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Modellierung der Eigenspannungen an der Rißspitze mit einem

Schädigungsmodell

S. Arndt, B. Svendsen, D. Klingbeil

Im vorliegenden Beitrag wird das Materialmodell von Gurson zur Beschreibung duktiler Schädigung auffinite

vaerelastoplastizitat sowie nichtlineare kinematische Verfestigung erweitert, um das Materialverhalten in

metallischen Werkstoffen bei zyklischer Belastung zu modellieren. Die Anpassung der Verfestigungs— und

Schädigungsparameter dieses Modells wirdfür den formgeschweißten Vergu'tungsstahl IOMnMoNi5—5 gezeigt.

Die Vorbelastung einer Bruchmechanikprobe im Temperaturbereich duktilen Versagens wird mit einer Finite—

Elemente—Rechnung simuliert, und es wird der Eigenspannungszustand an der Rißspitze nach mehreren

Lastzyklen bestimmt.

1 Einführung

Nach Wannvorbelastung rißbehafteter Proben tritt bei Stählen eine scheinbare Steigerung der Bruchzähigkeit

ein. Dieser als Wann-Pre-Stress (WPS) bekannte Effekt wird vor allem den Druckeigenspannungen im

Ligament und der Abstumpfung der Rißspitze (blunting) zugeordnet.

Mit einem Schädigungsmodell, basierend auf der Arbeit von Gurson (1977) und den Erweiterungen von

Needleman und Tvergaard (1984), werden die Vorgänge an der Rißspitze, wo plastische Deformation und

Schädigung auftreten, simuliert. Um die dabei auftretenden, großen plastischen Deformationen bei

nichtmonotonen Lastverlaufen beschreiben zu können, wird ein erweitertes hyperelastisch-plastisches

Schädigungsmodell mit kombinierter isotroper und kinematischer Verfestigung formuliert. Der Einsatz der

Finite-Elemente-Methode erfordert eine algorithmische Formulierung der konstitutiven Gleichungen, die zur

Simulation des Materialverhaltens in ein FE—Programm implementiert werden.

Die Anpassung der Materialparameter erfolgt für den fonngeschweißten Vergütungsstahl 10MnMoNi5-5, vgl.

Schoch (1984). Die Parameter zur Modellierung der Verfestigung werden durch monotone und zyklische

Versuche an glatten Rundzugproben bestimmt. Die Anpassung der Schädigungsparameter des Modells wird

mit gekerbten Rundzugproben und Bruchmechanikproben durchgeführt.

2 Kinematik finiter plastischer Deformationen mit kombinierter Verfestigung

Die Berücksichtigung kinematischer Verfestigung im Rahmen der finiten Hyperelastoplastizitat wurde in den

vergangenen Jahren vor allem durch Beitrage von Eterovic und Bathe (1990) sowie Weber und Anand (1990)

behandelt. Ausgehend von der Arbeit von Svendsen (1997) und Svendsen u.a. (1997) wird hier ein

hyperelastisches—plastisches Materialmodell mit kombinierter Verfestigung für elastisch isotrope metallische

Werkstoffe vorgestellt und ein geeigneter Integrationsalgorithmus für inkrementelle Plastizit'at dargestellt.

Mit der multiplikativen Zerlegung des Deformationsgradienten F in den elastischen und den plastischen Anteil

F = Fer lassen sich die konstitutiven Gleichungen auf der durch FF definierten Zwischenkonfiguration

formulieren. Die Evolution der plastischen Deformation bestimmt sich damit aus dem plastischen Anteil des

Geschwindigkeitsgradienten LP :

F p = L p Fp (1)

Als Spannungsgröße wird hier der Mandelsche Spannungstensor M: Ce [ln Ue] eingeführt, der auf der

Zwischenkonfiguration definiert ist. Die Mandel—Spannung M ist über ein isotropes hyperelastisches

Stoffgesetz (C5 mit dem elastischen rechten logarithmischen Verzerrungstensor ln U, verknüpft, der sich aus

der polaren Zerlegung von Fe: Re Uebestimmt. Die Spannung auf der aktuellen Konfiguration, der

