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Kurzfassung

Platten werden im Ingenieurwesen zur Konstruktion grofflichiger Bauteile verwendet und zeich-
nen sich durch eine relativ geringe Dicke im Verhiltnis zur Breite und Léange ihrer Geometrie
aus. Aufgrund ihres vorteilhaften Masse-Steifigkeit-Verhiltnisses werden sie in vielen techni-
schen Bereichen eingesetzt, z. B. im Flugzeug- und Raketenbau. Platten sind jedoch anfillig fiir
StoBbelastungen senkrecht zur Plattenebene. Diese Stoe konnen lokale Schiden verursachen
und somit die Steifigkeit der Platte verringern. Infolgedessen ist die strukturelle Zuverlédssigkeit
der gesamten Platte und damit des gesamten Bauteils beeintrichtigt.

Die Frage der kritischen Stofbelastungen von Platten hat mit dem Aufkommen von Faserver-
bundwerkstoffen im modernen Flugzeugbau eine neue Dimension erhalten: im Gegensatz zu
isotropen Werkstoffen ist bei Faserverbundwerkstoffen keine oberfldchliche Schidigung durch
einen Stof} erkennbar. Denn diese Werkstoffe delaminieren zuerst, d.h. ihre einzelnen Schichten
l6sen sich voneinander ab, bevor eine oberfldchliche Schidigung sichtbar wird.

In dieser Dissertation wird eine Methodik zur rechnerischen Bewertung eines Stof3es auf Fa-
serverbundplatten vorgestellt, einhergehend mit der Berechnung von Kontaktkriften zwischen
Impaktor und Platte sowie der Vorhersage einer moglichen Schadensinitiierung. Die Material-
wahl, die Abmessungen der rechteckigen Platte und die Randbedingungen sind frei wihlbar.
Unter Verwendung der Reissner-Mindlin-Plattentheorie werden die als Federn abstrahierten
Plattensteifigkeiten berechnet und in einem Feder-Masse-Modell genutzt. Anhand eines Scha-
densmodells wird das Vorliegen eines Schadens gepriift. Parallel zu diesem Modell wurde ein
analytischer Ansatz erweitert, um grundlegende Untersuchungen zur Natur des Stof3es durchzu-
fiihren. Es kann nicht nur gezeigt werden, dass ein Stofl zwischen Impaktor und Platte auf einen
einfachen Stof} zweier Punktmassen zuriickzufiihren ist, sondern auch, dass dieses dynamische
Ereignis mit Hilfe von quasi-statischen Versuchen wiedergegeben werden kann.

Die Anwendung dieses Modells an einem akademischen Beispiel zeigt den Einfluss von Rand-
bedingungen, Seitenverhiltnissen oder dem Lagenaufbau anisotroper Materialien. Daraus wer-
den allgemeine Konstruktionsrichtlinien abgeleitet, um entweder bei gleicher Kontaktkraft Struk-
turmasse einzusparen oder bei gleichen Impaktorparametern die Kontaktkraft zu reduzieren.

In Anlehnung an einem realen Schadenszenario des Flugzeugbaus wird der Stof3 eines herab-
fallenden Werkzeugs auf eine stringerversteifte Platte modelliert, wie sie in einem modernen
zweistrahligen Flugzeug eingebaut sein konnte. Auf der Grundlage einer umfassenden Para-
meterstudie wird die Schadensanfilligkeit dieser Platte fiir Delamination unter verschiedenen
Szenarien bewertet. Mit Hilfe eines probabilistischen Ansatzes wird gezeigt, dass die Struktur-
masse des Flugzeugs signifikant verringert werden kann, ohne dass die Schadensanfilligkeit
durch herabfallende Werkzeuge in gleichem Maf3e zunimmt.






Abstract

Plates are used in engineering for the construction of large-area components and are character-
ised by a relatively low thickness in relation to the width and length of their geometry. Due to
their advantageous mass-stiffness ratio, they are used in many technical fields, e.g. in aircraft
and rocket construction. However, plates are susceptible to impact loads perpendicular to the
plane of the plate. These impacts can cause local damage and thus reduce the stiffness of the
plate. As a result, the structural reliability of the entire plate and thus the entire component is
compromised.

The issue of critical impact loads on plates has taken on a new dimension with the advent of
fibre composites in modern aircraft construction: unlike isotropic materials, fibre composites
do not show any superficial damage from an impact. This is because these materials delaminate
first, i.e. their individual layers detach from each other before any superficial damage becomes
visible.

This dissertation presents a methodology for the computational evaluation of an impact on fibre
composite plates, accompanied by the calculation of contact forces between impactor and plate
and the prediction of possible damage initiation. The choice of material, the dimensions of the
rectangular plate and the boundary conditions are freely selectable. Using the Reissner-Mindlin
plate theory, the plate stiffnesses abstracted as springs are calculated and used in a spring-mass
model. A damage model is used to check for the presence of damage. In parallel with this
model, an analytical approach has been extended to perform fundamental investigations into
the nature of the impact. Not only can it be shown that an impact between impactor and plate
is due to a simple collision of two point masses, but also that this dynamic event can be repro-
duced using quasi-static tests.

The application of this model to an academic example shows the influence of boundary con-
ditions, aspect ratios or the layer structure of anisotropic materials. From this, general design
guidelines are derived to either save structural mass for the same contact force or to reduce the
contact force for the same impactor parameters.

Based on a real damage scenario in aircraft construction, the impact of a falling tool on a
stringer-stiffened plate is modelled, as it could be installed in a modern twin-engine aircraft.
Based on a comprehensive parameter study, the damage susceptibility of this panel to delamin-
ation is evaluated under different scenarios. Using a probabilistic approach, it can be shown
that the structural mass of the aircraft can be significantly reduced without an equal increase in
the susceptibility to damage from falling tools.
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1 Einleitung

In diesem Kapitel wird die Motivation fiir die Erstellung dieser Dissertation dargelegt. Da-
zu werden die Anwendungsgebiete von Platten in der Luft- und Raumfahrttechnik erlautert
und grundlegende Konstruktionsrichtlinien und deren Auswirkung auf den Massenhaushalt be-
trachtet. Im anschlieenden Unterkapitel werden die wichtigsten Begriffe erklért und festgelegt,
sodass diese im weiteren Verlauf dieser Arbeit eingesetzt werden konnen. Hieran ankniipfend
wird ein Uberblick iiber den Stand der Technik gegeben. Ein Fokus wird hierbei auf die der-
zeitig vorherrschenden Defizite gerichtet. AbschlieBend wird der Aufbau dieser Dissertation
erliutert.

1.1 Motivation

Platten stellen ein elementares Strukturbauteil dar, die schon seit der Antike gezielt zur Er-
richtung einfacher bis komplexer technischer Strukturen eingesetzt werden. Das Fachgebiet der
Plattentheorie gilt als ein fortschrittliches Thema in der Strukturmechanik, sodass selbst heute
noch an der Entwicklung neuerer Modelle gearbeitet wird, die das reale Verhalten einer Platte
in der Theorie genauer wiedergeben sollen.

Platten zeichnen sich durch ihr geringes Verhiltnis von Linge und Breite zu Hohe aus. Dariiber
hinaus haben sie ein vorteilhaftes Verhiltnis von Gewicht zu Steifigkeit, sodass insbesondere
versteifte Platten, welche eine noch hohere Steifigkeit bei moderatem Gewichtszuwachs besit-
zen, in der Luft- und Raumfahrttechnik eingesetzt werden. Auch wenn Riimpfe von Flugzeugen
der Bauvorschrift CS 25 oder Raketenkorper eine grundsitzlich runde Geometrie haben, so kon-
nen ihre Teilsegmente aufgrund der geringen Kriimmung als Platte angesehen werden und nicht
als Schale [1]. Somit kdnnen viele ingenieurtechnische Problemstellungen der zuvor genannten
Bauteilstrukturen mit Hilfe der Platten- statt Schalentheorie hinreichend genau geldst werden.
Klassischerweise werden in der Luft- und Raumfahrt metallische Werkstoffe eingesetzt, iiber-
wiegend Aluminium-Legierungen statt Stahl-Legierungen. Dies erkldart sich mit dem
besseren Biegeverhalten fiir Platten unter Einzellast oder ihrem Beulverhalten: es wird nur die
Hilfte an Masse bendtigt, um bei gleicher Belastung die gleiche Durchbiegung zu erzielen.
Die hierbei zu bemessende Schliisselzahl lautet E'/3/(pg). Dieser duktile, metallische Werk-
stoff weist isotrope Werkstoffeigenschaften auf. Das bedeutet, dass alle Materialeigenschaften
in allen Raumrichtungen gleich sind. Kontrir hierzu stehen die Faserverbundwerkstoffe, deren
Materialeigenschaften im allgemeinen abhéngig von der betrachteten Raumrichtung sind. Die-
se Eigenschaft wird Anisotropie genannt. Zur Bildung eines solchen Verbundes werden Fasern
mit einer Matrix umgeben, es werden also unterschiedliche Materialien miteinander kombiniert.
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Die Fasern liegen entweder als eine unidirektionale Lage (UD-Lage), in der alle Fasern gleich
orientiert sind, oder als Gewebe vor. Diese Lagen werden aufeinander gestapelt gemél} einem
vorgegebenen Lagenautbau. Idealerweise nehmen die Fasern alle auftretenden Kréfte in der Fa-
serebene auf und die Matrix wirkt lediglich stabilisierend und schiitzend vor Umwelteinfliissen.
Die Fasern konnen z.B. aus Kohlenstoff, Aramid oder Glas bestehen, wohingegen die Matrix
aus einem Thermo- oder Duroplast besteht. Im Vergleich zu metallischen Werkstoffen weisen
Faserverbundwerkstoffe bei dhnlichen (und teilweise sogar hoheren) Steifigkeiten eine deutlich
geringere Dichte auf. Somit liegt es auf der Hand, dass metallische Werkstoffe durch Faserver-
bunde ersetzt werden. Moderne Passagierflugzeuge wie der Airbus A350 oder die Boeing 787
werden zu ca. 50% aus Faserverbundwerkstoffen gebaut [2, 3]. Diese Werkstoffe miissen daher
noch besser verstanden werden, da die jahrzehntelangen Erfahrungen mit isotropen Werkstoffen
nicht tibertragbar sind. Dies liegt nicht nur an den bereits erwédhnten Effekten wie unterschied-
lichen Steifigkeiten, sondern auch an fehlenden plastischen Zonen und grundsitzlich anderen
Schidigungsarten.

