Die von-Mises-Vergleichsspannungen und akkumulierten plastischen Verzerrun-
gen wurden zur besseren Visualisierung mit dem Maximalwert des jeweiligen
Simulationszeitpunkts skaliert. Der Vollstdndigkeit halber sind die jeweiligen Ma-
ximalwerte angegeben: oy M max(t = 0) = 2,4GPa; oy M. max(t = 550 At) = 3,2GPa;
Ov.M.,max (t = 1500 At) = 2,8 GPa; gaki max (t = 0) = 0,02 %; €akicmax (t = 550 At) = 6,02 %
und €axicmax (t = 1500 At) = 7,73 %.



8.5 Anwendung: Martensitische Transformation mit Plastizitat

Tabelle 8.1: Material- und Simulationsparameter fiir die martensitische Transformation

Parameter Wert Einheit
Grenzfliichenenergie y1stmart 0,1 J/m?
Energiebeitrag von Drittphasen ~*% 1 J/m?
Latenten Wirme Q 3,5-10% J/m?
E-Modul E2ust = pmart 7 GPa
Poisson’sche Zahl pust = pmart 0,375 -
Gleichgewichtstemperatur 6y 405 K
Unterkiihlungstemperatur 6 254 K
Eigendehnung eeig a 0,1 -
Eigendehnung &g 1 -0,1 -
Fliefgrenze Austenit a;}%)st 500 MPa
Fliefigrenze Martensit J;,rjgrt 800 MPa
Plastischer Relaxationskoeffizienten kyigeo 5-1072 -
Parameter der Phaseniibergangsbreite ¢ 2,5 Ax
Physikalischer Gitterabstand Az = Ay 1 nm
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KAPITEL

Phasenfeldmodell fiir sprod-anisotropes
und duktiles Risswachstum

Zur numerischen Vorhersage oder Analyse von Briichen und dem damit einhergehenden
Versagen von Bauteilen, ist die Untersuchung der Entstehung und des Wachstums von
Rissen notwendig. Vor diesem Hintergrund wird ein Phasenfeldmodell vorgestellt, das
die Simulation von Rissentwicklungsprozessen in Verbundwerkstoffen, bestehend aus
sprod-anisotropen und duktilen Komponenten, ermoglicht. Dies geschieht in Anlehnung
an Gusseisen mit Lamellengraphit, wobei sich das Matrixmaterial des Verbundwerk-
stoffs duktil verhélt und die Inklusionen sprod-anisotrop. Ich verwende absichtlich die
Ausdrucksweise “in Anlehnung”, weil das neue Modell nicht auf der realen Lingenskala
der Mikrostruktur von Gusseisen mit Lamellengraphit, ndmlich im Mikrometerbereich,
angewendet werden kann. Der Schritt hin zu einem Modell, das auf der mikroskopi-
schen Lingenskala anwendbar ist, ist mit dem vorgestellten Modell allerdings nicht
mehr weit. Als Anpassung ist nur eine Erweiterung notwendig, so dass die Modellfor-
mulierung unabhingig von der Wahl des Parameters ist, der die Breite des diffusen
Ubergangs zwischen Festphasen und Riss definiert. Hierbei kénnte dhnlich wie in Wu
und Nguyen [146] vorgegangen werden, allerdings mit der zusitzlichen Schwierigkeit,
dass anstelle einer sprod-isotropen Modellformulierung, eine sprod-anisotrope kombi-
niert mit einer duktilen Modellformulierung beriicksichtigt werden miisste.

Bei Phasenfeldmodellen fiir Rissentwicklung wird der Grad der Schidigung durch ein
skalares kontinuierliches Phasenfeld beschrieben, wobei das Phasenfeld als Regularisie-
rungsparameter des Problems mit scharfen Ubergingen zwischen Riss und Festphasen
dient. Bei verschwindender diffuser Breite des Ubergangsbereichs zwischen Festphasen
und Riss wird das nicht regularisierte Problem wieder hergestellt [47]. Im Gegensatz zu
den zuvor eingefithrten Rissmodellierungsmethoden ohne Phasenfeldhintergrund, Ab-
schnitt 5.3, werden Phinomene wie Rissverzweigung und -vereinigung sowie Rissentste-
hungsprozesse in beliebig komplexen Systemen durch die Phasenfeldansétze intrinsisch
abgedeckt. Das vorgeschlagene Modell ist das erste mir bekannte Phasenfeld-Rissmodell
fiir mehrphasige Materialien, das die sprod-anisotrope und duktile Rissausbreitung ver-
eint. Zu diesem Zweck werden zwei bereits existierende Phasenfeldmodelle fiir Riss-
entwicklung, eines fiir die sprod-anisotrope Rissentwicklung und eines fiir die duktile
Rissentwicklung, kombiniert und in den Mehrphasenkontext gebracht.

Als Modell zur Beschreibung der spréd-anisotropen Rissentwicklung dient die Formu-
lierung der Vorgangerpublikation Prajapati et al. [109], hierbei ist die kritische Energie-
freisetzungsrate richtungsabhéngig. Alternative Ansétze fiir anisotropes Risswachstum
basieren meist darauf, dass der Divergenzterm der Evolutionsgleichung des Risspha-
senfeldes mit einem Anisotropietensor multipliziert wird und somit eine Richtungs-
abhéngigkeit entsteht, siche z.B. [135, 96, 17]. Was ein solcher Anisotropietensor im
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Zusammenhang mit der Gradientenenergie physikalisch représentiert, ist bis jetzt noch
unklar [17].

Bei der Wahl eines méglichen duktilen Rissmodells stehen verschiedene Ansétze zur
Verfiigung, die nachfolgend kurz zusammengefasst sind. Das Modell von Duda et al.
[41] war eines der ersten Modelle, das Plastizitdt in ein Phasenfeld-Rissmodell integriert
hat, um einen spréoden Bruch in plastischen Materialien zu simulieren. Einige wichti-
ge phinomenologische Merkmale des duktilen Bruchs, die in experimenteller Literatur
berichtet werden, konnten von Ambati et al. [3] durch eine Kopplung zwischen der De-
gradierungsfunktion mit dem plastischen Verzerrungszustand reproduziert werden. Das
Modell wurde in Ambati et al. [5] auf groke Verformungen erweitert. In Verbindung
mit Thermoplastizitiat, bei grofsen Verformungen, wird in Miehe et al. [89] ein ther-
modynamisch konsistentes Phasenfeld-Rissmodell fiir spréde bis duktile Briiche einge-
fithrt. Als Erweiterung von Miehe et al. [89] wurde Miehe et al. [91] mit dem Zusatz
von pords-isotroper Plastizitdt veroffentlicht. In Kuhn et al. [75] wird ein plastisches
Phasenfeld-Rissmodell vorgeschlagen, bei dem eine monolithische Losung moglich ist.
Gradienten-Plastizitét bei grofen Verformungen wird in Miehe et al. [90] verwendet,
um duktile Briiche im Phasenfeldkontext zu modellieren. In einem unlédngst verdffent-
lichten Buchartikel, Alessi et al. [1], werden prominente Phasenfeldmodelle fiir duktiles
Risswachstum verglichen und eine Studie iiber ihre Prognosefihigkeiten durchgefiihrt.

Die folgenden Griinde fithrten zur Wahl des von Ambati et al. [3] vorgestellten Modells
als Modell fiir die duktile Rissausbreitung aus den zahlreichen bereits veroffentlichten
duktilen Rissmodellen: In Ambati et al. [3] wird gezeigt, dass wichtige charakteristi-
sche Merkmale, die duktile Rissentstehung/ -ausbreitung betreffend, durch das Modell
abgebildet werden kénnen. Erméglicht wird dies durch eine modifizierte Degradierungs-
funktion die die akkumulierte plastische Verzerrung beinhaltet. Die Modifikation fiihrt
zu Rissentstehungsprozessen, die trotz der Annahme von kleinen Deformationen mit
experimentellen Beobachtungen iibereinstimmen. Viele wichtige Merkmale des duktilen
Bruchs, wie zum Beispiel die Dehnungslokalisierung in der Mitte einer I-fé6rmigen Pro-
be unter Zugbelastung, konnen von der Mehrheit der anderen veréffentlichten duktilen
Phasenfeld-Rissmodelle nicht abgedeckt werden. Im Vergleich zu ,klassischen” spréden
Phasenfeld-Rissmodellen besteht der Hauptunterschied der meisten duktilen Model-
le vor allem darin, dass ein plastischer Energiebeitrag in das freie Energiefunktional
eingefithrt wird und dass die Spannungsberechnung die plastischen Verzerrungen be-
riicksichtigt. Diese Anderungen fiihren zwar zu einer Spannungs-Dehnungs-Kurve, die
einem duktilen Material entspricht, aber der plastische Beitrag im Energiefunktional
ist, insbesondere bei kleinen Verformungen, wesentlich kleiner als die elastische Form-
dnderungsenergie und hat somit nur einen geringen Einfluss auf die Rissentstehung und
-ausbreitung. Dariiber hinaus stellt die Formulierung der duktilen Rissdegradierungs-
funktion in Ambati et al. [3] sicher, dass die experimentell ermittelten Flielgrenzen
genau abgebildet werden.

Basierend auf den Untersuchungen von Prajapati et al. [109], liegt der Schwerpunkt
dieses Kapitels auf der Kopplung des sprod-anisotropen Rissmodells mit dem duktilen
Rissmodell nach Ambati et al. [3].

Nachfolgend wird die Matrix des fiktiven Verbundwerkstoffs als rein perlitisch betrach-
tet und als homogene, duktile-isotrope Phase, geméf der Jo-Plastizitdtstheorie mit
linearer Verfestigung, modelliert. Die Partikel des Verbundwerkstoffs sind mit Lamel-
lengraphit assoziiert. Sie sind hinsichtlich der Form selbstdhnlich zu Graphitlamellen,
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9.1 Modellformulierung

aber grofer und besitzen die gleichen mechanischen Eigenschaften. Aufgrund der ato-
maren Struktur von Lamellengraphit besitzen die Partikel eine transversale Isotropie
hinsichtlich der elastischen Steifigkeit und der kritischen Energiefreisetzungsrate.