Kirchhoffsche Spannungstensor K, wird durch die Transformation
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KzReMR: (2)

gebildet. Der Rückspannungstensor X, der wie M auf der Zwischenkonfiguration definiert ist, wird nach

Chaboche (1986) aus einer Summe einzelner Verfestigungsmechanismen X1 bis X" berechnet,

Xzixi
(3)

i=1

Zur Erfassung nichtlinearer kinematischer Verfestigung wird für jeden einzelnen Anteil Xi der Ansatz nach

Armstrong und Frederick(1966) mit dem linearen Verfestigungsmodul Ci und dem Sättigungsparameter b,-

gewählt:

- 2

X, : 36,- Dp — b, |Dp’ X, (4)

Für die isotrope Verfestigung Gm Wird eine Summe von Exponentialansätzen mit der Amplitude Rl- gewählt, die

mit ki über der plastischen Vergleichsverzerrung am abklingen, Chaboche (1986), worin Ry die anfängliche

Fließspannung des Werkstoffes bezeichnet:

om : R, +im. (e—k' — 1) <5)

i:l

Für geschwindigkeitsunabhängige Plastizität gilt die in G1. 12 definierte Fließbedingung (I) = 0. Mit der

assoziierten Fließregel folgt die plastische Deformationsrate DP ‚ dem symmetrischen Anteil des plastischen

Geschwindigkeitsgradienten Lp , aus

8(1)

D Z (I), (I)7 : ——
p Y M M

(6)

3 Schädigungsmodellierung bei nichtmonotoner Belastung

Das Schädigungsmodell von Gurson wurde z.B. von Klingbeil u.a. (1994) zur Simulation duktilen

Rißwachstums eingesetzt. Simuliert wird die Schädigung eines Stahls mit elastisch—plastischem

Matrixmaterial, in dem harte, nichtmetallische Einschlüsse durch Dekohäsion oder Bruch zur

Hohlraumentstehung beitragen. Weitere Belastung führt zu Wachstum und Zusammenschluß dieser Hohlräume

und schließlich zu duktiler Rißinitiierung und Rißwachstum.

Die Fließbedingung von Gurson (1977) in der Formulierung nach Needleman und Tvergaard(l984) wird

beschrieben durch

2
r 3 „

(DGurson ( C, 6M: = 51:12 +2 ql COSh[q2 __ qg )2 _1

 

mit der Cauchy-Spannung <5, deren Deviator 6’, der Fließspannung des Matrixmaterials GM sowie der

Vergleichsspannung

0,. 2,1%6’0’ :J2(o) (8)

und dem hydrostatischen Spannungsanteil

l

6,12501 (9)

I bezeichnet den Einheitstensor.

Um die bei der Wechselwirkung und dem Zusammenschluß von einzelnen Hohlräumen auftretende

Beschleunigung der Schädigungsentwicklung zu berücksichtigen, geht der Hohlraumanteil fin der Funktionf *

als effektive Hohlraumrate in die Fließbedingung ein. Unterhalb eines kritischen Wertes fC sind f und f *

identisch, oberhalb fc tritt um den Faktor k beschleunigtes Hohlraumwachstum auf:

fc+k(f-fc) für f>fc ’ k=(ff_fc)
(10)
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Der Wertj} ist erreicht, wenn das Material keine Spannungen mehr trägt. Es tritt ein makroskopischer Riß auf.

Mit den Beiträgen von Mear&Hutchinson (1985) und Becker&Needleman(1986) wurde erstmals die

Erweiterung des Schädigungsmodells von Gurson für nichtmonotone Belastungsverl'aufe dargestellt. Der als

Krümmung der Fließfl’ache (Yield Surface Curvature) bezeichnete Einfluß kinematischer Verfestigung in der

Modellierung führt zu einem schnelleren Versagen des Materials gegenüber einer Beschreibung mit rein

isotroper Verfestigung. Diese Erweiterungen erfassen nicht die über ein Volumen zu mittelnde Verfestigung bei

der Abhängigkeit der Fließfläche vom hydrostatischen Spannungsanteil. Eine weitere Diskussion dieser

Ansätze findet sich z.B. bei Lammering u.a. (1990), sowie bei Devaux u.a. (1996) und Leblond & Devaux

(1997).