Platten sind besonders anfillig gegen StoBbelastungen auB3erhalb ihrer Ebene. Hierbei konnen
lokal am Kraftangriffspunkt in Folge hoher Krifte hohe Spannungen induziert werden. Ein
StoB} geschieht, wenn eine Masse, auch Impaktor genannt, senkrecht auf eine Platte mit der In-
itialgeschwindigkeit vy trifft. Dies kann z.B. bei einer Wartung in Form von fallen gelassenen
Werkzeugen oder bei Flugzeugen wihrend Start und Landung in Form von Vogel- oder Stein-
schlag auftreten [4]. Es liegt in der Natur eines StoBes, dass nicht vorhergesagt werden kann,
ob, wann und wo dieser auftreten wird. Stof3e konnen zu ernsten Schiden an der Bauteilstruk-
tur fithren, weshalb es wichtig ist, diese frithzeitig zu detektieren, bevor sie zu weiterfithrenden
Schidigungen oder gar zum Bauteilversagen fiihren.

Insbesondere die zuvor genannten Faserverbundwerkstoffe sind fiir Schiaden durch St6Be an-
fallig. Wihrend bei metallischen Werkstoffen wie z.B. Aluminiumlegierungen ein Sto3schaden
gut sichtbar durch plastische Verformungen oder sogar Rissen zu erkennen ist, sind Sto3schdden
bei Faserverbundwerkstoffen zunéchst nicht sichtbar [5]. Solche Schiden werden BVID (Barely
Visible Impact Damage, deutsch kaum sichtbare Schlagschdden) genannt. Wegen des sproden
Materialverhaltens von Faserverbundwerkstoffen sind kaum bis keine duBerlichen plastischen
Verformungen zu erkennen, sondern es treten Delaminationen innerhalb des Lagenaufbaus auf.
Bei einer Delamination blittern sich die einzelnen Lagen in einem Faserverbundwerkstoff von-
einander ab, dhnlich wie bei einem gebackenem Croissant. Dadurch wird die Biegesteifigkeit
des Bauteils lokal um 75% und mehr herabgesetzt [6]. Zur Detektion von Delaminationen wer-
den Messverfahren wie Ultraschallscan oder passive Thermografie benétigt; einfache Daumen-
regeln oder Sichtpriifungen sind kaum bis gar nicht méglich. Diese Verfahren bediirfen nicht
nur geschultes Personal, sondern sind zeit- und kostenintensiv. Da Delaminationen nur mit gro-
Berem Aufwand zu detektieren sind sowie zu starken Verlusten der Biegesteifigkeit fiihren, sind
StoBschiden bei Faserverbundwerkstoffen besonders kritisch.

Um dem Versagen eines Bauteils durch Stof} entgegenzuwirken, werden diese Bauteile kon-
servativ ausgelegt. Das bedeutet, dass deutlich mehr Masse verbaut wird als notig, damit ein
Bauteil eventuell auftretende Schédden iiberlebt. Konkret wird die Haut von Flugzeugriimpfen
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dicker ausgelegt als die iibrigen Lastfille es erfordern, um katastrophale Folgen von Stofsché-
den zu vermeiden. Dieses Konzept wird fail-safe genannt. Der Gewichtsvorteil der Faserver-
bundwerkstoffe gegeniiber isotropen metallischen Werkstoffen wird somit konterkariert. Selbst
in der Zertifizierung von Bauteilen aus Faserverbundwerkstoffen zeigt sich dieses Dilemma:
diese werden vorgeschédigt getestet, damit auch bei moglichen auftretenden Delaminationen
die gesamte Bauteilintegritit gewihrleistet bleibt. Daher wird zunichst davon ausgegangen,
dass das Bauteil bereits geschidigt ist. Es muss jedoch alle Lastfille abdecken konnen. Diese
Richtlinie wird als safe life - flaw tolerant bezeichnet. [7]

Innerhalb dieser Dissertation wird eine Losung erarbeitet, um das zuvor beschriebene Dilemma
aufzulosen: die Fahigkeit zur frithzeitigen Detektion oder Vorhersage von BVIDs und damit die
Massenreduktion von stoBgefihrdeten Bauteilen. Weitere Spareffekte durch diese Massenre-
duktion werden erwartet, da weitere lasttragende Strukturen geringere Krifte aufnehmen miis-
sen. Es ist somit moglich, leichtere Strukturen innerhalb der CS 25 und ECSS zu bauen, die
nicht vor ihrer Zertifizierung geschidigt werden miissen. Hierzu wird nicht nur ein Verstdndnis
fiir die Natur des StoBes und dessen Eigenschaften erarbeitet, sondern auch ein Algorithmus zur
Berechnung von St6Ben und hierbei moglicherweise entstehenden Schiden.

1.2 Begriffserkliarung

Zur Verstdandigung in einer einheitlichen Sprache zwischen Leser und Autor wird nun zu Be-
ginn dieser Dissertation eine Begriffserkldrung eingefiihrt, die Nomenklatur und Systemgrenze
beinhaltet und im Weiteren verwendet wird.

Ein StoB3 (englisch collision) beschreibt die Interaktion zwischen zwei Massen, die sich aus
einer Bewegung heraus beriihren und hierbei Krifte auf den jeweils anderen ausiiben. Infolge
eines StoBes dndern sich die Zustandsgroen sprunghaft. Wiahrend des StoBes gelten die Prinzi-
pien der Energie- und Impulserhaltung: vor und nach dem Stof} bleiben die Summen von Ener-
gie und Impuls jeweils erhalten. Bei einem Stofl kann eine der Massen in Ruhe sein. Es wird
zwischen ideal elastischen und (ideal) unelastischen Stof3en unterschieden. Beim unelastischen
Stoll wird Energie in innere Energie transformiert, z.B. in Wiarme oder Verformungsenergie. Ein
ideal unelastischer Stof} liegt vor, wenn beide Massen aneinander haften und sich nicht mehr
trennen. In diesem Fall wird die maximal mdogliche innere Energie erzeugt. Bei einem ideal
elastischen Stof3 wird keine innere Energie gebildet. Wenn beim Stof} unterschiedliche Arbeiten
wihrend des Lade- und Entladevorgangs verrichtet werden, kann hieraus der Restitutionskoef-
fizient kreg abgeleitet werden. Dieser nimmt Werte zwischen O und 1 an: O steht fiir einen ideal
unelastischen Stof, 1 fiir einen ideal elastischen Stof3. Fiir Stof3e mit kres < 1 werden diese
als realer Stof3 bezeichnet, da sie die in der Natur auftretenden Verhéiltnisse beschreiben. In die-
ser Dissertation wird der Fall eines ideal elastischen Stof3es betrachtet. Wie spéter noch erlidutert
wird, beschrinken sich weiterfithrenden Analysen auf den Ladevorgang, nicht aber auf den Ent-
ladevorgang. Da lediglich die maximal wirkende Kontaktkraft ermittelt werden muss, welche
am Ende des Ladevorgangs auftritt, ist die Betrachtung des Entladevorgangs nicht erforderlich,
siehe Abbildung 1.1a. Eine Beriicksichtigung des Restitutionskoeffizienten kgres entféllt somit.
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Fiihrt ein StoB zu Schiiden in einem Objekt - in den in dieser Dissertation betrachteten Fillen bei
einer Platte -, wird dieser als Schlag (englisch impact) bezeichnet, siche Abbildung 1.1b. Dies
geschieht, wenn die Kontaktkraft einen kritischen Wert erreicht oder iiberschreitet. Ein Schaden
(englisch damage) wird als eine kiinstlich herbeigefiihrte Anomalie definiert, die sich negativ
auf die Bauteilintegritdt auswirkt. Dies kann beispielsweise dazu fiihren, dass ein Bauteil weni-
ger Last als vorgesehen tragen kann und daher frither versagt. Fiihrt ein Stof zu einem Schaden,
wird er gemiB dieser Definition als Schlag bezeichnet. Das bedeutet im Umkehrschluss, dass
ein StoB zu keinem Schaden fiihrt.