Im folgenden Abschnitt 9.1 wird das neu entwickelte Phasenfeld-Rissmodell zur Si-
mulation der Entstehung und Ausbreitung von Rissen in sprod-anisotrop und dukti-
len Materialien vorgestellt. Alle kapitelspezifischen Kernpunkte der Numerik und des
Simulationsaufbaus werden in Abschnitt 9.2 behandelt. Abschnitt 9.3 beinhaltet Ve-
rifizierungsbeispiele und numerische Studien. Da die beiden ungekoppelten Modelle
fiir sprod-anisotropes [109] und duktiles [3] Risswachstum bereits ausgiebig fiir ein-
phasige Probleme analysiert wurden, liegt der Fokus auf dem gekoppelten Phasenfeld-
Rissmodell. In Abschnitt 9.3.1 ist eine detaillierte Untersuchung eines Risses, der einen
planaren diffusen Phaseniibergang zwischen einer spréd-anisotropen und einer duk-
tilen Phase passiert, gegeben. In Abschnitt 9.3.2 wird die Rissentwicklung in einem
Simulationsgebiet mit einem einzelnen elliptischen, transversal isotropen, sprioden Par-
tikel, der in eine duktile Matrix eingebettet ist untersucht. In Abschnitt 9.3.3 wird das
entwickelte Modell auf ein realistischeres Anwendungsbeispiel angewendet, wobei das
Simulationsgebiet ein idealisiertes Graugussgefiige darstellt.

9.1 Modellformulierung

Nach Griffith [50] findet Risswachstum statt, wenn die Energiefreisetzungsrate, G, ei-
nes materiellen Punktes die erforderliche Energie einer entstehenden freien Oberfli-
che, gegeben durch die kritische Energiefreisetzungsrate, G., iiberschreitet, siche Ka-
pitel 5. In Phasenfeld-Rissmodellen wird die kritische Energiefreisetzungsrate durch
einen diffusen Ubergang zwischen Festphasen und Riss regularisiert modelliert, wobei
zu den Phasenfeldern, die die Festphasen représentieren, ein zusitzliches Rissphasen-
feld, ¢e(x,t) : 2 x Ryg — [0, 1], im rédumlichen Punkt a des Korpers © und der Zeit ¢,
eingefiihrt wird. Die Rissphase besitzt einen monotonen und sanften diffusen Ubergang
zwischen intakten, ¢. = 0, und gebrochenen, ¢. = 1, materiellen Punkten. Wie bereits
im letzten Kapitel enthilt ¢ = (¢, ¢°,...,¢") alle Festphasenfelder und deren Gradi-
enten sind in V¢ = (Vo*,vo®, ..., VoY), mit a € {1,2,...,N} und N € N als Anzahl
der existierenden Festphasen, zusammengefasst.

Jedes Phasenfeld, dies gilt sowohl fiir die Festphasen als auch fiir die Rissphase, stellt
den Volumenanteil der Phase in einem materiellen Punkt dar, so dass die Bedingung

N
o+ Y ¢ =1 (9.1)
a=1

stets erfiillt werden muss. Das Verstédndnis, dass jedes Phasenfeld den Volumenanteil
einer bestimmten Phase in einem materiellen Punkt widerspiegelt, fiihrt dazu, dass wéh-
rend des Wachstums der Rissphase, also der Zunahme des Volumenanteils an Rissphase,
der entsprechende Volumenanteil der Festphasen dissipiert, was mit Kontinuumsschéadi-
gungsmodellen vergleichbar ist. Im Sinne der Magsenerhaltung ist dies nur akzeptabel,
solange ein vernachlassigbarer Anteil der Gesamtmasse eines Systems dissipiert. Wer-
den Festphasen in die Rissphase umgewandelt, bleibt die relative Zusammensetzung
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der Festphasen in Bezug auf den absoluten Volumenanteil der Festphasen bei dem
vorliegenden Modell erhalten. Die zeitliche Entwicklung der Festphasen ist somit durch

09 (x,t) 0o (x,1)

= _hCl{
ot ot

(9.2)
Es geniigt also, nur die Phagenfeldevolutionsgleichung der Rissphase explizit zu 16sen,
in die die mechanischen Einfliisse eines mehrphasigen Problems einfliefen. Um den
relativen Volumenanteil einer Festphase zu identifizieren, ist die Formulierung einer
Interpolationsfunktion fir die Festphasen,

¢a
N
¥ ¢P

a=1

hi (@) = : (9.3)

erforderlich, die die Bedingung Zévzl h = 1 erfiillt. Durch die Festphaseninterpolati-
onsfunktion wird garantiert, dass das relative Volumenverhéltnis der Festphasen bei
zunehmender Schadigung konstant bleibt. Eine gekoppelte Simulation von Fest-Fest-
Phasentransformationen und einer Rissausbreitung kann auf gestaffelte Weise, im Sinne
von nicht monolithisch, leicht realisiert werden.

Im Fall der linearen Bruchmechanik entspricht die Formanderungsenergie (4.53) der
Energiefreisetzungsrate, die nach dem Griffithkriterium mit der kritischen Energiefrei-
setzungsrate konkurriert. Das Griffithkriterium kann nach Alessi et al. [1] in einem
freien Energiefunktional der Form

:F(&)a¢cav¢cvéeaea:kk) = f;Gc((Q)aVQSC)(WZC((;:)C) +l—(€b)|v¢c|2)+fe(a)7ée)+fp(‘£/)75;kk)d‘/a

Q

=f(,bc,. Ve, € Eakk)
(9.4)

auf regularisierte Weise fiir einen beliebigen Korper (2 erfasst werden. Die geometrische
Rissfunktion, w.(¢c) € [0, 1], beschreibt die Geometrie des diffusen Ubergangs zwischen
Festphasen und Riss und definiert den Vorfaktor:

1
o =4/ Voe(de)debe. (9.5)
0

Allgemein muss jede geometrische Rissfunktion die Bedingungen w¢(¢. = 0) = 0 und
we(@e = 1) = 1 erfiillen, kann aber in diesem Rahmen variieren. In dieser Arbeit wird
nach Ambrosio und Tortorelli [6] die sogenannte AT-1-Darstellung der geometrischen
Rissfunktion verwendet, we(¢c) = ¢c, womit sich ¢, = % ergibt. Im Gegensatz zu AT-2-
Modellen [22], fiir die we(¢c) = ¢2 gilt, besitzen AT-1-Ansiitze ein elastisches Stadium,
bevor eine Schidigung auftritt [134, 146, 1]. Die diffuse Ubergangsbreite zwischen Fest-
phasen und Riss wird durch den Lingenparameter

o N
1($)= 3 e (9.6)

eingestellt. Der Lingenparameter wird wie in Tanné et al. [134] vorgeschlagen, als
Materialeigenschaft betrachtet und dem entsprechend gew#hlt. Die Wahl des Langen-
parameters nach Tanné et al. gewdhrleistet, dass eine Rissentstehung erst dann erfolgt,
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wenn die Spannungen in einem isotrop-spréoden Material die Zugfestigkeit erreichen.
Das in Tanné et al. gezeigte Berechnungsverfahren zur Bestimmung des Léngenpara-
meters ist auf das in dieser Arbeit verwendete Modell mit anisotropem und duktilem
Materialverhalten nicht ohne Weiteres anwendbar. Dennoch werden die Korrelationen
aus Tanné et al. fiir die Berechnung der Langenparameter jeder Phase [ verwendet,
um den bestmoglichen Kompromiss zu nutzen. Insbesondere ist es wichtig zu erwéh-
nen, dass die Langenparameter der transversal isotropen Phasen mit der kritischen
Energiefreisetzungsrate und dem Elastizitdtsmodul der schwéchsten mechanischen Ma-
terialrichtung korrelieren.

Anschliefsend wird die interpolierte kritische Energiefreisetzungsrate, Gc(c?), Voc), im
Detail behandelt. Auf die notwendigen Anpassungen der Formulierung der effektiven
homogenisierten Formdanderungsenergie, fo, und der effektiven homogenisierten plasti-
schen Energie, fp, verglichen mit Gl. (8.20) und GI. (8.26), wird spéter eingegangen.
Unter Verwendung einer volumenanteiligen Interpolation der phasenabhdngigen kriti-
schen Energiefreisetzungsraten, GS (V. ), wird die interpolierte kritische Energiefrei-
setzungsrate definiert als

N N
Ge(¢, Vo) = ;h?G?(Wﬁc)- (9.7)

Hierdurch wird der Ubergang zwischen Phasen mit unterschiedlichem Bruchverhalten
und unterschiedlichen Anisotropieorientierungen ermoglicht. Wie bereits beschrieben,
besitzt Lamellengraphit aufgrund seiner atomaren Struktur einen transversal isotropen
Risswiderstand, der mit einer elliptisch-anisotropen mathematischen Formulierung der
kritischen Energiefreisetzungsrate erfasst werden kann:

G2(Vée) = GEo((7g)* + Firiso (75)* + (72)?))- (9.8)

Die kritische Referenzenergiefreisetzungsrate, G¢', wird durch den phasenabhdngigen
Anisotropiefaktor, F.. € R._i, zu einem Ellipsoid verformt. Wenn Fg. = 1 ge-
wahlt wird, wie im Fall der duktilen Matrix des Verbundwerkstoffs, ist die kritische
Energiefreisetzungsrate richtungsunabhéngig. Die Orientierungen der phasenabhingi-
gen Anisotropien werden durch phaseninhirente Euler-Winkel beschrieben und durch
die Rotationsmatrizen Qg ico (@8 isor Vimiso» Vaniso) berticksichtigt. Die Rotationsmatri-
zen dienen der Transformation des nach aufsen weisenden Normalenvektors des Risspha-
senfeldes aus dem z,y, z-Referenzkoordinatensystem in das Z, y, z-Koordinatensystem

des hexagonale Kristallgitters des Lamellengraphit,

Mg (Vée)
ﬁa(ngC) = ﬁg(VQSC) = :nisonC == gniso,E—zcya (9'9>
22 (Voe) C

wie in Abb. 9.5 veranschaulicht. Lamellengraphit zeigt eine bevorzugte Wachstumsrich-
tung entlang der Graphenebenen [66], daher ist seine rdumliche Ausdehnung innerhalb
der Basalebenen viel grofer als orthogonal dazu [128]. Die Geometrie einer Graphit-
lamelle definiert somit die Ausrichtung der Basalebenen. In Richtung der Léngsach-
sen einer Graphitlamelle besitzt diese die stirksten elastischen Eigenschaften und den
schwichsten Risswiderstand. Die Langsachsen werden zur Definition der Rotationsma-
trizen verwendet. Per Definition weifst die anisotrope Risswiderstandsformulierung in
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Z-Richtung den geringsten Wert auf.

Ein Vorteil der verwendeten Anisotropieformulierung, gegeniiber Phasenfeldmodel-
len, die eine anisotrope Rissausbreitung durch eine Modifikation des Gradiententerms
der regularisierten kritischen Energiefreisetzungsrate realisieren, besteht darin, dass die
diffuse Ubergangsbreite zwischen den Festphasen und dem Riss nicht richtungsabhéin-
gig ist [109]. Komplexere Anisotropien kénnen bei dem vorgestellten Modell durch eine
Anderung der Anisotropieformulierung umgesetzt werden. Eine starke Anisotropie ist
beispielsweise durch eine kubische Anisotropieformulierung realisierbar, dhnlich wie in
Li und Maurini [81] demonstriert.