Die Untersuchungen des Verfestigungsverhaltens des Werkstoffes 10MnMoNi5—5 zeigen, daß bei zyklischer

Belastung durch den Einfluß kinematischer Verfestigung ein Rückfließen nach dem ersten Lastwechsel bereits

sehr früh einsetzt. Durch die hohe Verfestigung und die schnelle Sättigung kommt es hierbei vor allem zu zwei

Effekten: Die Trennung zwischen dem elastischen und plastischen Bereich ist experimentell schwer zu

erfassen, und die folgende Belastung führt erneut zu hohen Spannungen. Damit wird deutlich, daß die

Berücksichtigung des rein isotropen Anteils der Verfestigung oder einer Mischung aus isotropem und

kinematischem Anteil zur Mittelung der Verfestigung um einen Hohlraum nicht ausreichend sind.

Um die gemittelte Verfestigung in einer Einheitszelle mit Hohlraum besser erfassen zu können, wird in dieser

Arbeit eine Spannung 0„ eingeführt, die sich aus der im Verlauf der Belastungsgeschichte auftretenden

maximalen Vergleichsspannung ergibt,

c, :<%(om +J2(X))> (11>

mit der Notation: : 0 für h S 0 und : h für h > 0.

     

Bild l. Darstellung der Spannung Ga im

Hauptspannungsraum

Die so gebildete Fließbedingung dieses erweiterten Modells ist definiert durch

 

2 a: 3 *'

@(M’X’GM’f) = SV +2‘11f COSh[Q2 agiJ’ 513(f )2 —1 (12)2

mit der Vergleichsspannung

o, :12(M—Xeff) (13)

in der zur Berücksichtigung des Schädigungseinflusses durch die effektive Hohlraumrate f * nur die effektive

Rückspannung Xeflc eingeht:

Xefl:(1_\/—q:f*)zxi (14)

Letztere Erweiterung ist für die Simulation bis zum endgültigen Materialversagen, z.B. bei duktiler

Rißausbreitung, entscheidend, da die Tragfähigkeit des Materials somit kontinuierlich bis auf den Wert Null

zurückgeht.

Im hydrostatischen Spannungsanteil 6;, wird nur die Mandel-Spannung M berücksichtigt, da mit der

assoziierten Fließregel auch bei einer druckabhängigen Fließbedingung die Spur der Rückspannung X

vernachlässigbar klein bleibt.

1
ohng-I (15)

Bei einer rein monotonen Belastung ist dieses erweiterte Modell unabhängig von der Berücksichtigung der

kinematischen Verfestigung, so daß sich wieder der klassische Fall nach Needleman & Tvergaard ergibt.
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Zusätzlich wird dieses Modell noch durch die Entwicklungsgleichungen für die akkumulierte plastische

Vergleichsverzerrung des Matrixmaterials em ergänzt,

' M'D" (16)e 2—-

m — f ) Ö.m

die in Gleichung (5) eingeht, und für den Hohlraumanteil f, der sich mit der Annahme eines plastisch

inkompressiblen Matrixmaterials aus der Massenbilanz und dem Entstehen von Hohlräumen durch Dekohäsion

oder Bruch von Partikeln ergibt

f =(1—f)I-Dp+A(e‚„)äm <17)

Der Nukleationsterrn A wird hier als Gauss-Verteilung über der plastischen Vergleichsverzerrung mit. den

Verteilungsparametern an und (5” sowie dem Volumenanteil der Partikelf„ definiert:

{Em—En

A(s,,)=—L Ä W (18)

27:3

 

4 Algorithmische Formulierung der inkrementellen Form des Schädigungsmodells

Bei kleinen elastischen Deformationen wird die polare Zerlegung des Deformationsgradienten F = R U mit der

Näherung Ue z I zu F z Re Rp Up . Wegen der Eindeutigkeit dieser Zerlegung gilt R, Rp z R und Up z U . Mit

der Unabhängigkeit der Evolutionsgleichung der Rückspannung X von RP wird unter der Voraussetzung

elastischer Isotropie RP = I gewählt. Damit ist der plastic spin Wp rein kinematisch bestimmt. Die Berechnung

des Kirchhoffschen Spannungstensors K vereinfacht sich dann gegenüber Gleichung (2) zu:

K=RMRT (19)

Die direkte implizite Zeitintegration der Gleichung (1) über ein Zeitintervall { "t, “It } , vgl.