Ein Stovorgang beginnt mit der (beschleunigten) Bewegung von Masse 1 und geht iiber in den
Kontakt zu Masse 2, bei dem Impuls- und Energieiibertragung stattfinden. Wihrend des Stol3-
vorgangs konnen mehrere Kontakte von Masse 1 und Masse 2 stattfinden, sogenannte Doppel-
oder Mehrfachschlége (englisch multiple impacts). Der StoBBvorgang endet, wenn beide Mas-
sen sich nicht mehr beriihren kénnen.

In dieser Dissertation wird der Kontakt zweier Massen untersucht, welcher iiber einen Stof3 zu
einem Schlag fiihren kann. Zur Untersuchung dieses Phinomens werden nur die Massen, Krifte
und Energiefliisse beriicksichtigt, die innerhalb der gezogenen Systemgrenze (englisch system
boundary) liegen. Innerhalb dieser Grenze bleiben Energie, Impuls und Masse konstant, sodass
kein Transfer tiber die Grenze hinweg stattfindet.

Wihrend des StoBes driickt der Impaktor auf die Platte. Die hierbei herrschende Kraft wird
Kontaktkraft (englisch contact force) genannt. Die Strecke, die die Platte am Ort des Stof3es
wihrend des StoBvorgangs durchlduft, wird als Durchbiegung (englisch deflection) bezeichnet,
die negative Differenz aus Durchbiegung und Impaktorbewegung ist die Eindriickung (eng-
lisch indentation).

a) b)
Kraft | Kraft |
Kritische Kraft
Koo =1 fir Schaden
RES ...........................................................
kRes<1‘1‘-.‘_
Zeit StoR3 Zeit
——————————— Schlag ----------1

Abb. 1.1: a) Qualitativer Einfluss des Restitutionskoeffizienten kgr.s sowie b) Unterscheidung von
StoB und Schlag.
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In der Literatur werden drei Geschwindigkeitsbereiche voneinander unterschieden. Die Berei-
che heilen niedrige Geschwindigkeit (englisch low velocity), hohe Geschwindigkeit (eng-
lisch high velocity) und hochste Geschwindigkeiten (englisch hyper velocity). Die ersten bei-
den Bereiche werden durch die Antwort der Platte auf den Sto des Impaktors voneinander
getrennt. Im Bereich der niedrigen Geschwindigkeiten kommt es in der Platte zu globalen Ver-
formungen, sodass die Randbedingungen den weiteren Verlauf des Stof3es beeinflussen konnen.
Hierfiir typische Geschwindigkeiten gehen bis 10m/s bei einer kinetischen Energie des Impak-
tors von ca. 501J. [8, 9]

Im Falle eines StoBes mit hoher Geschwindigkeit wird die Platte nur lokal verformt, da nicht
geniigend Zeit wihrend des Sto3vorgangs verbleibt um die gesamte Platte zu beeinflussen. Im
Kontrast zu einem Stofl mit niedriger Geschwindigkeit muss hier die gesamte eingebrachte
Energie vor Ort absorbiert werden. Diese Effekte treten bei Geschwindigkeiten ab 300m /s und
einer kinetischen Energie des Impaktors von ca. 50J auf. [8]

Zwischen diesen beiden Bereichen liegt der mittlere Geschwindigkeitsbereich (englisch inter-
mediate velocity). Dieser weist Charakteristika beider Bereiche auf. Der Bereich der hochsten
Geschwindigkeit wird in km /s gemessen und ist vor allem im Weltall zu verorten.

Bei Impaktorgeschwindigkeiten von ca. 5Sm/s kann sich die Platte lokal oder global veformen,
je nach Massenverhiltnis zwischen Impaktor und Platte [9]. Dieses Phdanomen wird im niichsten
Kapitel niher erortert.

1.3 Stand der Technik

Wie sich noch zeigen wird, muss die Verformung einer Platte verstanden werden, um einen Stof3
einer Masse auf eine Platte modellieren und berechnen zu konnen. Hierzu stellt die Analytik die
schnellste Moglichkeit zur Berechnung von Plattenverformungen dar. Je nach gewihlten An-
nahmen, und damit je nach gewihlter Plattentheorie, sind die hieraus resultierenden Ergebnisse
mehr oder weniger exakt in der Ubereinstimmung zu realen, beobachtbaren Verformungen.
Diese unterschiedlichen Plattentheorien haben jeweilige Stirken und Schwichen und sollten
mit Bedacht eingesetzt werden.

In diesem Kapitel werden die grundlegenden Arbeiten zu den Plattentheorien sowie zu rele-
vanter Forschung zu StoBmodellen und deren Erkenntnissen erliutert. Zur besseren Ubersicht
werden hier und in den folgenden Kapiteln jeweils nur die Erstautoren namentlich genannt, alle
weiteren Autoren sind dem Literaturverzeichnis zu entnehmen.

Plattentheorien

Zur Berechnung der Verformung einer Platte unter Einwirkung einer externen Kraft konnen un-
terschiedliche physikalische Phianomene beriicksichtigt werden. Diese Auswahl an Phinome-
nen werden in Plattentheorien gebiindelt. Im weiteren Verlauf dieser Arbeit wird noch gezeigt,
dass ein Verfahren benotigt wird, welches die Ergebnisse einer Plattentheorie mitnimmt, aber



6 1 FEinleitung

die hier grundlegende Differentialgleichung nicht direkt nutzt. Andere Methoden sind hier nicht
hilfreich. Die Plattentheorien bauen aufeinander auf und ergénzen sich jeweils um zusitzliche
Phiénomene. Diese Progression ist der historischen Entstehung dieser Theorien geschuldet, an
denen bekannte Mathematiker und Ingenieure mitgewirkt haben. Daher wird an dieser Stelle
neben den physikalischen Eigenheiten der Plattentheorien auch ein historischer Exkurs zur Ent-
stehung eben jener gegeben. Im Jahre 1766 hat der Mathematiker Leonhard Euler einen ersten
Ansatz prisentiert, um die freie Vibration von Membran-Platten zu berechnen. Hierzu nutzte er
ein Netz aus Fidden, wodurch nur die Membranverformungen betrachtet wurden. Diese Theo-
rie wurde von Jacques Bernoulli um die Biegesteifigkeit der Platte erweitert. Dabei wurden
mehrere Balken in einem Gitter verbunden, sodass diese eine Platte nachbildeten. Der Phy-
siker Ernst Chladni griff die Idee von vibrierenden Platten in seiner Arbeit auf: er bepuderte
Platten und lief} sie vibrieren, sodass sich auf ihren Oberflichen Muster bildeten. Diese Muster
werden bis heute Chladnische Klangfigur genannt. Nachdem er Georg Christoph Lichtenberg
und Johann Wolfgang von Goethe seine Klangfiguren zeigte, prisentierte er seine Erkenntnisse
im Jahr 1809 vor Napoleon und stie3 somit eine Reihe von Ereignissen an, die zur klassi-
schen Plattentheorie fiithren sollten. Die Franzosische Akademie der Wissenschaft schrieb ein
Preisgeld fiir die Person aus, welche eine mathematische Losung zu den Experimenten von
Chladni prisentieren konnte. Als einzige Person reichte die Mathematikerin Sophie Germain
1811 eine Differentialgleichung ein, welche das Verhalten von frei vibrierenden Platten be-
schrieb. Thre Losung war jedoch fehlerhaft, sodass der Gutachter Joseph-Louis Lagrange zur
korrekten Gleichung verhalf. Der Mathematiker Claude Navier baute im Jahr 1823 auf diesen
Erkenntnissen und den Arbeiten von Jacques Bernoulli zu elastischen Balken auf und war der
erste, der eine Differentialgleichung prisentierte, die das Plattenverhalten bei einer gleichmifi-
gen Belastung iiber die gesamte Fldche beschreibt. Dariiber hinaus konnte er mit den nur kurz
zuvor von Joseph Fourier entwickelten Fourier-Reihen eine Losung fiir bestimmte Randbedin-
gungen entwickeln. Siméon Denis Poisson erweiterte diese Losung um laterale Vibrationen
runder Platten. Analog zu Navier leitete der Physiker Gustav Kirchhoff die gleiche Differen-
tialgleichung her, wihlte jedoch einen anderen Ansatz. Da Kirchhoff sich insbesondere mit
den an den Rindern wirkenden Kriiften beschiftigte und erste Uberlegungen zu der Abwand-
lung der Differentialgleichung fiir stark durchgebogene Platten anfertigte, wird er heutzutage
mit der klassischen Plattentheorie assoziiert. Er entdeckte, dass bei grolen Verformungen die
nicht-linearen Terme bei der Herleitung der Differentialgleichung beriicksichtigt werden miis-
sen. Kirchhoff schrieb iiber seine Ergebnisse ein Buch, welches ins franzdsische iibersetzt und
zugleich von Barré de Saint-Venant erweitert wurde: Saint-Venant setzte die von Kirchhoff er-
dachte Kombination von Biege- und Membrananteilen, also lineare und nicht-lineare Anteile,
mathematisch um. Der Mathematiker Augustus Love machte sich nicht nur in der Schalentheo-
rie verdient, sondern prédsentierte auch in der Elastizitits-Theorie von Platten neue Lésungen.
Er iibertrug die Annahmen des Bernoulli-Balkens auf die Kirchhoff’sche Plattentheorie, welche
von Kirchhoff bereits vorgeschlagen wurden. Hiermit kann auch bei Platten unter Biegebelas-
tung davon ausgegangen werden, dass der Querschnitt orthogonal zur gebogenen Mittelfldche
bleibt. Dies erfordert, dass die Plattendicke relativ gering zu den iibrigen Abmalen sein muss.
Eine Faustformel besagt, dass das Verhiltnis von Linge oder Breite zu Dicke der Platte den