Die zeitliche Entwicklung des Rissphasenfeldes ist nach Cahn und Allen [26] gegeben
durch

8¢C($,t) _ _Méf(c;b, Qbmvd)méeasaAkk)
ot S ’

(9.10)

wobel

OF (¢, 0c, Ve, Eer€aiae) _ OF($:0e VoerEer€aiad) _ o O (b bes Ve, € Ediac)
0 e OV e

die Variationsableitung der freien Energie des Systems (9.4) ist und M € R._; als Re-
laxationsparameter fungiert. Um die korrekte Kinetik der Rissentwicklung vorherzusa-
gen, muss der Relaxationsparameter anhand von experimentellen Ergebnissen gewdhlt
werden. In dieser Arbeit wird das explizite Fuler-Schema fiir die Zeitableitung ver-
wendet, um einen Gleichgewichtszustand des Rissphasenfeldes fiir jedes mechanische
Belastungsinkrement zu berechnen, (ﬁc ~ 0. Somit besteht nur eine fiktive Zeitabhéan-
gigkeit und der Relaxationsparameter kann so gewihlt werden kann, die Simulationen
numerisch stabil sind. Die durchgefithrte Variationsableitung von Gl. (9.4) fithrt zu
folgendem Ergebnis:

(9.11)

2. . |3( - G (e ofe 0
E_—M 8((} (7—2v lv¢c)— v ¢C< |V¢CI2)) 8¢C+875}Z , (9.12)

=0

fe(@rbe, Ve Ee €ala)<0
wobei fiir die Ableitung des Normalenvektors des Rissphasenfeldes

on.(Vo.) I-n.®n.
V¢ V|

(9.13)

gilt [124]. Es wurde der Zusammenhang dG. (b, Vé..)/d¢e = 0 beriicksichtigt. Dieser ist
giiltig, weil die interpolierte kritische Energiefreisetzungsrate unabhingig von ¢, ist.
Dasselbe trifft auf den letzten Term der Gleichung, afp({b, €akk) /0P = 0 zu, da fir die
effektive homogenisierte plastische Energie nach Gl. (8.26)

INCXE Zhg@m> (9.14)

gilt und somit keine Abhéngigkeit zu ¢. besteht. Um eine Rissheilung zu verhindern
wird die Bedingung ¢C 0 erzwungen, dies geschieht indem fiir den Fall qﬁc <0 -
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be 20 gesetzt wird. Da die Entwicklung des Rissphasenfeldes irreversibel ist, ist das
vorgestellte Modell als Schidigungsmodell einzustufen.

Mit wenigen notwendigen Anpassungen zur Kopplung mit dem Rissphasenfeld, erfolgt
die Berechnung der mechanischen Grofen nach dem elastischen Mehrphasenfeldmodell
aus Abschnitt 8.1.2 und dem Homogenisierungsansatz fiir plastische Verformungen, Ab-
schnitt 8.1.3.1. Alle phasenabhdngigen elastischen und akkumulierten plastischen Ver-
zerrungen sind durch €, = (€.%,6.°,...,6.N) und e = (eg‘kk,sfkk, e ,sé\f(k) gegeben.
Der Homogenisierungsansatz erlaubt die Berechnung von phaseninhérenten Spannun-
gen und plastischen Verzerrungen und erméglicht somit, das Auftreten von plastischen
Verzerrungen innerhalb von sproden Phasen zu vermeiden. Um die Modelle des vor-
herigen Kapitels fiir die Anwendung auf Rissprobleme anzupassen, ist es wichtig zu
beachten, dass anstelle der Interpolationsfunktion, A%, Gl. (8.2), die Festphaseninter-
polationsfunktion, hf, Gl. (9.3), verwendet wird.

Eine Aufspaltung der Forméanderungsenergie in ihren positiven und negativen Anteil,
fo=1[fe]" +[fe], ist fiir die Abbildung der Zug-Druck-Spannungsasymmetrie [83] von
Gusseisen mit Lamellengraphit unbedingt notwendig, da damit ein Risswachstum un-
ter Druckbelastung verhindert wird. Beriicksichtigt man die Aufspaltung, 1dsst sich die
effektive homogenisierte Formdnderungsenergie mittels einer volumenanteiligen Inter-
polation hinsichtlich der Festphasen definieren:

F(bbustuneiod = Y @) e[ @]+ [ @n]) o)

Die Aufspaltung der Forminderungsenergie erfolgt bei isotropen Materialien nach der
spektralen Zerlegung von Miehe et al. [88] und bei transversal isotropem Verhalten
nach Teichtmeister et al. [135] unter Verwendung des Verzerrungstensors (8.27). Die
Degradierungsfunktion, he, degradiert die Formanderungsenergie der Festphasen bei
wachsendem Volumenanteil der Rissphase. Da nur der positive Anteil der Forménde-
rungsenergie durch die Degradierungsfunktion von ¢. abhéngt, fliekt nur dieser Anteil

in die Evolutionsgleichung (9.10) mit ein, d.h. bei Druckbelastung, [fear = 0, findet

kein Risswachstum statt. Um den Ubergang von Rissen zwischen sproden und duktilen
Phasen zu ermoglichen, werden zwei verschiedene Degradierungsfunktionen angewen-
det:

(1- ¢e)? ,sprode
€ akk (9.16)

he (e, €anc) = 9
(1= o) o duktil.

Die spréde Degradierungsfunktion ist bei Phasenfeld-Rissmodellen fiir sprédes Bruch-
verhalten sehr verbreitet und die duktile Degradierungsfunktion wurde von Ambati
et al. [3] eingefithrt. Der Parameter €9, , ., wird nach Ambati et al. [3] dazu verwen-
det, die duktile Rissausbreitung hinsichtlich eines kritischen Wertes der akkumulierten
plastischen Verzerrung zu steuern. Mittels der Kopplung der Degradierungsfunktion
mit der akkumulierten plastischen Verzerrung, werden selbst bei kleinen Deformatio-
nen wichtige Charakteristiken von duktilen Risswachstum imitiert.

Die phaseninhdrenten Spannungen ergeben sich zu

&% = hoC°[6.%], (9.17)
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womit sie nicht im Sinne eines hyperelastischen Materialverhaltens nach Gl. (4.54)
aus Gl. (9.15) herleitbar sind. Da der gesamte Spannungstensor und nicht nur sein
Zuganteil degradiert wird, wie bei der Forméanderungsenergie (9.15), handelt es sich,
unter Verwendung der Terminologie von Ambati et al. [4], bei dem vorgestellten Modell
um ein Hybridmodell. Der effektive homogenisierte Spannungstensor,

M=

&(p,6) =Y h¢e?, (9.18)

a=1

mit & = (6%,6°,...,6"), wird zur Berechnung des mechanischen Gleichgewichtszu-
standes verwendet. Es ist wichtig zu beachten, dass Rissschlieliungsprozesse und die
damit verbundene Kraftiibertragung durch dieses Modell nicht erfasst werden. Riss-
spitzen wirken lokal als Spannungskonzentratoren, deshalb treten selbst bei kleinen
makroskopischen Deformationen lokale Verzerrungen von > 2 % auf. Unter Druckbelas-
tung versagen Graugussproben bei makroskopischen Dehnungen von > 8 %. Die geome-
trischen Nichtlinearitdten, die unter den beschriebenen Zustinden auftreten, werden
unter der Annahme von kleinen Deformationen aus Griinden der Zweckmibigkeit ver-
nachléssigt.

Tabelle 9.1 fasst das Modell zusammen.
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Tabelle 9.1: Geltende Gleichungen des Phasenfeld-Rissmodells

Mechanisches Gleichgewicht

Statische Impulsbilanz

Impulsbilanz auf Kontaktunstetigkeiten

Kompatibilitdtsbedingung

V-6=0
(6% -6 mh=0
(H® - H") = a®f @ nP

Plastizitit
fe <0
KKT System A% >0
fEA =0
. . o OfY
Fliefsregel Ep = A" 55k
Fliefunktion ff=osm® - 0}?‘

Evolution Rissphasenfeld

KKT System

Fliefsregel
Flieftfunktion

fe20
$e 20
fothe =0
b =M f.

Festphasenevolution

FlieRregel ¢ = ~h .
Mehrphasenfeldmodel
Mehrphasenfeldmodell Summenbedingung &= N‘ba
agl ¢ﬁ
N
Festphasen Summenbedingung > hi=1
a=1
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9.2 Kapitelspezifische Kernpunkte der Numerik

Aufbauend auf Abschnitt 8.2 werden die zusétzlich relevanten numerischen Punkte des
Phasenfeld-Rissmodells nachfolgend erldutert. Die Phasenfeldgleichung (9.10) wird in
der Mitte der numerischen Zellen geldst, wobei das explizite Euler-Schema fiir die zeitli-
che Ableitung und die Finite-Differenzen-Methode (FDM) unter Verwendung von zen-
tralen Differenzen zweiter Ordnung fiir die rdumlichen Ableitungen angewendet wird.
Treten aufgrund des expliziten Euler-Schemas Werte des Rissphasenfeldes auf, die gro-
fser als eins sind, werden alle Phasenfelder der Festphasen auf Null gesetzt und es gilt
¢c = 1. In Punkten, in denen der Gradient des Rissphasenfeldes kleiner als ein bestimm-
ter Wert ist, wird isotropes Materialverhalten der kritischen Energiefreisetzungsrate,

F, o =1, angenommen.

Die Berechnung der Phasenfelder und der mechanischen Felder wird gestaffelt durchge-
fiihrt, d.h. es gibt keine monolithische Losung. Die Phasenfelder und die mechanischen
Felder dienen sich gegenseitig als Input und werden zu diesem Zweck an die erfor-
derlichen Positionen der diskreten Zellen interpoliert. Fiir jedes Belastungsinkrement
der mechanischen Randbedingungen werden die Phasenfelder in einen stationdren Zu-
stand gebracht. Unter Verwendung von fixierten mechanischen Randbedingungen und
konstanten mechanischen Feldern wird die Phasenfeldgleichung der Rissphase (9.10)
explizit gelost, bis das Kriterium de ~ 0 erfiillt ist. Dies geschieht ohne Anpassung
der Normalenvektoren des Rissphasenfeldes. Nach Erfiillung der Gleichgewichtsbedin-
gung werden aktualisierte Normalenvektoren des Rissphasenfeldes berechnet. Sobald
der stationdre Zustand der Phasenfelder fiir die aktualisierten Normalenvektoren gilt,
wird die mechanische Belastung erhdht. Durch das beschriebene Verfahren haben das
Zeitinkrement At und die Mobilitdt M der Phasenfeldevolutionsgleichung (9.10) nur
einen vernachlédssigbar geringen Einfluss auf die Simulationsergebnisse und werden so
gewihlt, dass keine numerischen Instabilitdten auftreten. Da die Simulationsergebnisse
zeitunabhingig sind, kénnen nur Aussagen iiber mogliche Risspfade, nicht aber iiber
die Kinetik des Risswachstums gemacht werden.