Eterovic & Bathe (1990), führt unter der Annahme eines im Zeitschritt konstanten plastischen Geschwindig-

keitsgradienten Lp und bei inkrementell kleiner plastischer Deformationen auf die algorithmische Formulie-

rung mit dem inkrementellen plastischen Multiplikator T für die Evolution von ln Ue :

. n l

1n"+1Ue :ln "U, — + (I <1), M) (20)

Die elastische Vorschätzung (trial state) berechnet sich aus der polaren Zerlegung von

HF Z n+lF nF—l HF

Die Backward-Euler-lntegration des nichtlinearen Differentialgleichungssystems wird mit einem Newton-

Verfahren numerisch gelöst. Bei den betrachteten Stählen bleibt der elastische Bereich klein. Mit der Wahl

einer quadratischen Form für die elastische Verzerrungsenergie kann das Newton-Verfahren direkt in den

Spannungen formuliert werden, womit der Algorithmus auf dem Spannungs—Prediktor basiert,

”M:x(r.1n "‘Ue)1+2u1n"‘Ue (22)

unter Verwendung der Lameschen Konstanten 7L und u. Mit dem Elastizitätsmodul E und der

Querkontraktionszahl v sind diese bestimmt aus:

E v

2(l+v) “(i—2V)

  

H (23)
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Der gewonnene Algorithmus ist in Bild 2 zusammengefaßt und steht damit zur Implementierung in ein

FE-Programm zur Verfügung:

 

FE-Implementierung:

lnnere Variable: (F61 ‚X1 ‚x2 ‚cm ‚ f)

- Vorgegebenes Verzerrungsinkrement im Zeitschritt {t"‚ 1"“ } mit den

Deformationsgradienten "F und "HF und dem relativen Defonnationsgradienten

+l n+l ——l

n „Frel Z F "F ‘

o Berechnung der elastischen Vorschätzung (trial state):

ITFE Z n+l nF

n rel

o Berechnung des rechten logarithmischen Verzerrungstensors der Vorschätzung

über die Spektralzerlegung des rechten Cauchy-Green-Tensors

”C81 = ”FET "Fe =14? (n, ®nJ), J:I‚n‚m

ln "‘Ue :lnu] (n! 6911,)

o Elastische Vorschätzung des Mandel-Spannungstensors:

<4)

I” M = [In "‘Ue] mit dem elastischen Stoffoperator Ce

”(X1 ’X2 ’67" 7f) : „(X1 ’XZ ’Öm ’f)

o Backward-Euler-Integration:

tr g n+1 n+1

(M‚X1‚X2‚om‚f) :> (M,X1‚X2‚o‚„‚f)‚ ln U8

o Zerlegung von "HF zur Berechnung des elastischen Deformationsgradienten

71+1Fe : n+lR n+er mit n+lR = n+1F rz+1U—1

   

Bild 2. Schema des aufgestellten Integrationsalgorithmus

5 Parameteranpassung für den Werkstoff lOMnMoNiS-S

Die Anpassung der Parameter für die Modellierung der Verfestigung erfolgt durch einachsige zyklische

Versuche an glatten Rundzugproben mit Dehnungssteuerung im Bereich i 1 % bis i 3 % und durch die

Aufnahme von Fließkurven an glatten Rundzugproben sowie zylindrischen Stauchproben, bei denen auch bei

hohen Umformgraden bis 100 % der Einfluß der duktilen Schädigung ausgeschlossen werden kann.