1.3 Stand der Technik 7

Wert 30 nicht unterschreiten soll [10]. Analog zum Bernoulli-Balken wird eine solche Platte
heutzutage als Kirchhoff-Love-Platte bezeichnet, beziehungsweise die hier zugrunde liegende
Theorie als klassische Plattentheorie. Weitere wichtige Beitrdge wurden von Stepan TimoSenko
geliefert. Einerseits verband er die Forschungsbemiihungen aus Russland, welche zuvor nicht
beachtet wurden, mit der westlichen Welt und lieferte andererseits selbst Beitrige zur Plat-
tentheorie runder Platten. Hierbei beriicksichtigte TimoSenko verschiedene Randbedingungen,
Locher in Platten, aber auch gro3e Durchbiegungen fiir runde und rechteckige Platten. Die end-
giiltige Differentialgleichung fiir Platten mit gro3er Durchbiegung wurde schlielich von Theo-
dor von Kdrman in Kooperation mit August Foppl prisentiert, welcher die zuvor gewonnenen
Erkenntnisse anderer Forscher nutzte und erweiterte. Bis zu diesem Zeitpunkt wurden in der
Forschung nur verhiltnismifBig diinne Platten betrachtet, die der Kirchhoff-Love-Annahme un-
terliegen. Wird die Dicke der Platte jedoch erhoht, stellen sich iiber die Dicke Schubspannungen
ein, die den Querschnitt des Profils nicht mehr orthogonal zur Mittelfliche erscheinen lassen.
Mit diesem Problem beschiftigten sich die Ingenieure Raymond Mindlin und Eric Reissner. Sie
erstellten die Theorie der Schubverformung erster Ordnung, wobei ein konstanter Schub {iiber
die Plattendicke beriicksichtigt wird. Wihrend mit der klassischen Plattentheorie die Verfor-
mung bei moderat dicken Platten unterschétzt wird, ist die Theorie der Schubverformung erster
Ordnung, auch Reissner-Mindlin-Modell genannt, korrekt. Wird das Reissner-Mindlin-Modell
um grofle Durchbiegungen der Platte erweitert, so sind alle wesentlichen physikalischen Phéa-
nomene innerhalb der Platte hinreichend genau beriicksichtigt. Bei groBBen Verformungen ist
besonders auf die versteifenden Effekte der Membrankrifte zu achten, sodass hier ein nicht-
linearer Verlauf beziiglich der Beziehung Durchbiegung-Kraft gegeben ist, siehe Abbildung
1.2.[11, 12]

Forschung zum StoB zweier Korper

Die Forschung zu StoBmodellen ist im Gegensatz zu der der Plattentheorien deutlich jiinger.
Seit circa 100 Jahren werden weltweit von Forschern neue Modelle erstellt oder bestehende
erweitert und mit Experimenten abgeglichen. Hierbei wurden mehrere Stomodelle erstellt,
welche sich stark voneinander unterscheiden. Gemél ihren Stdrken und Schwichen kann das
Modell gewihlt werden, welches zum betrachteten Problem am Besten passt. Hierbei tritt hdufig
ein Konflikt mit der priferierten Plattentheorie auf, da diese oftmals nicht in das Sto3modell in-
tegriert werden kann, obwohl das hier abgebildete Plattenverhalten beriicksichtigt werden soll.
Dieser Konflikt fiihrt dazu, dass modernere StoBmodelle auf Plattentheorien ginzlich verzich-
ten und das Plattenverhalten in Form eines Parameters einbeziehen.

Im Folgenden werden die wichtigsten Forscher und ihre Arbeiten vorgestellt. Hieran anschlie-
Bend wird die Forschungslandschaft zu StoBen skizziert und in vier Themengebiete gruppiert
und erortert.
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Durchbiegung |

Linearer Verlauf:

Klassische Plattentheorie

// Nicht-Linearer Verlauf:
/ Schubverformungstheorie erster
/! Ordnung mit grofler Verformung
Kraft
Abb. 1.2: Kraft-Durchbiegungs-Verlauf einer Platte bei Belastung mit einer Einzelkraft am Ort der

Belastung.

Karas war einer der ersten, der bereits 1939 ein vollstindiges, semi-analytisches Modell zur
zeitlichen Beschreibung von Impaktor- und Plattenbewegung und der Kontaktkraft zwischen
Impaktor und Platte infolge eines StoBes veroffentlichte [13]. Dieses Modell bedient sich der
klassischen Plattentheorie mit der Losung von Navier, dem Hertz’schen Kontaktmodell sowie
dem Energieerhaltungssatz. Zur Zeit der Veroffentlichung musste das Modell aufwéndig per
Hand gerechnet werden. Mit der Nutzung heutiger Computer geschieht dies in wenigen Se-
kunden. Dadurch, dass Karas die klassische Plattentheorie mit dem Losungsansatz von Navier
verwendet, ist das Spektrum untersuchbarer Platten eingeschrinkt: es konnen nur Platten be-
rechnet werden, die allseitig einfach gelagert, aus einem homogenen Material gearbeitet sind
und wihrend des StoBes keine gro3en Durchbiegungen erfahren. Dariiber hinaus lédsst die Lo-
sung von Karas nur einen Stof} in der exakten Mitte der Platte zu. Von Kalapis wurde das Modell
um die Beliebigkeit des StoBortes erweitert, sodass nun die gesamte Platte untersucht werden
kann [14]. Von Roy wurde eine Erweiterung beigebracht, die eine plastische Verformung am
Impaktort berticksichtigt [15]. Das Modell von Karas ist in der StoBforschung weit akzeptiert,
sodass es in diversen Veroffentlichungen von Forschern zur Verifizierung der eigenen Ergebnis-
se herangezogen wurde [15—-19]. Obwohl es von Karas nicht beabsichtigt war, kann mit dessen
Modell das Verhalten der gesamten Platte, also Durchbiegung und Wellenausbreitung der Ver-
formung, beobachtet werden.

Shivakumar hat zwei StoBmodelle entwickelt, die intuitiver und einfacher in der Handhabung
gegeniiber dem Modell von Karas sind [20]. Beide Modelle bedienen sich der Plattensteifig-
keiten fiir Biege-, Schub- und Membrananteil. Diese Steifigkeiten bestimmen das Kraft-Durch-
biegungs- Verhalten einer Platte, siche Abbildung 1.2. Shivakumar gibt Rechenvorschriften an,
um die Plattensteifigkeiten sowohl fiir den linearen Teil fiir Biegung und Schub als auch fiir
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den nicht-linearen Teil fiir Membran zu berechnen. Diese Vorschriften beziehen sich jedoch
auf allseitig einfach gelagerte oder fest eingespannte, jeweils runde Platten. Zusétzlich be-
schreiben diese Gleichungen nur die Plattensteifigkeiten in der jeweiligen Plattenmitte. Die
zwel Modelle sind das Energie-Balance-Modell (EBM) und das Feder-Masse-Modell (FMM).
Bei dem EBM besteht die Annahme, dass die gesamte kinetische Energie des Impaktors in
Biege-, Schub-, Membran- und Kontaktenergie umgewandelt wird. Das Modell 16st nicht nach
der Zeit auf, liefert aber die Durchbiegung der Platte und die zugehorige Kontaktkraft im Zeit-
punkt der groBten Durchbiegung. Die StoBdauer kann somit nicht berechnet werden. Damit
dieses Modell anwendbar ist, muss sichergestellt sein, dass der zu Grunde liegende Stof} zu
einer gesamten Verformung der Platte fiihrt. Zur Berechnung mittels EBM wird das Newton-
Raphson-Verfahren benétigt, da ein energetisches Gleichgewicht gesucht wird. Das FMM be-
handelt Impaktor und Platte als Punktmassen, welche mit einer Feder, die die Kontaktsteifigkeit
beschreibt, verbunden sind. Die Plattenmasse wiederum ist mit Federn fiir Biege-, Schub- und
Membransteifigkeit mit dem Grund verbunden. Dieses Modell kann im Gegensatz zum EBM
den StoB zeitlich auflosen. Hierzu miissen zwei gekoppelte Differentialgleichungen - eine fiir
jede Masse - geldst werden. Dabei werden die von Shivakumar présentierten Gleichungen zur
Berechnung der Plattensteifigkeiten runder Platten verwendet. In der Literatur wird dieses Ver-
fahren fiir rechteckige Platten angewendet [21-23]. Streng genommen ist dies nicht zuléssig,
da diese Gleichungen fiir runde Platten entwickelt wurden. Unter der Priamisse gleicher Flichen
ist die Ndherung jedoch gut genug. Nichtsdestotrotz ist die Auswahl an moglichen Randbedin-
gungen fiir die Untersuchungen an den Platten eingeschrénkt.