9.3 Verifizierung und Validierung des Modells zur Simulation von
sprod-anisotropem und duktilem Risswachstum

Im folgenden Kapitel wird das entwickelte Modell validiert und verifiziert. Da das sprod-
anisotrope Rissmodell im Mehrphasenkontext bereits in der Verdffentlichung Praja-
pati et al. [109] und das duktile Rissmodell in Ambati et al. [3] validiert wurden,
liegt das Hauptinteresse dieses Abschnitts auf der Untersuchung der Rissentstehung
und -ausbreitung in mehrphasigen Bereichen mit spréd-anisotropen und duktilen Fest-
phasen. In Abschnitt 9.3.1 wird ein initialer Riss betrachtet, der die planare diffuse
Grenzflache zwischen einer sprod-anisotropen und duktilen Festphase passiert. In Ab-
schnitt 9.3.2 wird die Rissentstehung und -ausbreitung in einem Simulationsgebiet mit
einem einzelnen sproden, transversal isotropen Ellipsoid, das eine Graphitlamelle dar-
stellt, eingebettet in eine perlitische Matrix, analysiert. Schlieklich werden Rissentwick-
lung und -wachstum in einem Simulationsgebiet simuliert, das aus drei unterschiedlich
orientierten elliptischen Einschliissen besteht, die in eine duktile Matrix eingebettet -
Abschnitt 9.3.3. Das Simulationsgebiet wird dabei auf Zug und Druck beansprucht.
Bei allen Simulationen wird eine physikalische Gebietsgrofe von 80 mm x 80 mm ange-
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nommen, um die korrekte Verwendung des Regularisierungsparameters zwischen den
festen Phasen und dem Riss zu gewihrleisten, wobei Ax = Ay = Az = 0,265 mm als
Gitterabstand gewdhlt wurde.

Das Modell erlaubt die Simulation kombinierter anisotroper und duktiler Eigenschaf-
ten einer einzelnen Phase, dies ist jedoch fiir die betrachteten fiktiven Materialien nicht
notwendig ist, da die imitierten Graphitlamellen anisotrop spréde sind und die per-
litische Matrix isotrop duktil ist. Eine Kombination von anisotrop-duktil wird in der
vorliegenden Studie nicht betrachtet.

Aufgrund des Berechnungsaufwandes beschrinken sich die Simulationen auf Pseudo-
2D-Gebiete (eine Zelle in z-Richtung). Jede Simulation wurde mit den gleichen mecha-
nischen Randbedingungen durchgefiihrt, siehe zur Veranschaulichung z.B. Abb. 9.1. Die
Réander in z-Richtung sind als spannungsfrei definiert. Am unteren und oberen Rand
der Doméne wird inkrementell eine orthogonale Verschiebung u aufgebracht. Die ortho-
gonale Verschiebungsrandbedingung erlaubt eine freie Kontraktion des Materials. Um
einen Simulationsaufbau zu erhalten, der einem ebenen Verzerrungszustand entspricht,
wird die orthogonale Verschiebungsrandbedingung in z-Richtung angewendet, wobeil
die orthogonalen Verschiebungen gleich Null sind. Die mechanischen Randbedingungen
werden erhéht, nachdem die Bedingung <;§c < 107 fiir aktualisierte Normalenvektoren
des Rissphasenfeldes gilt. Zwischen allen Festphasen wird ein diffuser Ubergang wih-
rend eines Preprocessingschritts erzeugt. Es findet keine Fest-Festphasenumwandlung
statt.

Der E-Modul, die Poisson-Zahl und die Fliefspannung des Perlits sind identisch zu den
Werten fiir Perlit bei Raumtemperatur, aus Kapitel 7, Tabelle 7.2. Fiir den linearen Ver-
festigungsfaktor gilt HY = 0,01E9. Die kritische Energiefreisetzungsrate berechnet sich
aus einem Standardwert des kritischen Spannungsintensititsfaktors, KIdC =50 MPay/m.
Die Zugfestigkeit fiir Perlit ist o0 = 738 MPa. Sie wurde dem Diagramm CI1.024 Pear-
litic ductile iron bar aus Boyer |23] entnommen.

Der Elastizitdatsmodul und der kritische Spannungsintensititsfaktor der Graphitla-
mellen sind aus Pickup et al. [106] entnommen und die Poisson-Zahl ist durch Fishlock
et al. [46] gegeben, siehe Tabelle 9.2. Fiir die Berechnung der phasenabhingigen Re-
gularisierungsparameter [° nach Tanné et al. [134] wird fiir Graphit eine Zugfestigkeit
aus Zhang et al. [154]. Transversal isotrope Materialsteifigkeiten werden mit Hilfe des
Elastizitdtsmoduls, der Poisson-Zahl und dem Anisotropiefaktor aus Gl. (9.8) ermit-
telt. Betrachtet man die atomare Struktur von Graphit, die aus vielen geschichteten
Basalebenen besteht, so erhélt man einen transversalen isotropen Steifigkeitstensor der
Form

022(1 + Faniso) Alame C112(1 + Faniso) 0 0 0
)\lame + 2,Ula,me 012 0 0 0
C = 022(1 + Faniso) 0 0 0
tran. = sym. 0225012 0 0
C11-C13

= 0

Cya .

7y7Z
(9.19)
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Tabelle 9.2: Verwendete mechanische Parameter fiir Perlit und Graphit

Eigenschaften Perlit Graphit
E-Modul £ 210,0 GPa 12,40 GPa
Poisson’sche Zahl v 0,3 0,1

Fliekgrenze oy o 230,0 MPa

Linearer Verfestigungsfaktor H 2,1GPa

Kritischer Spannungsintensititsfaktor Kj. 50,0 MPa\/mm 1,34 MPa,/mm
Zugfestigkeit oy, 738,0 MPa 27,6 MPa

innerhalb des Z, 7, 2-Koordinatensystems eines sproden Partikels. Dabei sind die Lamé
Konstanten (4.59) gegeben durch

vE E

(1-20)(1+v) M=oy (9.20)

)\lame =

Es wird wieder angenommen, dass die Basalebenen, a-Richtung des hexagonalen Kris-
tallsystems, parallel zur z, Z-Ebene liegen, wie im Fall der anisotropen kritischen En-
ergiefreisetzungsrate (9.8). Mit dem verwendeten Verfahren wird eine Korrelation der
Anisotropiestéirke zwischen der kritischen Energiefreisetzungsrate und der Materialstei-
figkeit gewé#hrleistet. Die kritischen Energiefreisetzungsraten G¢ sind durch die einge-
fiihrten Materialparameter als G = K2 (1-1%)/E definiert, entsprechend einem ebenen
Verzerrungszustand, siehe Gl. (5.3).

Bei Phasenfeld-Rissmodellen vom Typ AT-1 und AT-2 besteht eine Abhéngigkeit
der Simulationsergebnisse von der diffusen Ubergangsbreite zwischen Festphasen und
Riss [88, 74, 132]. Dies gilt insbesondere bei der Betrachtung von Rissentstehungs-
prozessen. Falls initiale Risse bestehen und die Ubergangsbreite mit dem Diskreti-
sierungsgitter und der Gebietsgrofe kompatibel sind, ist dieses Phinomen nicht si-
gnifikant |72, 105, 153, 134|. In Pham und Marigo [104] wurde diese Schwierigkeit
ausgiebig untersucht und geschlussfolgert, dass der Langenparameter als Materialeigen-
schaft betrachtet werden sollte, die von der Zugfestigkeit, o,, eines Werkstoffs abhéngt.
Tanné et al. [134] haben eine mogliche Losung zur korrekten Bestimmung von [ vor-
gestellt. Aus der Betrachtung des Lingenparameters als Materialeigenschaft resultiert
eine Einschrinkung der Anwendbarkeit von Phasenfeld-Rissmodellen auf kompatible
Diskretisierungsgitter und Gebietsgrofen. Diese Einschrinkung schliefst oft Simulatio-
nen auf kleinen Lingenskalen aus. Fiir den hier verwendeten Ansatz folgt der richtige
Léngenparameter aus der Rissevolutionsgleichung (9.12), fiir den einfachen Fall eines
1D-Zugstabs, bestehend aus einem linear elastischen, sprod-isotropen Werkstoff, ohne
das initiale Vorliegen der Rissphase, ¢.(x) = 0, und damit nicht existenter Gradienten,
Voe(x) = 0. Unter diesen Annahmen vereinfacht sich Gl. (9.12) zu:

e 3G, O(1-¢.)? Ee? 3G, )
=-MS2e s 2 2 o [ 2EE (1 - o) EE? ), 21
ot (81+ o6 2 57 " (L-9)Ee (6:21)
\___\r_/H,_/
_OhY :fe
" 9¢c
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mit £ als dem Elastizitdtsmodul und ¢ als der Dehnung in die Belastungsrichtung.
Unter Beriicksichtigung der geforderten Bedingung ¢. > 0, muss fiir den Ausdruck in
der Klammer gelten, das

3G
(gTC‘(l‘¢C)E52) <0. (9.22)
Soll ein Materialversagen erst eintreten, wenn die Zugfestigkeit, o,, erreicht ist, dies ist

der Fall sobald eine kritische Dehnung e, vorliegt, ldsst sich die diffuse Ubergangsbreite
dementsprechend wihlen, und es folgt:

3G,

27 = (1-0c) Bz, (9.23)
=0
was umgeformt nach o, = Fe, zu
3G
o, = WEC’ (9.24)

fiihrt. Hieraus kann der Langenparameter so formuliert, dass eine Rissentstehung ein-
tritt, wenn die Zugfestigkeit erreicht ist:

3G.E

R
8oz

l:

(9.25)

Dieser Zusammenhang wird fiir die Ermittelung des Lingenparameters verwendet.

9.3.1 Planarer diffuser Phasentibergang zwischen spréd-anisotroper und
duktiler Festphase

Das untersuchte Problem besteht aus dem Ubergang einer spréd-anisotropen Festphase
in eine duktile Phase mittels einer diffusen planaren Grenzfliche. In der linken Hélfte
des Simulationsgebietes liegt die sprod-anisotrope Phase vor und in der rechten Hélfte
die duktile Phase. Auf der linken Seite des Gebietes befindet sich ein 20 mm langer
Anfangsriss. In Abb. 9.1 sind der Simulationsaufbau sowie die mechanischen Randbe-
dingungen dargestellt. Es wurden nur Zugversuche durchgefiihrt, deren mechanische
Randbedingungen am Anfang dieses Abschnitts spezifiziert sind.