Eine Trennung und Zuordnung der Parameter zu einzelnen Versuchen ist bei dieser Art der Modellierung nicht

möglich. Bei der Wahl von zwei Exponentialansätzen für die isotrope Verfestigung und zwei

Rückspannungstensoren X1 und X2 können jedoch die Größenordnungen der einzelnen Parameter abgeschätzt

werden. Dies erleichtert die Anpassung mit einer numerischen Optimierung, für die hier eine

( 3, 54 )-Evolutionsstrategie eingesetzt wurde, bei der aus 3 Eltern insgesamt 54 Nachkommen durch Gauss-

verteilte Zufallszahlen erzeugt werden. Mit dem Einsatz einer Schrittweitensteuerung erfordert die

Bestimmung der Verfestigungsparameter 30 Generationen.
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Das angepaßte Modell für Raumtemperatur (RT) ist in Bild 3 und Bild 4 im Vergleich zu den Experimenten

dargestellt. Die Verfestigungsparameter sind in Tabelle 1 dargestellt. Die elastischen Konstanten sind identisch

mit denen anderer Stahle mit einem E—Modul von E = 210000 MPa und einer Querkontraktionszahl von

v=0.3.
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Bild 3. Angepaßtes Modell und zyklischer Versuch bei 2 % Dehnamplitude
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Bild 4. Angepaßtes Modell und Zugversuch
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R1 [MPa] k1 R2 [MPa] k2 cl [MPa] [71 C; [MPa] [72

          

4.06E+02 2.13E+02 —1.67E+02 6.21E+01 1.01E+05 2.87E+02 1.06E+03 2.60E+00

 

Tabelle l. Verfestigungsparameter10MnMoNi5-5 (RT)

Zur Anpassung der Schädigungsparameter werden monotone Zugversuche an gekerbten Rundzugproben

durchgeführt. Durch die Wahl verschiedener Kerbradien an den Proben lassen sich im Kerbgrund verschiedene

Spannungsmehrachsigkeiten einstellen, wobei hier Kerbradien von R = 4 mm und R = 10 mm bei einem

Durchmesser im Kerbgrund von 10 mm eingesetzt werden. Die Pararneterbestimmung erfolgt durch

FE-Simulationen dieser Proben mit dem Schädigungsmodell und den Verfestigungsparametern. Die Anpassung

wird hier an globale Größen, wie Kraft über der Einschnürung im Kerbgrund, sowie an den Punkt des Bruches

der Probe. durch Auswahl und Test verschiedener Parameters'atze durchgeführt. Der Einsatz eines

Optimierungsverfahren ist möglich, erfordert aber zusätzliche Rechenzeit.

1m Zusammenhang mit Rechnungen von C(T)-Proben und Versuchen mit duktilem Rißfortschritt können die

Parameter für das Schädigungsverhalten eindeutig bestimmt werden. Geeignete Werte für die Parameter ql , qz

. qg finden sich in der Literatur. Die Größenordnungen der Werte f0 und f; kann durch die mikroskopische

Analyse von Schliffen des untersuchten Werkstoffs festgestellt werden.

Tabelle 2 zeigt die Schädigungsparameter für den Werkstoff 10MnMoNi5-5 bei RT:

 

. ’14

611 612 Q3 f6 fa fr fu fn Sn 8„

1.5 1.0 2.25 0.0005 0.025 0.20 0.5 0.005 0.05 0.1

             

Tabelle 2. Schädigungsparameter10MnMoNi5-5 (RT)

Die FE-Simulation einer seitengekerbten Kompaktzugprobe(C(T)-Probe) nach ASTM E399 (Breite 25 mm,

aO/w = 0.6) bis zu einem duktilen Rißfortschritt von ca. 1.2 mm zeigt die Qualität der Anpassung dieses

erweiterten Schädigungsmodells. Dargestellt in Bild 5 ist die Kraft über Rißöffnungsverschiebung (Crack

Qpening-Displacement). Rißinitiierung setzt hier bei einem COD-Wert von ca. 1.4 mm ein.
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Bild 5. Vergleich zwischen experimentell ermittelter Kraft-COD—

Kurve und Ergebnissen einer FE-Simulation einer C(T)25—

Probe mit duktilem Rißfortschritt
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6 Finite-Elemente-Rechnung der Eigenspannungen einer C(T)25-Probe nach mehreren Lastzyklen

Typische Lastpfade für den WPS-Effekt sind ‘Load—Unload-Cool-Fracture’ (L—U-C-F) oder bei mehrfacher

Vorbelastung (L-U)”-C—F. Nach diesen n Lastzyklen entstehen in einer Bruchmechanikprobe Eigenspannungen

als Folge plastischer Deformation an der Rißspitze und bei einer ausreichend hohen Lastamplitude tritt duktile

Schädigung auf.