Die von Olsson veroffentlichten Arbeiten haben, nachdem Plattentheorien und Stomodelle ver-
fasst waren, zu einem tieferen Verstidndnis des eigentlichen Stoverhaltens gefiihrt [8]. Olsson
ist der Frage nachgegangen, warum kleine Massen mit gro3er Geschwindigkeit und grofle Mas-
sen mit kleinen Geschwindigkeiten, welche jeweils die gleiche kinetische Energie aufweisen,
zu unterschiedlichen Schadensbildern fiihren. Intuitiv miisste davon ausgegangen werden, dass
grofle Massen zu groBeren Schiden fiihren als bei St68en durch kleine Massen. In der Realitit
ist dies aber umgekehrt, denn kleine Massen verursachen gro3ere Schiden als gro3e Massen bei
gleicher initialer kinetischer Energie. Das Problem konnte schlielich mit dem Massenverhilt-
nis zwischen Impaktor und Platte beantwortet werden: kleine Verhiltnisse von Impaktor und
Platte fithren zu eher kurzen StoBBdauern, sodass die Platte sich nur lokal durchbiegt und Kraft
und Durchbiegung nicht in Phase sind; grofle Verhiltnisse von Impaktor und Platte fithren zu
langeren StoBdauern, sodass die Platte sich global durchbiegt sowie Kraft und Durchbiegung
in Phase sind. Diese beiden Fille, in denen die Platte sich lokal oder global durchbiegt, hat er
StoB kleiner Masse (englisch small mass impact) und Stof} groler Masse (englisch large mass
impact) genannt. Die globale Durchbiegung bei einem Stof3 groBer Masse ldsst sich so ver-
stehen, dass die Platte einer quasi-statischen Verformung unterliegt. Somit kann die kinetische
Energie des Impaktors von der gesamten Platte in Form von Biege-, Schub- und Membranver-
formung aufgenommen werden, wohingegen bei einem Stof3 kleiner Masse nur das stoBnahe
Gebiet diese Energie aufnehmen kann. Damit konnte Olsson auch erklidren, warum ein Stof3
kleiner Masse tendenziell zu hoheren Kontaktkriften und damit zu groeren Schédden als bei
einem Stof} groBer Masse zwischen Impaktor und Platte fiihrt.
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Hierbei fiihrte er aus, dass Stofe kleiner Masse nur dann auftreten, wenn die Sto3dauer nur so
lange wihrt bis die erste elastische Welle den Rand der Platte erreicht. Olsson errechnet mithin
fiir rechteckige Platten ein maximales Massenverhiltnis von ca. MV}, = 1/5 zwischen Impaktor
und Platte fiir Sto8e kleiner Masse. Fiir die Stole groBer Masse setzte Olsson die Bedingung
an, dass die Stodauer deutlich lianger als die Grundschwingungsdauer jener Platte dauern muss
und erhielt als Massenverhiltnis zwischen Impaktor und Platte den Wert MV, = 2 [24, 25]. Bei
0,2 < MV < 2 existiert ein Ubergangsgebiet, worin ein StoB nicht klar dem StoB einer kleinen
oder groflen Masse zugeordnet werden konnte. Neben diesen grundlegenden Erkenntnissen zur
Klassifizierung von Stofen beschiftigte sich Olsson auch mit dem Schadensbild Delamination.
Mit dem Energieerhaltungssatz kann die Energiefreisetzungsrate bei einer Delamination ermit-
telt werden, und somit auch die nétige Kontaktkraft hierfiir [6, 26]. Diese kritische Kontakt-
kraft ist nur von den Materialparametern der Platte abhéngig: der Plattensteifigkeit D und der
Energiefreisetzungsrate in Mode II Gy;. Dieses Schadensmodell konnte Olsson erfolgreich un-
ter Nutzung des oben beschriebenen Feder-Masse-Modells in seine Arbeiten implementieren.
Hierfiir konnte er die Biege- und Schubsteifigkeiten auf rechteckige Platten anpassen, die Mem-
bransteifigkeit hingegen wurde von Shivakumar fiir runde Platten iibernommen [27]. [6, 24, 27—
35].

Aufbauend auf der Arbeit von Zener [36] entwickelte Olsson ein Modell fiir Kurzzeitstofe, de-
ren Wellenausbreitungen nie den Rand einer Platte erreichen [37]. Dieses Modell wurde auch
als Modell der unendlichen Platte bezeichnet, da nur Materialwerte und Impaktorgeometrie Ver-
wendung fanden, jedoch mit Ausnahme der Dicke.

Die zuvor genannten Personen haben grundlegende Arbeiten zum Verstindnis von StoBereig-
nissen verfasst. Diese Ideen wurden von zahlreichen weiteren Wissenschaftlern aufgegriffen,
hinterfragt und weitergedacht. An dieser Stelle kann nur ein Querschnitt iiber die bisher ge-
leisteten Arbeiten gegeben werden, jedoch werden alle wesentlichen Teilgebiete der Forschung
zu StoBen behandelt. Diese Teilgebiete lassen sich aufteilen in die Bereiche Experimente und
Methodiken, Initiierung von Delaminationen, Stof3 auflerhalb der Plattenmitte sowie schnelle
Vorhersage von Ergebnissen.

Im Bereich Experimente und Methodiken sind die Beitrige zusammengefasst, welche entweder
das Phianomen Stof3 per Experiment untersuchen oder die zuvor genannten Autoren neue Metho-
diken vorstellen, um das Verhalten von Impaktor und Platte wéihrend des StoBes zu berechnen.
So haben Cantwell und Morton Experimente durchgefiihrt, um den Stofl von Massen bei kleiner
und groBer Geschwindigkeit auf faserverstirkte Coupons zu studieren [38—41]. Hierbei wurde
keine klare Trennung dieser Geschwindigkeitsbereiche eingefiihrt oder gar erldutert, sondern
einerseits ein Fallturm (kleine Geschwindigkeit) und andererseits eine Gaskanone (grofle Ge-
schwindigkeit) verwendet. Die Autoren haben insbesondere die Initiierung von Delaminationen
untersucht. Die hier gewonnenen Erkenntnisse lassen sich auch mit den Modellen von Olsson
fiir kleine und groBe Massen erkliren. Ahnliche Versuche wurden von Naik durchgefiihrt [42].
Zusitzlich zu Cantwell und Morton wurden hier jedoch auch die Positionen von Impaktor und
Platte wihrend des Stof3es zeitlich aufgeldst. Hiermit wurde experimentell bestétigt, dass kleine
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Massen eher zu kurzen Kontaktzeiten und grolle Massen zu langen Kontaktzeiten fiithren.
Neben experimentellen Versuchen finden sich in der Literatur auch Losungsansitze zu numeri-
schen Berechnungen fiir StoBvorgédnge. Sie alle zeigen, dass eine numerische Berechnung von
StoBbelastungen moglich ist. Noch vor Karas zeigte Kaiser im Jahr 1936, dass eine Berech-
nung der Durchbiegung der gesamten Platte bei freier Lagerung und gleichmiaBiger Last mittels
Differenzenrechnung moglich ist [43]. Mit linearen Rechenmethoden und mit der Lagrange-
Gleichung konnten Streubel [44] und Heitzer [45] die Stobelastung auf anisotrope Platten be-
rechnen. Mit nicht-linearen Rechenmethoden beschiftigten sich Dobyns [46], Kobayashi [47]
und Qian [48]. Hierbei ist vor allem Kobayashi hervorzuheben, da er eine Methodik in Polar-
koordinaten vorstellte und hiermit runde Platten berechnete. Diese linearen und nicht-linearen
Rechenmethoden haben gemeinsam, dass sie nur fiir ausgewihlte Probleme, z.B. nur fiir ein-
fach gelagerte Platten oder unter Annahme der klassischen Plattentheorie, anwendbar sind. So-
mit lassen sich zwar StoBe von spezifischen Platten berechnen, eine allgemeine Losung stellen
diese aber nicht dar. Eine weitere Rechenmethodik ist die Dynamic Relaxation Method (DRM)),
mit der Verformungen von Korpern mittels Minimalflichen berechnet werden, sodass alle pro-
pagierten Krifte im Gleichgewicht zueinander sind. Obwohl von Turvey [49-51] mittels DRM
vielversprechende Untersuchungen zum Stof3vorgang getitigt wurden, wird die DRM heutzuta-
ge fiir Berechnungen statischer Strukturen statt dynamischer Stovorgéinge genutzt [52]. Eben-
falls zu dem Bereich der numerischen Rechnungen gehoren die Weiterentwicklungen der Kon-
taktgesetze. Dabei haben insbesondere Suemasu [53], Goldsmith [54] und Sun [55] Arbeiten
zu Kontaktgesetzen fiir diinne Platten, Kontakte zwischen Metallen bei dynamischen Belastun-
gen sowie experimentellen Untersuchungen durchgefiihrt. Dariiber hinaus wurden aber auch
bestehende Methoden genutzt und weiterentwickelt, um Stovorginge zu berechnen. Salvetti
erweiterte das FMM um eine Dampfung [23], wihrend Kalapis das Modell nach Karas so er-
weitern konnte, dass nun beliebige StoBorte auf der Platte berechenbar sind [14].

Die bisherigen Forscher haben sich intensiv mit der Theorie auseinandergesetzt, sodass bis-
her nur wenig Transfer zur Anwendung der Modelle auf reale Szenarien veroffentlicht wurde.
So hat Kralovec [56] den Stof3 auf Sandwichstrukturen untersucht, um Bauteile von Verkehrs-
flugzeugkabinen hinsichtlich StoBlasten zu optimieren. Von Yuan [57] wurden StoSmodelle zur
Berechnung von schockartigen Impulslasten, welche bei Explosionen entstehen, verwendet.