Als Materialparameter fiir die anisotrope spréode Phase werden der E-Modul, die
Poisson-Zahl und die kritische Energiefreisetzungsrate von Perlit, Tabelle 9.2, verwen-
det. Die Materialparameter von Graphit aus Tabelle 9.2 werden nicht fiir die sprod-
anisotrope Phase verwendet, um transkristallines Risswachstum des initialen Risses zu
gewdhrleisten. Mit Gl. (9.19) ist der transversal isotrope Steifigkeitstensor fiir die spro-
de Phase definiert, es treten keine plastischen Verformungen der sproden Phase auf. Die
entsprechenden Parameter von Perlit aus Tabelle 9.2 gelten auch fiir die duktil-isotrope
Phase, die sich elastoplastisch verhilt.

In den folgenden Studien wird der Einfluss jeweils nur eines Parameters untersucht.
Hierflir wird ein Satz von Standardmodellparametern definiert, die konstant gehalten
werden, wenn ein Parameter variiert wird: € = 3Ax, sgkkkrit = 0,08, F} o = 2 und

oniso = 90°. Es werden die Einfliisse der folgenden Parameter auf das Risswachstum
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Abbildung 9.1: Simulationsgebiet fiir einen Riss, der einen vertikalen planaren diffusen Festphasen-
iibergang passiert, zusammen mit den mechanischen Randbedingungen. Die spréd-
anisotrope Phase ist in orange und die duktile Phase in blau dargestellt. Die gestri-
chelten Linien deuten den diffusen Ubergang zwischen den beiden Festphasen an.

und das makroskopische Spannungs-Dehnungs-Verhalten untersucht: der Parameter,
der die Breite des diffusen Ubergangs zwischen den Festphasen definiert, €, aukerdem
der Rotationswinkel der transversalen Isotropie um die z-Achse des Bezugskoordinaten-
systems, 5 . . der Anisotropiefaktor, F} . . sowie der Grenzwert der akkumulierten
plastischen Verzerrung der duktilen Phase, €gkk’krit )

Zunichst wird der Einfluss des Parameters zur Definition der Breite des diffusen Uber-
gangs zwischen den Festphasen fiir die Werte € = {3;5; 7} Az, in Bezug auf das Span-
nungs-Dehnungs-Verhalten und die Rissmorphologie, untersucht, siche Abb. 9.3 (a). Die
entsprechenden Konturplots der von-Mises-Vergleichsspannung nach Gl. (9.18), o\,
und der effektiven homogenisierten akkumulierten plastischen Verzerrung, €.k, fiir die
in Abb. 9.3 (a) hervorgehobenen Punkte und die Standardparameter, sind in Abb. 9.2
dargestellt. Man erkennt, dass es in den Spannungs-Dehnungs-Diagrammen, bevor der
Spannungswert nach seinem Maximum (¢2) nach typischem spréoden Materialverhalten,
ohne makroskopische plastische Verformung, abrupt abfillt, einen linearen elastischen
Bereich gibt (tg — t2). Der steile Abstieg (2 — t3) wird durch instabiles Risswachstum in-
nerhalb der spréd-anisotropen Phase verursacht. Wie anhand der Polarplots ersichtlich
ist, die die Risspfade in Abb. 9.3 (a) iiberlagern, betrigt der Winkel zwischen dem Riss
in der anisotropen Phase und der z-Achse des Referenzkoordinatensystems ¢ = 19,2°.
Die Diskrepanz zwischen der Neigung des Risses und der Orientierung der Anisotropie
tritt auf, weil die Formanderungsenergie unter Mode-I-Belastung dazu neigt, einen per-
fekt horizontalen Riss anzustreben (¢ = 0°), wihrend die Formulierung der kritischen
Energiefreisetzungsrate eine Steigung entsprechend ¢° . forciert. Diese beiden Gegen-

aniso
spieler bewirken eine tatséchliche Neigung des Risses zwischen ¢ = 0° und % ;. [109].
Sobald der Riss den diffusen Phaseniibergang zwischen den Festphasen erreicht, dndert
sich die Charakteristik der Spannungs-Dehnungs-Kurven und die Rissmorphologie. Der

weitere Verlauf der Spannungs-Dehnungs-Reaktion ist stark nicht linear (t4) und mit
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plastischen Verformungen verbunden. Der Rissverlauf verliert seine Neigung und brei-
tet sich in reiner Mode-I-Manier horizontal aus. Nach dem Bruch der Probe (¢5) sinkt
die makroskopische Spannung auf Null, auf der Ebene der Konturplots liegen lokal
Eigenspannungen vor, die durch die plastischen Verformungen verursacht werden.

In Abb. 9.3 (a) ist zu erkennen, dass die Breite des diffusen Ubergangs zwischen den
Festphasen keinen entscheidenden Einfluss auf die Spannungs-Dehnungs-Kurven und
die Rissmorphologie hat.

Als néchstes wird die Anisotropieorientierung fiir die Werte 3 .. = {0;15;30;45; -30}°
variiert. Die entsprechenden Spannungs-Dehnungs-Kurven und die Rissverldufe sind
in Abb. 9.3 (b) dargestellt. Aufgrund des anisotropen Steifigkeitstensors der sproden
Phase steigt der Spannungsspitzenwert des Diagramms mit zunehmendem Anisotro-
piewinkel. In Analogie zu Graphit werden bei einem Rotationswinkel von 9% .. = 0°
nur die Van-der-Waals-Kréfte beansprucht, wahrend bei ] ;. = 90° nur die kovalenten
Bindungen beansprucht werden, was zu héheren makroskopischen Spannungswerten
filhrt. Mit zunehmendem Rotationswinkel der Anisotropie nimmt erwartungsgeméfs
auch die Ablenkung des resultierenden Risses zu, wobei wiederum zu beachten ist, dass
die Formulierung der kritischen Energiefreisetzungsrate und die Forménderungsener-
gie als Gegenspieler wirken. Die resultierenden Spannungs-Dehnungs-Diagramme bei
einem Vorzeichenwechsel des Rotationswinkels sind dquivalent, vergleiche v . = 30°
und ¢7 . =-30"in Abb. 9.3 (b). Das Risswachstum in der duktilen Phase unterschei-
det sich nicht signifikant fiir unterschiedliche Anisotropieorientierungen, alle Kurven,

mit Ausnahme von ¢ . =45° sind quasi identisch.

Der Einfluss des Anisotropiefaktors auf das mechanische Verhalten wird fiir die Werte
F? o = {1;1.5;2;2,5; 3} untersucht, siehe Abb. 9.4 (c). Der Spannungs-Dehnungs-Ver-
lauf zeigt hohere Spitzenwerte, wenn der Anisotropiefaktor zunimmt. Der Grund hierfiir
ist, dass der Anisotropiefaktor die Steifigkeit der sproden Phase erh6ht und somit auch
die effektive Steifigkeit des Simulationsgebietes. In Analogie zu Lamellengraphit erfolgt
der Anstieg des Elastizitdtsmoduls innerhalb der Basalebenen, in a-Richtung des he-
xagonalen Kristallsystems. Wird der Anisotropiefaktor mit F} . =1 gewihlt, verhélt
sich die spréode Phase isotrop und das Rissprofil hat keine Steigung, ¢ » 0°. Die Ab-
lenkung des Risses steigt mit wachsendem Anisotropiefaktor aufgrund der anisotropen

kritischen Energiefreisetzungsrate.

Zuletzt wird der Einfluss des Grenzwertes der akkumulierten plastischen Verzerrung
der duktilen Phase fiir die Werte 5gkk it = 10,8;0,6;0,4; 0,2} untersucht. Die entspre-
chenden Ergebnisse sind in Abb. 9.4 (d) gezeigt. Solange sich der Riss innerhalb der
sproden Phase ausbreitet, hat eine Anderung des Grenzwertes keinen Einfluss auf das
Materialverhalten, weder im Hinblick auf das Spannungs-Dehnungs-Verhalten, noch auf
die Rissmorphologie. Auch die Rissmorphologie in der duktilen Phase wird durch den
Grenzwert nicht signifikant verdndert. Es besteht jedoch erwartungsgeméf ein starker
Einfluss auf den Verlauf der Spannungs-Dehnungs-Diagramme wéihrend der Riss durch
die duktile Phase wandert. Mit steigendem Grenzwert nimmt die Bruchdehnung zu,
da die duktile Degradierungsfunktionen von e,y kit abhéingt, was bedeutet, dass mit
steigendem €,y krit hohere plastische Verzerrungen erforderlich sind, um eine Rissaus-
breitung in der duktilen Phase zu verursachen.
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Abbildung 9.2: Entwicklung des Rissphasenfeldes, ¢., und der resultierenden von-Mises-Vergleichs-
spannung, o M., zusammen mit der effektiven homogenisierten akkumulierten plasti-
schen Verzerrung, €.k, des Simulationsaufbaus mit einem planaren diffusen Phasen-
ibergang zwischen zwei Festphasen und den Standardparametern.
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Abbildung 9.3: (a) Spannungs-Dehnungs-Verlaufe fiir verschiedene Werte von e = {3;5;7}Az, fiir
den Simulationsaufbau mit einem planaren diffusen Phaseniibergang zwischen zwei
Festphasen. (b) Spannungs-Dehnungs-Verlaufe fiir verschiedene Werte von v}, =
{0;15;30;45; -30}° fiir den Simulationsaufbau mit einem planaren diffusen Phasen-
ibergang zwischen zwei Festphasen. Die Risspfade sind zusammen mit Polarplots der
anisotropen kritischen Energiefreisetzungsrate und der Neigung der Risse dargestellt.
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Abbildung 9.4: (c) Spannungs-Dehnungs-Verliufe fiir verschiedene Werte von Fy ;. = {1;1,5;2;2,5; 3},
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fiir den Simulationsaufbau mit einem planaren diffusen Phaseniibergang zwischen zwei
Festphasen. (d) Spannungs-Dehnungs-Verldufe fiir verschiedene Werte von sgkk,krit =
{0,08;0,06;0,04; 0,02} fiir den Simulationsaufbau mit einem planaren diffusen Phasen-
iibergang zwischen zwei Festphasen. Die Risspfade sind zusammen mit Polarplots der
anisotropen kritischen Energiefreisetzungsrate und der Neigung der Risse dargestellt.
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Abbildung 9.5: Aufbau der Rissentwicklungsuntersuchung in einem Gebiet, das aus einem elliptischen,
transversal isotropen, spréden Partikel besteht, der in eine duktile Matrix eingebettet
ist, zusammen mit den mechanischen Randbedingungen. Der spréd-anisotrope Partikel
ist in orange und die duktile Matrix in blau dargestellt.