Das folgende Beispiel zeigt die Ergebnisse der FE—Simulation einer C(T)25-Probe ohne Seitenkerben,

Abmessungen wie zuvor. Es werden lO Lastzyklen mit einer Belastung auf 40 kN ( entspricht 25% von Ji ) und

vollständiger Entlastung ( 0 kN ) durchgeführt. Verwendet wird ein FE—Netz mit quadratischen Elementen von

0.1 mm Kantenlänge im Ligamentbereich. Die auftretende Hysterese in der F-COD-Kurve sowie das

Anwachsen des COD—Wertes über die Zyklen, Bild 6 ‚ das dem Einfluß kinematischer Verfestigung

zuzuordnen ist, stimmen mit experimentellen Beobachtungen überein.

 

4o 4o a)

[kN]

RM

30

25 39

20 0.41 0.43 [mm] 0.45

 

15

 

10

        

0.0 0.1 0.2 0.3 [mm] 0.5 0.00 0.02 [mm] 0.04

   

Bild 6. C("DZS—Probe: Hysterese in der Kraft F-COD—Kurve über 10 Lastzyklen

Die Darstellung der Komponente in Rißöffnungsrichtung (K22) der Eigenspannungen nach 10 Lastzyklen in

Bild 7 zeigt die typische Ausbildung der Zone von Druckeigenspannungen an der Rißspitze, hinter der sich ein

Bereich von deutlich niedrigeren Zugeigenspannungen anschließt. Die Entwicklung der Eigenspannungen über

die Lastzyklen, aufgetragen entlang des Ligamentes. zeigt Bild 8. Es ist deutlich sichtbar, daß das Maximum

der Eigenspannungen an der Rißspitze über die Zyklen kleiner wird, dafür bildet sich ein flacherer, weiter in

das Ligament hinein reichender Verlauf von Druckeigenspannungen auf.

Nach der Vorbelastung tritt eine Abstumpfung der Rißspitze auf. Eine erkennbare Darstellung der Ausrundung

an der Rißspitze würde eine wesentlich feinere Elementierung erfordern, worauf hier jedoch verzichtet wird.

Bei einer nachfolgenden Belastung im C—F-Pfad bewirken diese Eigenspannungen verringerte Spannungen

unter Last, was zu einer geringeren Sprödbruehwahrseheinliehkeit gegenüber einer nicht vorbelasteten Probe

führen wird. Diese läßt sich innerhalb einer solchen Simulation mit den daraus verfügbaren Größen wie

Spannungen und plastisch deformierten Bereichen z. B. mit dem weakest-link—Modell und einer Weibull-

Verteilung bewerten.
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Bild 7. Rißöffnungsspannung K22 an der Rißspitze einer C(T)-Probe nach 10 Lastzyklen

(Eigenspannungen)
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Bild 8. Eigenspannungen in Rißöffnungsrichtung (Komponente K22) im Ligament einer

C(T)-Probe nach l - 10 Lastzyklen (Belastung auf 40kN, Entlastung auf O kN)

7 Zusammenfassung und Schlußfolgerungen

Mit dem vorgestellten erweiterten Schädigungsmodell für duktile Schädigung und kombinierter isotroper und

kinematischer Verfestigung können die bei einer Warmvorbelastung an der Rißspitze auftretenden Prozesse

simuliert werden. Die Entwicklung der inneren Variablen wird für beliebige Lastverläufe erfaßt. Durch den

Einsatz von Schädigungsmodellen wird die Übertragung dieser Ergebnisse auf bauteilrelevante Situationen

möglich. Damit sind Aussagen über die Bauteilsicherheit auch über die Anwendbarkeit klassischer Konzepte

der Bruchmechanik hinaus möglich.
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