Im Bereich Initiierung von Delaminationen sind die Beitrige zusammengefasst, die sich mit
dem Phidnomen Delamination in Folge eines Schlags beschiftigen. Obwohl es eigene For-
schungsrichtungen zu Schadensmodellen und -ereignissen von Faserverbundwerkstoffen gibt,
ist die Auswahl der Untersuchungen an Delaminationen durch einen Schlag im Vergleich zu den
Untersuchungen des zuvor vorgestellten Sto3verhalten zweier Massen gering. Diese Auswahl
lasst sich unterteilen in experimentelle und numerische Untersuchungen.

Um das Phidnomen BVID und Stof zu verstehen, hat Kumar mehrere Experimente durchgefiihrt
und dabei gezielt BVIDs hervorgerufen [58]. Liu konnte bei seinen Experimenten zeigen, dass
auch BVIDs in der Untersuchung durch Thermografie oder Rontgenstrahlen erdnussférmig sind
[59] und hauptsichlich durch die Biegesteifigkeiten der Platte erklirt werden konnen.
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Allgemeinere Experimente zum Zusammenhang des StoBes zweier Massen mit resultieren-
der Delaminationen wurden von Schoeppner und McElroy vorgenommen. Schoeppner zeigte
in Experimenten, dass die Kontaktkraft tiber die Zeit bei Stéen ohne Delamination mit ei-
ner Sinus-Kurve angendhert werden kann und dass dieser Verlauf beim Einbringen von De-
laminationen stark gestort wird, da nun Energie wihrend der Delamination dissipiert wird
[60]. McElroy hingegen konnte zeigen, dass bei vorgeschidigten Platten eine quasi-statische
Belastung geniigt, um Kraft-Weg-Verlauf wihrend einer Delamination und Schadensmodel-
le fiir Delaminationen bei Stoflen zu verwenden [61]. Fiir ein tieferes Verstdndnis der Initiie-
rung von Delaminationen arbeiteten Naik und Yang. Naik zeigte durch die Variation von Mas-
se und Geschwindigkeit bei gleichbleibender kinetischer Energie bei experimentellen Tests,
dass bei hoher Masse und kleiner Geschwindigkeit die Schadensfliche groBer ist als bei kleine-
rer Masse und hoherer Geschwindigkeit [42]. Ebenfalls bei experimentellen Tests konnte Yang
nachweisen, dass die kritische Kontaktkraft, welche die Delamination hervorruft, von der Di-
cke h abhingt, und zwar im Verhéltnis n3/2 [62]. Um Delaminationen fiir die Untersuchung
sichtbar zu machen, gibt es mehrere Moglichkeiten. Maierhofer verglich die Ultraschallunter-
suchung sowie diverse Thermographieverfahren miteinander. Um Delaminationen durch Schlag
effizient zu bewerten, konnte er kein explizites Verfahren empfehlen, da alle ihre jeweiligen Vor-
und Nachteile haben [63]. Sadeghi jedoch nutzte die Ultraschalluntersuchung, um den Schaden
von StéBen in Abhédngigkeit von wechselnden Randbedingungen der Platte zu bewerten [64].
Neben experimentellen Untersuchungen wurden auch numerische Untersuchungen getitigt, um
auftretende Delaminationen zu berechnen. Z.B. konnte Maio zeigen, dass eine numerische Be-
rechnung eines Stofles mit auftretender Delamination mit kommerzieller Software moglich ist
und alle Charakteristiken - wie die erdnussformige Delamination - abbilden [65]. Chakraborty
konnte durch die Berechnung von multiplen St6Ben an gleicher Stelle zeigen, dass die Delami-
nation nicht zwangsldufig an einem Punkt beginnen muss, sondern an zwei Stellen parallel, wel-
che wachsen und spiter ineinander iibergehen kénnen [17]. Sun konnte mit einem fortschrittli-
chen Modell mit Shell- und kohésiven Elementen erfolgreich die Delamination bei stringerver-
steiften Platten berechnen [66]. Singh und Wang hingegen fassten mehrere Schadensmodelle
zusammen bzw. entwickelten aufbauend auf dem Hashin-Kriterium ein Delaminationsmodell
fiir StoBvorgiinge [62, 67]. Diese vorgestellten Modelle haben den gemeinsamen Nachteil, dass
sie teuer in der Implementierung sind und mehrere Materialparameter benotigen, die zusétzlich
zu bestimmen sind. An dieser Stelle soll der Vollstindigkeit halber noch erwihnt werden, dass
ebenfalls Untersuchungen zu Schiden an isotropen Werkstoffen infolge von St68en gemacht
wurden. Innerhalb dieser Dissertation liegt der Fokus auf anisotropen Werkstoffen, sodass in-
teressierte Leser an folgende Literatur verwiesen werden: [68—71].

StoBe treten selten genau in der Mitte der Platte auf. Dennoch haben sich bis heute nur wenige
Forscher mit der Fragestellung beschiftigt, welchen Einfluss der StoBort auf Kontaktkraft und
Schadensinitiierung hat. Dies wird im Bereich Stoff auferhalb der Plattenmitte niher darge-
legt. Essenzielle Untersuchungen, welchen Einfluss der StoBort hat, wurden erst in den letzten
10 Jahren getitigt. Als erster stellte Shariyat solche Untersuchungen vor und zeigte, dass bei
StoBen, die ndher am Rand der Platte liegen, die Kontaktkrifte steigen [72, 73].
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Weitergehende Untersuchungen stammen von Nassir, der experimentell und analytisch den
StoBvorgang auf runde Platten untersuchte [74]. Hierbei miss Nassir die Biege-, Schub- sowie
Membransteifigkeit der runden Platte an verschiedenen Radien. Mit einem Energieansatz wurde
die Kontaktkraft berechnet - die Kontaktkraft ist am Rand nicht nur hoher, sondern Schéiden tre-
ten im Vergleich zu St68en in der Mitte nun frither auf. Diesen Effekt konnte Ghalami-Choobar
rekonstruieren [75]. Zwar wurde hier nun eine eckige Platte verwendet, alle Stof3e lagen aber
auf einer Geraden zwischen Plattenmitte und Plattenecke. Informationen fiir beliebige StoB3orte
konnte Kalapis liefern, wobei gezeigt werden konnte, dass Sto3vorginge auf der Diagonalen
einer Platte zu hoheren Kontaktkriften fithren konnen als bei unmittelbaren Nachbarn [14].
Jin beschiftigte sich ebenfalls mit exzentrischen Stéen und stellte ein numerisch-analytisches
Modell vor, welches sehr gute Resultate liefert [76]. Diese Methode ist jedoch komplex und
verwendet kommerziele Programme, sodass eine Reproduktion nicht méglich erscheint.

Um einen Nutzen aus den Forschungen der zuvor genannten Bereiche zu ziehen, ist es not-
wendig, diese in eine Anwendung zu iiberfithren. Eine dieser Anwendungen ist die schnelle
Vorhersage von Ergebnissen. Modelle, die in der Lage sind in kiirzerer Zeit ein zufriedenstellen-
des Ergebnis fiir Stobelastungen zu berechnen, konnen groBere Parameterstudien durchfiihren
und aufzeigen, welche Platten an welchem Ort fiir welche Art von Stof3 besonders gefihrdet
sind. Somit konnen hieraus Richtlinien zum Entwurf solcher Platten abgeleitet werden.

Choi nahm den zeitlichen Verlauf der Kontaktkraft als sinusformige Last an und unter Nutzung
von Eigenfrequenz, konzentrierter Masse und Ersatzfedersteifigkeiten berechnete er Durchbie-
gung und Kontaktkraft [77]. So konnte er unter anderem zeigen, dass das Massenverhiltnis
MYV die StoB3zeit beeinflusst, die Initialgeschwindigkeit vp hingegen nicht. Des Weiteren konn-
te er zeigen, dass ein lineares Kontaktmodell fiir die Modellierung des StoBes genutzt werden
kann und kaum Unterschiede in den Ergebnissen hinsichtlich herkdmmlicher Kontaktmodelle
existieren [78]. Eine groBer angelegte parametrische Untersuchung wurde von Tiberkak durch-
gefiihrt, der mittels Mindlin-Plattentheorie und FE die Auswirkungen verschiedener Massen,
PlattengroBen und Geschwindigkeiten studierte [79]. Auch er konnte zeigen, dass die Para-
meter des Impaktors allein keine Riickschliisse auf die Ergebnisse zulassen, sondern nur in
Kombination mit den Parametern der Platte, sodass beide in Bezug zueinander gesetzt werden
miissen. Borkowski entwickelte einen Ansatz mit Hilfe der Rayleigh-Ritz-Funktion zur Be-
rechnung des StoBverhaltens [80]. Hierbei fand er eine Ansatzfunktion, um die geometrischen
Randbedingungen einer vollstdndig fest gelagerten Platte zu beschreiben. In Verbindung mit
dem Lagrange-Formulismus zur Berechnung der Kontaktkrifte arbeitet dieses Modell schnell
und exakt, allerdings kann es auch nur Platten berechnen, die komplett fest oder frei gelagert
sind. Mit Wahrscheinlichkeiten und Stoen auf Pipelines beschiftigte sich Troian [81]. Als Mo-
dell wird ein Bernoulli-Balken und ein vereinfachtes StoBmodell mit Sinusform als Kontaktkraft
herangezogen. Hiermit werden Orte auf Pipelines und Parameter des Impaktors identifiziert, die
zum Versagen der Pipeline fiihren.
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Die hier zuvor genannten Forscher haben ihre Ergebnisse in Fachzeitschriften und auf Konfe-
renzen vorgestellt. Sie alle haben sich besondere Fragestellungen im Bezug des StoBverhaltens
zweier Massen herausgesucht und versucht zu beantworten. SchlieBlich haben sich zwei Fach-
biicher etabliert, worin theoretisches Wissen als auch Beispiele und Anwendungsmoglichkeiten
aufgezeigt werden. Dies ist einerseits das Buch Impact Mechanics von Stronge [82]. Anderer-
seits richtet das Buch Impact Engineering of Composite Structures, herausgegeben von Abrate,
einen besonderen Fokus auf das StoBverhalten von Faserverbundwerkstoffen [83]. Hierin hat
Abrate auch eigene Forschungsergebnisse einflieen lassen [21, 22, 84, 85].