9.3.2 Einzelner elliptischer, transversal isotroper, sproder Partikel in duktiler
Matrix

In diesem Abschnitt wird ein einzelner elliptischer, transversal isotroper, sproder Parti-
kel, eingebettet in eine duktile Matrix, als Simulationsaufbau verwendet. Die Lingsach-
se des Ellipsoids, die der Z-Richtung der anisotropen kritischen Energiefreisetzungsrate
entspricht, wird um die z-Achse des Referenzkoordinatensystems rotiert. Die Linge des
Ellipsoids betrdgt 64 mm und die Héhe 4 mm. In Abb. 9.5 sind der Simulationsaufbau
sowie die mechanischen Randbedingungen dargestellt. Die zu Beginn dieses Abschnitts
eingefiihrten mechanischen Randbedingungen werden fiir die Zugversuche angewendet.

Als Materialparameter fiir die spréd-anisotrope Phase werden die Werte fiir Graphit
aus Tabelle 9.2 verwendet und in Gl. (9.19) eingebaut. Die duktile Matrix besitzt die
mechanischen Figenschaften von Perlit in Tabelle 9.2. In den folgenden Untersuchungen
wird, wie zuvor, jeweils nur der Einfluss eines Parameters untersucht. Daher wird ein
Satz von Standardmodellparametern definiert, die konstant gehalten werden, wenn ein

.o . . _ d _ S _ s _ o
anderer Parameter variiert wird: € = 3Ax, € akk krit = 0,08, F} ico = 2 und 5 ;. = 30°

Zunéchst wird der Einfluss des Liangenparameters zur Definition der diffusen Breite
der Festphaseniibergéinge fiir die Werte € = {3;5; 7} Az, in Bezug auf das Spannungs-
Dehnungs-Verhalten und die Rissmorphologie, untersucht, siehe Abb. 9.7 (a). Die ent-
sprechenden Konturplots der von-Mises- Vergleichsspannung nach Gl. (9.18), oy, und
der effektiven homogenisierten akkumulierten plastischen Verzerrung, .y, fiir die in
Abb. 9.7 (a) hervorgehobenen Punkte und die Standardparameter, sind in Abb. 9.6
dargestellt. Es ist zu erkennen, dass in den Spannungs-Dehnungs-Diagrammen ein line-
ar elastischer Bereich bis zu einer Dehnung von ¢ » 0,075 % vorliegt (9 — ¢1). Anhand
der Entwicklung der Rissphase, sowie der Spannungs-Dehnungs-Diagramme, sieht man,
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dass es drei Phasen des Risswachstums gibt. Zunéchst breitet sich ein Riss innerhalb
der sproden Phase aus. Dieses Risswachstum wird von einem Abfall des Spannungs-
Dehnungs-Plots (t; — t2) begleitet, der sprode abliuft. Nachdem die Spannung einen
kritischen Wert (¢3) erreicht hat, beginnen die Rissspitzen, sich durch den diffusen Fest-
phaseniibergang auszubreiten. Wihrend dieser Phase hat der Spannungs-Dehnungs-
Plot einen nahezu konstanten Spannungswert (f3 — t4). Danach breitet sich der Riss
vom oberen und unteren Ende des Ellipsoids aus und wéchst horizontal bis zum voll-
standigen Versagen des Testgebietes, die Spannungs-Dehnungs-Kurven fallen dann zu
Null ab (t4 — t¢). Eigenspannungen entstehen durch plastische Verzerrungen nach dem
Bruch. Bei der Rissausbreitung in der duktilen Phase tritt ein ausgepragtes nicht li-
neares Verhalten auf.

Es ist eine leichte Abhéngigkeit der Spannungs-Dehnungs-Kurven vom Lingenparame-
ter zur Definition der diffusen Breite der Festphaseniiberginge zu erkennen, wobei eine
Konvergenz des Materialverhaltens mit steigendem Langenparameter vermutet werden
kann. Die Rissmorphologie beim Bruch ist unabhingig von der gewéhlten Festphasen-
ibergangsbreite, wie aus den Abbildungen der Rissverldufe in Abb. 9.7 (a) ersichtlich
ist.

Die Berechnung der mechanischen Felder ist in Bereichen der Simulationsdomine mit
mehreren koexistierenden Phasen deutlich aufwindiger, als in Bereichen mit nur einer
Phase. Da der Langenparameter keinen starken Einfluss auf die Simulationsergebnisse
hat, ist es zielfithrend, einen mdoglichst kleinen Lingenparameterwert zu wéhlen, der
aber einen guten Kompromiss zwischen Genauigkeit und Rechenzeit darstellt.

Der Name Grauguss leitet sich von den Bruchflichen gebrochener Graugussbautei-
le ab, die meist einen grauen Schimmer haben. Solche griulichen Bruchflichen sind
das Ergebnis eines bevorzugten Risswachstums entlang von Graphitlamellen, bedingt
durch die deutlich geringere kritische Energiefreisetzungsrate von Graphitlamellen, ver-
glichen mit der metallischen Matrix [83]. Unter Zugbelastung haben Graphitlamellen
eine vernachlissighbare Belastbarkeit und wirken daher bereits bei sehr kleinen Deh-
nungen als Mikrorisse [54, 31|. Die Flanken der gebrochenen Graphitlamellen wirken
als Spannungserhéher und induzieren lokale plastische Zonen [54]. Erst wenn die Gra-
phitlamellen ihre Tragfahigkeit verloren haben, beginnt die duktile Matrix zu brechen.
Die Simulationsergebnisse zeigen, dass das beschriebene Verhalten durch das vorgestell-
te Modell abgebildet werden kann. Die Rissentstehung erfolgt ausschliefilich innerhalb
der sprioden Phase, die mit Graphitlamellen assoziiert ist, wobei die Richtung des Riss-
wachstums entlang der sproden Phase durch die anisotrope Formulierung der kritischen
Energiefreisetzungsrate begiinstigt wird, bevor die Rissausbreitung innerhalb der duk-
tilen Matrix erfolgt. Der sich innerhalb der duktilen Phase ausbreitende Riss wird von
lokalen plastischen Verzerrungen vor den Rissspitzen begleitet, siehe Abb. 9.6 (¢3). In-
nerhalb der Matrix findet ein Risswachstum in horizontaler Richtung statt, was typisch
flir Modus I Belastung ist.

Als néchstes wird die Neigung des spréden Ellipsoids variiert. Die Rotationswinkel der
Langsachse des Ellipsoids um die z-Achse des Bezugskoordinatensystems entsprechen
der Rotation des %, 7, 2-Koordinatensystems der Anisotropieformulierung fiir die Werte

S hiso = 105 15;30;45; -30}°. Die entsprechenden Spannungs-Dehnungs-Kurven und die
Rissverldufe bei Bruch sind in Abb. 9.7 (b) dargestellt. Wie man sehen kann, sind die
Spannungs-Dehnungs-Kurven stark von der Orientierung des Partikels abhéngig. Die

Simulation mit einem Rotationswinkel von 1 .. = 0° zeigt den kleinsten maximalen
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Spannungswert. In Analogie zu Lamellengraphit erfolgt in diesem Fall die Belastung ge-
nau orthogonal zu den Basalebenen, so dass der hochste Wert der Forméanderungsener-
gie mit der Richtung des geringsten Risswiderstandes zusammenfillt. Die Abweichung
zwischen der maximalen Forménderungsenergie und dem minimalen Risswiderstand
wichst mit zunehmendem Rotationswinkel, so dass grofsere Spannungen erforderlich
werden, um Risse zu verursachen. Aus diesem Grund hat die Simulation mit einem
Rotationswinkel von 9% . ~=45° die héchste maximale Spannung. Unabhéngig vom
der Orientierung entwickelt sich der Riss immer entlang der Lingsachsen der sproden
Partikel. Die resultierenden Spannungs-Dehnungs-Diagramme beim einem Vorzeichen-
wechsel des Rotationswinkels sind &quivalent, vergleiche 3 ..~ =30° und ¢ ;. = -30°
in Abb. 9.7 (b).

Der Einfluss des Anisotropiefaktors auf das mechanische Verhalten ist in Abb. 9.8 (¢)
dargestellt, die Ergebnisse entsprechen den Werten F} .. = {1;1,5;2;2,5;3}. Die Span-
nungs-Dehnungs-Kurven sind anndhernd identisch. Der einzige auffillige Unterschied
existiert zwischen den Maximalwerten der Spannungen. Eine Erhohung der Steifigkeits-
komponente der sproden Phase durch den Anisotropiefaktor hat jedoch keine so grofse
Auswirkung auf das makroskopische Materialverhalten wie im vorherigen Beispiel, da
sich bereits bei sehr kleinen Dehnungen ein Mikroriss im Inneren des Ellipsoids bildet.
Im nicht linearen Bereich des Diagramms, der durch plastische Verformungen gekenn-
zeichnet ist, sind die Diagramme identisch. Auf der Skala des Rissphasenfeldes fallt auf,
dass der Riss mit zunehmendem Anisotropiefaktor schlanker wird, da die Stirke der

Richtungsabhingigkeit zunimmt.

Zuletzt wird der Einfluss des Grenzwertes der akkumulierten plastischen Verzerrung
der duktilen Phase fiir die Werte egkkkrit ={0,8;0,6;0,4;0,2} untersucht. Die entspre-
chenden Ergebnisse sind in Abb. 9.8 (d) gegeben. Solange sich der Riss innerhalb der
sproden Phase ausbreitet hat auch hier eine Anderung des Schwellenwertes keinen Ein-
fluss auf das Materialverhalten, weder in Bezug auf das Spannungs-Dehnungs-Verhalten
noch in Bezug auf die Rissmorphologie. Auch die Rissmorphologie in der duktilen Phase
wird durch den Grenzwert nicht signifikant beeinflusst. Mit zunehmendem Grenzwert
steigt jedoch die Bruchdehnung, da die duktile Degradierungsfunktion von 5gkk7km ab-

héngt, was bedeutet, dass mit zunehmendem 521{1{ Krit NOhere plastische Verformungen
erforderlich sind, um eine Rissausbreitung in der duktilen Phase zu verursachen.