In Tabelle 1.1 ist eine Ubersicht iiber den Stand der Technik gegeben. Die vier Hauptbereiche
mit ihren wichtigsten Quellen sind hier zusammengefasst.

Zusammenfassung

Wihrend die Forschung zu den Plattentheorien als abgeschlossen gilt, gibt es in der Untersu-
chung fiir das StoBverhalten zweier Massen ungenutztes Potenzial. Vereinfacht zusammenge-
fasst ldsst sich festhalten, dass das grundlegende Sto3verhalten bekannt, verstanden und sicher
analytisch sowie numerisch reproduzierbar ist. Um dieses Wissen jedoch eine Ebene hoher zu
transportieren - die Anwendung auf real existierende Strukturen - muss noch Arbeit verrichtet
werden. So werden z.B. zu untersuchende eckige Platten als rund bei gleichem Fldcheninhalt
angendhert, um bekannte Gleichungen fiir die Ersatzfedersteifigkeiten verwenden zu konnen.
Dies bedeutet auch, dass Stofe zwangsldufig in der Plattenmitte auftreten miissen, da sonst
die ecken- und randversteifende Wirkung rechteckiger Platten bei runden Platten nicht korrekt
wiedergegeben wird. Auch kann entlang des Plattenrands nur eine Art von Randbedingung auf-
gegeben werden, und zwar einfach oder fest gelagert. Diese Defizite konnen mit numerischen
Berechnungen aufgefangen werden, allerdings auf Kosten von Rechendauer und Aufwand fiir
die Implementierung.

Somit fehlt derzeit ein Modell zur Berechnung von Stoen, welches nicht nur schnell und zu-
verlissig arbeitet, sondern auch verschiedene Randbedingungen und StoBorte sowie die tatsidch-
liche Geometrie der Platte beriicksichtigt. Insbesondere bei StoBen groler Masse tritt dieses
Defizit stark hervor, wihrend StoBe kleiner Masse hiervon kaum bis gar nicht betroffen sind.
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1.4 Ziele und Umfang dieser Arbeit

Schiden durch StoBvorginge sind eine Gefahr fiir Platten aus Faserverbundwerkstoffen. Die
hierbei verursachten Schiden werden oft nicht bemerkt oder sind mit dem bloBen Auge nicht
sichtbar. Diese Schiaden konnen bei weiterer Beanspruchung der Struktur wachsen und letztlich
zum Versagen der Gesamtstruktur fithren. Um einen solchen Schaden zu verhindern, muss der
StoB} vollstindig verstanden werden, insbesondere welche Variablen den groten Einfluss auf
die Schadensentwicklung und -anfilligkeit haben. Mit diesem besseren Verstindnis des Plat-
tenverhaltens ist die Vorhersage von Schiaden moglich, bevor sie auftreten.

Zur Erarbeitung dieses Verstindnisses werden zwei Forschungshypothesen aufgestellt, welche
im Rahmen dieser Dissertation iiberpriift werden sollen. Diese lauten wie folgt:

Forschungshypothesen

HI: Die Interaktion eines Impaktors mit einer Platte kann auf den Stof3 zweier Massen
zuriickgefiihrt und durch diesen beschrieben und charakterisiert werden.

H2: Das Auftreten von BVIDs in Platten aus Faserverbundwerkstoffen kann durch
quasistatische Eindriickversuche mit ausreichender Genauigkeit vorhergesagt werden.

Beide Forschungshypothesen, welche als ambitioniert erscheinen mogen, haben zum Ziel, die
Natur des StoB3es besser zu durchdringen und sogar zu entmystifizieren. Stofle sollen mit ein-
fachsten Mitteln erkldrt werden konnen, anstatt auf komplexe dynamische Modelle zuriick-
greifen zu miissen. Werden die Hypothesen gestiitzt, lassen sich weitere Erkenntnisse ableiten,
die bisherige Annahmen in ein anderes Licht riicken kénnen und dazu beitragen, eine schnelle
Rechenmethode zu finden, um das Auftreten von BVIDs mit ausreichender Genauigkeit vor-
hersagen zu konnen. Diese ausreichende Genauigkeit ist insbesondere von den verfiigbaren
Materialwerten abhiingig.

Bei der Bearbeitung dieser Forschungshypothesen wird innerhalb dieser Dissertation ein linea-
res Materialverhalten beriicksichtigt. GemadB CS 25 und ECSS sind plastische Verformungen
generell zu vermeiden, sodass die Betrachtung von rein elastischem Materialverhalten ausreicht
[86, 87]. Je nach Dicke und Belastung der Platte konnen aber geometrisch nicht-lineare Verfor-
mungen auftreten, sodass sie in dieser Arbeit beriicksichtigt werden. Der Fokus liegt auf dem
Sto} groBer Massen, da hier noch nicht gehobenes Potenzial liegt. Stof3e kleiner Masse werden
in der Analyse nicht beriicksichtigt, da diese orts- und randbedingungsunabhiingig sind, wobei
eben jene Einfliisse hier untersucht werden sollen.

In dieser Dissertation werden weder die Effekte von Ddmpfung und Dissipation noch der Ein-
fluss von Schiden auf den Kontaktvorgang beriicksichtigt. In der Literatur wird berichtet, dass
diese Effekte zwar den Kontaktvorgang beeinflussen konnen, dies jedoch erst nach einer ver-
gleichsweise langen Kontaktzeit oder nach dem Eintritt von Schiden der Fall ist [23].
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Wie im Laufe dieser Dissertation gezeigt wird, basiert die Analyse des Sto3vorgangs auf der
Ermittlung der maximalen Kontaktkraft, aus der anschlieBend abgeleitet wird, ob ein Schaden
entsteht oder nicht. Da die maximale Kontaktkraft bei der groten Durchbiegung und somit
zeitlich am Ende der ersten Hilfte des StoBvorgangs auftritt, ist der Einfluss der Ddmpfung in
diesem Abschnitt gering. Da der Stovorgang nach Erreichen der maximalen Kontaktkraft nicht
weiter analysiert wird, ist der Einfluss von Schadigungen in diesem Kontext nicht relevant. [83]

Der Aufbau dieser Dissertation folgt dem V-Modell, sieche Abbildung 1.3. Somit wird zunéchst
ein grober Uberblick iiber das Thema gegeben und anschlieBend sukzessive der Detailgrad er-
hoht. Nachdem auf hochstem Detailgrad gearbeitet wurde, wird unter Riickgriff auf die zuvor
erarbeiteten Modelle und Strukturelemente der Detailgrad wieder verringert, um schlieflich ein
konkretes Anwendungsszenario zu berechnen. Die einzelnen Nummern in Abbildung 1.3 spie-
geln die jeweils korrespondierenden Kapitelnummern wider.

® Ausblick

RB, Grolle, Ruckgriff auf Strukturelemente Anwendung auf
Material, stringerversteiffe Platten
Geschwindigkeit
StolImodelle, Erkenntnisgewinn durch

Kontaktmodelle,
Schadensmodelle

Analyse des Stolvorgangs
& Konseguenzen fir den
Leichtbau

Deftailgrad

Bestimmung Plattensteifigkeiten &
DGL der Plattentheorie

Abb. 1.3: Aufbau dieser Dissertation anhand des V-Modells. Die einzelnen Nummern repréisentieren
die jeweiligen Kapitel.