9.3.3 Mehrphasensimulation in einem idealisierten Graugussgeflige

Als realistischeres Anwendungsbeispiel wird das entwickelte Modell auf ein idealisier-
tes Graugussgefiige angewendet. Der Simulationsbereich enthélt drei unterschiedlich
orientierte, elliptische, transversal isotrope, spriode Partikel, als vereinfachte Darstel-
lungen von Graphitlamellen, in einer duktilen Matrix. Die Linge von 26,67 mm und
die Hohe von 3,33 mm ist bei allen Partikeln gleich. Abbildung 9.9 zeigt den Simulati-
onsaufbau und die angewandten mechanischen Randbedingungen, die identisch zu den
vorherigen Validierungsfillen sind. Zwischen den Festphasen wird ein diffuser Phasen-
iibergang entsprechend e = 3Ax erzeugt. Wihrend der Simulation findet keine Fest-
Festphasenumwandlung statt. Da das Simulationsgebiet kein repréisentatives Volumen-
element im Sinne einer realistischen Gusseisen mit Lamellengraphit Mikrostruktur ist,
erstrecken sich die sproden Partikel fast iiber das gesamte Gebiet. Mittels diesem kleinen
Simulationsbereich ist es also schwierig, eine belastbare Aussage iiber das Materialver-
sagen einer realen Graugussmikrostruktur zu treffen.
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Abbildung 9.6: Entwicklung des Rissphasenfeldes, ¢., und der resultierenden von-Mises-Vergleichs-
spannung, oy.Mm., zusammen mit der effektiven homogenisierten akkumulierten plas-
tischen Verzerrung, e.xx, des Simulationsaufbaus mit einem elliptischen, transversal
isotropen, sproden Partikel, der in eine duktile Matrix eingebettet ist und den Stan-
dardparametern.
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Abbildung 9.7: (a) Spannungs-Dehnungs-Verliufe fiir verschiedene Werte von € = {3;5; 7} Az, fiir den
Simulationsautbau mit einem elliptischen, transversal isotropen, spréden Partikel, der
in eine duktile Matrix eingebettet ist. (b) Spannungs-Dehnungs-Verlaufe fiir verschie-
dene Werte von 93, = {0; 15; 30; 45; —=30}° fiir den Simulationsaufbau mit einem ellip-
tischen, transversal isotropen, sproden Partikel, der in eine duktile Matrix eingebettet
ist. Die Risspfade bei Bruch sind dargestellt. 123
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Abbildung 9.8: (c) Spannungs-Dehnungs-Verliufe fiir verschiedene Werte von Fy ;. = {1;1,5;2;2,5; 3},
fiir den Simulationsaufbau mit einem elliptischen, transversal isotropen, sproden Par-
tikel, der in eine duktile Matrix eingebettet ist. (d) Spannungs-Dehnungs-Verlaufe fiir
verschiedene Werte von Egkk,krit ={0,08;0,06;0,04; 0,02} fiir den Simulationsaufbau mit
einem elliptischen, transversal isotropen, sproden Partikel, der in eine duktile Matrix

eingebettet ist. Die Risspfade bei Bruch sind dargestellt.
124



9.3 Verifizierung und Validierung des Modells zur Simulation von sprdd-anisotropem und duktilem
Risswachstum

/////////Iu

80 mm

ij_kx

z A A A a4

A
Y

80 mm

Abbildung 9.9: Simulationsgebiet mit drei unterschiedlich orientierten elliptischen, transversal isotro-
pen, sproden Partikeln in einer duktilen Matrix, zusammen mit den mechanischen
Randbedingungen. In blau ist die duktile Matrix dargestellt und in orange die spréden
Partikel.

Die Materialparameter fiir die duktile Matrix und die sproden Partikel sind in Tabel-
le 9.2 gegeben. Als Modellparameter wurden der Anisotropiefaktor £} ;. = 1,5 und der
Grenzwerte der akkumulierten plastischen Verzerrung 5§kk et = 0,08 gewdhlt. Mit dem
Anisotropiefaktor erhélt man den unrotierten transversalen isotropen Steifigkeitstensor

der Partikel geméafs Gl. (9.19).

Es wurden ein Zugversuch und ein Drucktest durchgefithrt. Abbildung 9.10 zeigt die
Entwicklung des Rissphasenfeldes unter Zug- und Druckbelastung. Zusétzlich sind Kon-
turplots der von-Mises-Vergleichsspannung, oy, und der effektiven homogenisierten
akkumulierten plastischen Verzerrung, ¢.xi, gezeigt. Alle entsprechenden Zustéinde von
Abb. 9.10 sind im Spannungs-Dehnungs-Diagramm 9.11 hervorgehoben. In beiden Be-
lastungsféllen findet die Rissentstehung in dem Ellipsoid Graphitlamelle statt, dessen
Langsachse orthogonal zur Belastungsrichtung orientiert ist. Die schwichste kritische
Energiefreisetzungsrate fallt bei diesen Partikel genau mit dem Maximum der Form-
dnderungsenergie zusammen, vergleiche in Abschnitt 9.3.2 das Beispiel 9} ;.. = 0°. In
Analogie zur physikalischen Realitdt werden dabei vor allem die schwachen Van-der-
Waals-Bindungen dieser “Graphitlamelle” beansprucht, woraus das Wachstumsverhal-
ten resultiert. Dem Risswachstum innerhalb der horizontalen Graphitlamelle folgen
lokale Spannungsspitzen an den Graphitflanken und damit verbundene plastische Ver-
formungen der perlitischen Matrix. Das beobachtete Verhalten stimmt mit experimen-
tellen Untersuchungen iiberein [54] und wurde bereits in Abschnitt 9.3.2 festgestellt.
Nachdem die erste Lamelle gebrochen ist, beginnt die Lamelle mit einer Rotation der
Langsachse von 1 = —45° bezogen auf das Referenzkoordinatensystem zu brechen. Bei
Druckbelastung entsteht auch innerhalb des vertikalen Ellipsoids ein Riss. Die Riss-
morphologie innerhalb der duktilen Matrix ist unter Zugbelastung definierter als unter
Druckbelastung. Dariiber hinaus treten bei Druckeinwirkung erwartungsgeméfs deut-
lich hohere plastische Verformungen auf. Nach dem Bruch der Proben bewirken die
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Abbildung 9.10: Entwicklung des Rissphasenfeldes, der resultierenden von-Mises-Vergleichsspannun-
gen und der akkumulierten plastischen Verzerrungen eines idealisierten Graugussge-
fiiges. Es wurde Zug- und Druckbelastung aufgebracht.

plastisch verformten Zonen eine komplexe Verteilung der Eigenspannungen, die typisch
fiir Grauguss ist [54].

Wichtige Merkmale des komplizierten konstitutiven Verhaltens von Grauguss in Bezug
auf die Art der Belastung sind in den Simulationsergebnissen zu finden. Dies beinhal-
tet die Nichtexistenz eines linearen elastischen Bereichs unter Zugbelastung und die
Zug-Druck-Spannungsasymmetrie [98]. Abbildung 9.11 zeigt deutlich das asymmetri-
sche Verhalten unter Zug- und Druckbelastung, das typisch fiir Gusseisen mit Lamel-
lengraphit auf der makroskopischen Ebene ist |64, 127|. Unter Zugbelastung weist das
getestete Material ein sprodes Verhalten auf: bei einer Dehnung von e ~ 0,2 % und einer
Maximalspannung von o ~ 95 MPa beginnt die Probe zu versagen. Das Risswachstum
erfolgt ohne das Auftreten grofer makroskopischer plastischer Verformungen und fiihrt
zum Bruch bei einer Dehnung von ¢ ~ 1,63 %. Unter Berticksichtigung der Grofe des
Simulationsgebietes sind diese Ergebnisse relativ gut vereinbar mit experimentellen
Ergebnissen, die in der Literatur dokumentiert sind. Laut Noguchi und Shimizu [97]
zeigt Grauguss unter Zugbelastung keine ausgeprigte Streckgrenze und bricht bei ei-
ner Dehnung zwischen € = 0,5 — 1,0 %, ohne sichtbare Einschniirung. Zugfestigkeiten
in Grauguss liegen im Bereich o = 100 — 500 MPa [113]|. Unter Druckbelastung tritt
ein Abfall im Spannungs-Dehnungs-Diagramm nach einer Dehnung von ¢ » 0,1 % und
einer Spannungsspitze von o ~ 134,56 MPa auf, davor ist der Kurvenverlauf linear. Da-
nach liegt ein groker Abschnitt nicht linearen Materialverhaltens vor, der durch die
plastische Verformung der duktilen Matrix verursacht wird. Die Bruchdehnung unter
Druckbelastung ist € > 5% und kann daher unter der Annahme von kleinen Deforma-
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Abbildung 9.11: Spannungs-Dehnungs-Verhalten einer Simulationsdoméne, inspiriert durch die Mikro-
struktur eines Gusseisens mit Lamellengraphit unter Zug- und Druckbelastung. Ob-
wohl die Simulationsdomaéne kein représentatives Volumenelement darstellt, kann eine
deutliche Zug-Druck-Abhéngigkeit des Spannungs-Dehnungs-Diagramms beobachtet

werden, wenn man die Spitzenspannungen und die Bruchdehnungen betrachtet.

tionen nicht mehr sachgerecht dargestellt werden. Das unterschiedliche Verhalten unter
Zug- und Druckbelastung wird in den Simulationen durch die Aufspaltung der Form-
dnderungsenergie hervorgerufen. Der positive Anteil der Forminderungsenergie unter
Druckbelastung ist im Vergleich zum Zugbeispiel deutlich kleiner, daher erfolgt das
Versagen der duktilen Matrix bei deutlich héheren Dehnungen.
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KAPITEL

Zusammentfassung und Ausblick

Abschlieffend werden eine Zusammenfassung der im Rahmen dieser Arbeit erzielten
Ergebnisse und mogliche weiterfiihrende Erginzungen gegeben. Das Ziel war es, me-
chanische und thermische Aspekte von Gusseisen mit Lamellengraphit auf numerischem
Wege zu betrachten. Alle entwickelten Modelle wurden in das Softwarepaket Pace3D
integriert.

Hinsichtlich der Graphitmorphologie wurde in Kapitel 7 die Sensitivitat wichtiger ma-
kroskopischer, mechanischer und thermischer Eigenschaften von Grauguss in einem
grofen Temperaturbereich untersucht. Um die Bandbreite der moglichen Graphitaus-
prigungen nach DIN EN ISO 945-1 [40] abzubilden, fand ein phanomenologischer
Ansatz zur Simulationsgebietserstellung Anwendung. Hierbei wurde die Grundform
eines Graphitpartikels als flaches gewelltes Ellipsoid angenommen, um die lamellen-
bzw. flockenartige Form von Lamellengraphit [107] zu imitieren. Die den Mikrostruk-
turen zugrunde liegenden Verteilungenfunktionen der Graphiteinschliisse folgen dabei
der DIN EN ISO 945-1 [40] und Daten aus Schliffbildern. Ein Vergleich zwischen den
kiinstlich erstellten Mikrostrukturen mit Schliffbildern zeigt eine augenscheinlich gute
Ubereinstimmung.

Bei der mikroskopischen Modellierung wurde die Matrix idealisiert als homogenes
Perlit angenommen, das sich im Sinne der Js-Plastizitdtstheorie isotrop mit nicht li-
nearer Verfestigung verhilt. Graphit besitzt sowohl hinsichtlich der Mechanik als auch
hinsichtlich der Warmeleitfahigkeit transversal-isotrope Materialeigenschaften. Zur Ab-
bildung der geringen Beanspruchbarkeit von Graphit, bei Belastung der schwachen
Van-der-Waals-Bindungen zwischen den Basalebenen, wurde der Steifigkeitstensor von
Graphit durch eine von Volumenénderungen abhéngige Funktion degradiert. Hierdurch
konnten die fiir Gusseisen mit Lamellengraphit typische Zug-Druck-Spannungsasymine-
trie, sowie weitere wichtige Charakteristiken reproduziert werden. Eine Verbesserung
der mechanischen Modelle wére durch die Beriicksichtigung von geometrischen Nicht-
linearitdten moglich.

Das entwickelte Modell wurde in einer ausfiihrlichen Simulationsstudie angewendet.
Die Studie umfasste statistische Volumenelemente der Graphitauspriagungen GG-15
und TA2 bis TA5 mit jeweils 10v. - %, 11v. - % und 12v.-%, in einem Temperatur-
bereich von 20°C bis 750 °C. Statistische Volumenelemente wurden nur aufgrund der
Rechenzeit verwendet. Idealerweise sollten jedoch reprasentative Volumenelemente ver-
wendet werden. Als mechanische Belastung dienten momentenfreie Zug- und Druckver-
suche. Alle Materialparameter der mikroskopischen Modelle stammen aus der Literatur.

Das Resultat der Studie zeigt bei den berechneten E-Moduli, Querkontraktionszah-
len, Dehngrenzen und Waermeleitfachigkeiten eine gute Ubereinstimmung mit Litera-
turwerten. Die Sensitivitdt des makroskopischen Materialverhaltens, hinsichtlich der
Graphitmorphologie, ist plausibel. Jedoch liegt keine quantitative Validierung der Er-
gebnisse vor, da keine aussagekriftigen experimentellen Ergebnisse existieren. Zukiinf-
tig konnte versucht werden, die Resultate quantitativ zu beurteilen, was die Durchfiih-
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rung von entsprechenden Experimenten erfordert.
Die entwickelte Methodik bietet Potential zur Untersuchung anderer Werkstoffe, wie
beispielsweise Gusseisen mit vermikularem Graphit.

Kapitel 8 présentiert ein Mehrphasenfeldmodel fiir phasenabhéngige Plastizitédt, un-
ter der Annahme kleiner Deformationen, das auf der Js-Plastizitdtstheorie mit linea~
rer Werkstoffverfestigung basiert. Der Grund fiir die Entwicklung eines elastoplasti-
schen Modells gliedert sich in diese Arbeit dadurch ein, dass die Rissentstehung und
-ausbreitung in Verbundwerkstoffen, bestehend aus spréd-anisotropen Partikeln und
einer duktilen Matrix, untersucht wurde und hierfiir ein entsprechendes mechanisches
Modell notwendig war. Die statische Impulsbilanz auf Kontaktunstetigkeiten und die
Hadamard-Sprungbedingung dienten als Homogenisierungsansétze, um phaseninhiren-
te Spannungen und Verzerrungen zu berechnen. Im Gegensatz zu Modellen, die inter-
polierte Materialparameter verwenden, ist das vorgestellte Modell in der Lage, ver-
schiedene nicht lineare mechanische, konstitutive Gleichungen fiir jede Phase separat
anzuwenden. Es wurde gezeigt, dass der vorgeschlagene Ansatz in denselben Ergebnis-
sen resultiert wie entsprechende Probleme mit scharfem Phaseniibergang, obwohl eine
diffuse Grenzflichenparametrisierung verwendet wurde. Als Anwendungsbeispiel folgte
eine Simulation der martensitischen Transformation, unter Beriicksichtigung des elas-
toplastischen Materialverhaltens.

In weiterfithrenden Arbeiten konnte die Vererbung von plastischen Verzerrungen bei
Phasenumwandlungen untersucht werden. Aufkerdem kénnte das vorgestellte Schema
mit anderen nicht linearen mechanischen, konstitutiven Modellen, wie z.B. der Kris-
tallplastizitdt, kombiniert werden.

Im letzten Kapitel 9 wurde ein Phasenfeldrissmodell vorgestellt, das in der Lage ist,
die Rissausbreitung in Verbundwerkstoff mit spréd-anisotropen und duktilen Bestand-
teilen vorherzusagen. Dies geschah in Anlehnung an Gusseisen mit Lamellengraphit,
wobei sich das Matrixmaterial des Verbundwerkstoffs duktil verhdlt und die Inklu-
sionen sprod-anisotrop. “In Anlehnung” deshalb, weil das neue Modell nicht auf der
realen Langenskala der Mikrostruktur von Gusseisen mit Lamellengraphit, ndmlich im
Mikrometerbereich, angewendet werden kann. Als Erweiterung einer vorherigen Pu-
blikation [109] diente dabei die duktile Degradierungsfunktion nach Ambati et al. [3]
dazu, den Ubergang zwischen spréd-anisotropen und duktilen Phasen zu erméglichen.
Mit wenigen notwendigen Anpassungen fand der Homogenisierungsansatz 8.1.3.1 als
mechanisches Modell Anwendung.

Die Einfliisse der Modellparameter wurden mittels eines initialen Risses in einem
Gebiet mit planaren diffusen Phaseniibergéngen zwischen einer sprod-anisotropen und
einer duktilen Festphase, sowie eines einzelnen, in eine perlitische Matrix eingebet-
ten, spréd-anisotropen Ellipsoids untersucht. Momentenfreie Zug- und Druckversuche
wurden an einem realistischeren Anwendungsbeispiel durchgefiithrt, wobei das Simulati-
onsgebiet ein idealisiertes Graugussgefiige darstellte. Es hat sich gezeigt, dass wichtige
mechanische Eigenschaften von Grauguss, wie z.B. das bevorzugte Risswachstum ent-
lang der Langsrichtung von Graphitlamellen und die Zug-Druck-Spannungsasymmetrie,
durch das Modell abgebildet werden kénnen.

Das groke Manko des Rissmodells ist seine Sensitivitit hinsichtlich der diffusen Uber-
gangsbreite zwischen Festphasen und Riss. Der Langenparameter zur Definition der
Ubergangsbreite wurde deshalb als Materialparameter betrachtet, was die Anwendbar-
keit des Modells auf die makroskopische Léngenskala einschrinkt. Reale Graugussmi-
krostrukturen kénnen daher nicht untersucht werden. Wu und Nguyen [146] haben einen
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Ansatz fiir sprode Materialien vorgestellt, um diese Abhingigkeit zu eliminieren. Dabei
wurde ein neues Potential eingefiihrt und die Degradierungsfunktion in Abhéingigkeit
zum Lingenparameter gebracht. Ein analoges Vorgehen fiir die von der akkumulierten
plastischen Dehnung abhingigen duktile Degradierungsfunktion ist womdoglich umsetz-
bar, allerdings miisste dies dann ausgiebig argumentiert und analysiert werden.

Falls die Unabhiingigkeit der Simulationsergebnisse von der diffusen Ubergangsbreite
zwischen Festphasen und Riss bewerkstelligt werden kann, kénnten zukiinftig Rissbil-
dungsprozesse in Graugusswerkstoffen unter realistischer thermo-mechanischer Belas-
tung, z.B. anhand der Beanspruchung von Lkw-Bremsscheiben, infolge von Bremsvor-
gangen, untersuchen werden. Des Weiteren wire die Untersuchung der Rissbildung in
Graugussstrukturen als Folge der martensitischen Transformation interessant.
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Anhang A - Thermo-mechanische
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Anhang B - Herleitung der
Gleichgewichtsbedingung der
Phasenfeldevolutionsgleichung fiir
Abschnitt 8.4.1

Im Gleichgewichtszustand der Phasenfelder wird deren zeitliche Anderung (8.7) zu Null,

— =(0=-
ot ENlok Bt

(1 Nio
96* _ 1 1kMaﬂ(5f 5?).
50° 648

(B.1)

Der Term vor der Summe und die Mobilitdt, M*?, sind stets ungleich Null, daher tritt
der Gleichgewichtszustand nur ein, wenn der in Klammern stehende Beitrag der Sum-
me verschwindet. Weiterfiithrend wird zur Vereinfachung nur der elastische Beitrag des
Energiefunktionals (8.3), unter Vernachlissigung der mechanischen Mikrospannungen,
betrachtet. Die anderen Beitrige wurden entweder bereits in anderen Veroffentlichun-
gen ausfiihrlich behandelt oder sind trivial. Mit GI1.(8.21) Variationsableitung folgt
dann:

ofst _ofe"

_ B.2
O 8(;5/3 (B-2)
on’ 5 on’ oh”
a e gnB  [EH1%Pnef + £8P P o’ nPe . [ H1P*nfe
(f R e
ohe . On” 5 o’ 5 On”
a Wl goneB 198 nP + 8 + WP gBnle . T H1Penf
(15 e St Y S G )
Setzt man die geltenden Zusammenhinge eines Zweiphasensystems, 2 porey ¢“ = d—ﬂ = —% =
_W und n®? = —nf?_ ein, resultiert daraus die vereinfachte Darstellung:
(20 e Oh% o a8 aB a8 _Oh® B0 s a8 Bo(_paB )
-(néwa (- g)a®n™ TP n® s fA 500 1P S0P (n™) [HT* (-n™))  (B)
_ aOh® o a8 [p1eBpnes . (8 ORY p OhY s s Bov(_paB
(f (9 S H e 2 S P D0 () [P (0 ) (B)
B 8¢>a ((f ff)+(h306naﬁ~[[H]]6°‘n“ﬁ—h“0°‘n“ﬁ~[[H]]aﬁn“ﬁ))- (B.7)
=0

Fiir das Pseudo-1D-Simulationsgebiet gilt unter momentenfreier Zugbelastung aus me-
chanischer Sicht, dass ausschlieflich die Diagonalkomponenten des Spannungstensors
und des Verschiebungsgradienten ungleich Null sind, o;; = H;; =0 Vi # j, dies fiihrt
zu [H]*? = [H]? und somit zu GI. (8.36). Da ein Hauptdehnungszustand vorliegt ist
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zudem H = e wahr. Auberdem trifft oy, = o7, und agy = sz zu. Durch die statische
Impulshilanz auf Kontaktunstetigkeiten, [o]n = 0, und dem Ubergangsbereichsnorma-
lenvektor, n® = (1,0,0)7, folgt 02, = o woraus sich, mit B = E°, Eoxx = seﬂ,XX ergibt.
Mit der additiven Zerlegung der Dehnungen, € = €. +€p, + Eeig, fithrt somit die vorherige
Gleichung fiir die beiden Plastizitdtsmodelle zu Gl. (8.37) und Gl. (8.38). Man beachte,
dass nur die Phase « eine Eigenverzerrung besitzt und nur Phase 8 aufgrund oy < 05
und H® = H = 0 plastische Verzerrungen im Falle des Homogenisierungsansatzes er-

fahrt.
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