Im Detail gliedert sich diese Dissertation wie folgt: im Anschluss an die hier bereits vorgestellte
Motivation und den Stand der Technik werden in Kapitel 2 die theoretischen Grundlagen gelegt,
um hiermit ein Modell fiir den Stof3 sowie fiir den Kontakt zwischen Impaktor und Platte aus-
wihlen zu konnen. Diese Modelle werden auf ihre Anwendbarkeit hin {iberpriift und letztlich je
ein Modell final ausgewihlt. Zusitzlich wird ein Schadensmodell vorgestellt. In Kapitel 3, wel-
ches sich auf dem hochsten Detailgrad befindet, wird die Plattentheorie erster Ordnung vorge-
stellt. Diese wird benotigt, um die Durchbiegung einer Platte am beliebigen Ort unter beliebigen
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Randbedingungen zu errechnen, und so die gesuchten Plattensteifigkeiten zu gewinnen. Im An-
schluss wird ein Algorithmus erarbeitet, der unter Verwendung von Python in der Lage ist, den
StoB} eines runden Korpers auf eine rechteckige Platte beliebiger Geometrie, Randbedingung
und Material zu berechnen. In Kapitel 4 wird der zuvor erarbeitete Algorithmus angewendet.
Hierzu wird nun der Detailgrad grober und auf die in Kapitel 2 erarbeiteten Modelle zuriickge-
griffen. Hiermit werden grundlegende Uberlegungen und Untersuchungen zur Natur des StoBes
getitigt. Das Ziel ist die Stiitzung der Hypothesen H/ und H2. Als letzte Station im V-Modell
wird der Detailgrad in Kapitel 5 erneut verringert. Dabei wird auf die in Kapitel 1 eingefiihr-
te Problematik zuriickgegriffen: die Berechnung und Analyse eines realen Bauteils, hier einer
stringerversteiften Platte, wird vorgestellt. Unter Anwendung von stochastischen Mitteln wird
insbesondere der Einfluss der Plattendicke, welche als Massentreiber dieses Bauteils verstan-
den wird, in Bezug zur Schadensanfilligkeit untersucht. Diese Dissertation schlie3t mit einer
Zusammenfassung der vorgestellten Arbeit sowie den gewonnenen Erkenntnissen und einem
Ausblick auf mogliche weiterfiihrende Arbeitspakete in Kapitel 6.
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In diesem Kapitel werden die theoretischen Grundlagen zum Verstdndnis von StoBen gelegt.
Zunichst werden unterschiedliche StoBmodelle vorgestellt und in Bezug auf Vor- und Nachteile
gegeneinander abgegrenzt. AnschlieBend werden die Kontaktmodelle und deren Auswirkungen
auf die Berechnung von Stofen nédher betrachtet. Das Kapitel schlieft mit einer Definition von
Schiden und deren Messung bzw. Berechnung im Kontext Schlag. Somit stehen bereits alle
notigen Werkzeuge zur Verfiigung, um den Sto} eines Impaktors auf eine Platte zu berechnen
und zu bewerten.

2.1 StoBmodelle

Eine Moglichkeit, um einen Sto3 zu simulieren, stellt die Finite Elemente Methode (FEM) dar.
Wie in Kapitel 1.3 erdrtert, gibt es hierzu vielerlei Veroffentlichungen. Sie alle haben gemein,
dass erstens ein kommerzielles Programm genutzt wird, zweitens der Aufwand zur Implemen-
tierung hoch ist und drittens die einzelnen Rechnungen verhiltnisméBig lange dauern. Da in
dieser Dissertation eine schnelle Rechenmethode erarbeitet werden soll, die vollautomatisch
einen Parameterraum abarbeitet, wird auf die Verwendung der FEM mit ihren eingangs darge-
stellten Nachteilen zur Berechnung eines Stof3es verzichtet.

Im Folgenden werden vier semi-analytische StoBmodelle ndher betrachtet. Sie alle weisen nicht
die drei zuvor vorgestellten Nachteile der FEM auf, haben aber in Bezug zueinander ihre jewei-
ligen Stiarken und Schwichen. Sie lassen sich in explizite und implizite Modelle aufteilen, je
nachdem ob sie alle Bestandteile der Losung direkt vereinen (explizit) oder ob externe Teillo-
sungen herangezogen werden miissen (implizit). Auch wenn nicht alle Modelle im Laufe dieser
Dissertation genutzt werden, sollen sie hier vorgestellt werden, um die Vielfalt dieser wichtigen
Modelle aufzuzeigen. Sie werden absteigend in ihrer Komplexitit und ihrem Losungsaufwand
diskutiert.

2.1.1 Explizites StoBmodell

Die Grundlage fiir das explizite StoBmodell wurde bereits im Jahr 1939 von Karas erstellt [13].
Es bedient sich an einem analytischen Ansatz zur Berechnung der Durchbiegung, Eindriickung
und Kontaktkraft. Hierzu sind alle notigen Informationen in der zu l6senden Gleichung enthal-
ten, wodurch es seinen Namen erhalten hat. Lediglich zur Berechnung der einzelnen Zeitschritte
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wird ein numerisches, explizites Verfahren angewendet. Platte und Impaktor konnen geméall Ab-
bildung 2.1 beschrieben werden. Der Ursprung des rechtshindigen Koordinatensystems liegt in
der linken oberen Ecke. Die Platte hat die Malle a, b und & und weist die Masse M auf. Der
Impaktor hat einen Radius r, eine Initialgeschwindigkeit vo sowie die Masse m; und trifft die
Platte am Ort (&,m). Es werden folgende Randbedingungen vorausgesetzt: rechteckige Platte,
welche an allen Réndern frei gelagert ist; die Kontaktkraft wird als Punktlast idealisiert; Impak-
tor und Platte bestehen aus isotropen Materialien; es herrscht keine Reibung zwischen diesen
beiden Korpern.

y

Abb. 2.1: Geometrie der untersuchten Platte.

Die nun folgende Herleitung dieses Modells folgt nach [13] und wurde von Kalapis um die Be-
liebigkeit des StoBortes erweitert [14]. Sie basiert auf dem Lagrange-Formalismus, welcher die
Dynamik eines Systems beschreibt. Hierfiir werden die kinetische Energie 7' und die potentielle
Energie U fiir die Platte bestimmt. Die kinetische Energie 1dsst sich folgendermalen allgemein

fiir die Platte aufstellen:
2
T=-M= //( w(x,y.t ) dydx. 2.1)

Mit dem Ansatz von Navier [88] lisst sich die Durchbiegung w(x,y) berechnen mit

w(x,y,t) ZZAmn sin (m;tx) sin <n77ty) . 2.2)

Hierbei sind A, eine generalisierte Koordinate, welche zeitabhédngig ist, und m, n sind gerade
Zahlen. Wird Gleichung 2.2 in Gleichung 2.1 eingesetzt und umgeformt, folgt fiir die kinetische
Energie:

T = 1phabZZA§m. (2.3)
8 m n

Zur Berechnung der potentiellen Energie U wird die Annahme getroffen, dass die Platte durch
den StoB nur auf Biegung und Torsion belastet wird, sodass nur die Verzerrungsenergie betrach-
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tet werden muss. Zur Beschreibung dieser Energie wird zunéchst eine Platte betrachtet, welche
entlang einer Achse mit dem Winkel ® und Radius R, gekriimmt wird, sieche Abbildung 2.2.
Die hierfiir benotigte Energie lédsst sich berechnen mit

1
AU = > (MyAy) ©. (2.4)
Unter Ausnutzung der Beziehungen
*w
—1 _ o
Ry =52 Ax = Ry® 2.5)
lasst sich Gleichung 2.4 umschreiben zu
1 *w
AU = - (MyAy) == Ax. 2.6
2 (My A7) ox? (2.6)

Werden noch My und Myy beriicksichtigt, lautet Gleichung 2.6

1 *w *w *w
AU = - [ My— +My— — 2M,,——— | AxAy. 2.7
( Y ox2 M dy? » axay) Y 7
Wird Gleichung 2.2 unter Beachtung von
ER
D= —— 2.8
12(1—-v?) 28)

in Gleichung 2.7 eingesetzt, wobei D die Plattensteifigkeit, £ das E-Modul und v die Querkon-
traktionszahl sind. Nach einsetzen der Gleichung fiir die Biegelinie und der Integration iiber die
Plattenfliche ergibt sich fiir die Verzerrungsenergie:

ZZA (m ;)2. 2.9)

Dabn

Abb. 2.2: Ausschnitt einer entlang der y-Achse gekriimmten Platte.
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Die Lagrange-Gleichung zur Berechnung des dynamischen Systems lautet

dor or
dr aAmn O0Amn  0Amn

= Omn, (2.10)

wobei die generalisierte Kraft Oy, auf die rechte Seite eingefiigt wird, da in Gleichung 2.9 die
Kontaktkraft zwischen Impaktor und Platte vernachlissigt wurde. Werden die Gleichungen 2.3
und 2.9 in Gleichung 2.10 eingesetzt folgt

Amn+ <? + ﬁ) Tda Amn - Man (211)

__|D Eh?

Die Losung der Differentialgleichung der Gleichung 2.11 folgt zu

mit

1 4 [ (m? n?\
Apn = 7 phab/oan(T)Sln[<?+ﬁ)na(t_T)] dr. (2.13)
T=a —2+—2
a b

Zur Bestimmung der generalisierten Kraft O, welche als zeitvariabel betrachtet werden muss,
wird die infinitesimale Arbeit O der statischen generalisierten Kraft entlang der generalisierten
Koordinate betrachtet. Diese Arbeit ist die gleiche wie eine Kraft P, welche die Kontaktkraft
zwischen Impaktor und Platte darstellt, entlang der Durchbiegung w verrichtet. Unter Benut-
zung von Gleichung 2.2 und der Tatsache, dass jeder Ort (&,m) auf der Platte getroffen werden
kann, ergibt sich

nmm
b

SE = P(T)dw(E, M) = P(t) SAmnsin (m;té) sin ( ) — Oun(T) SAmn. (2.14)

Mittels Vergleich der Koeffizienten ergibt sich fiir die generalisierte Kraft

Omn(T) = P(T) sin (an§> sin (?) . 2.15)

Fiir § = a/2 und | = b /2 ergibt sich die Lésung von Karas [13]. Werden diese zwei Faktoren
allerdings im weiteren Vorgehen mitgenommen, kénnen StoBe an beliebigen Orten (&,1) be-
rechnet und deren Auswirkung auf beliebige Orte (x,y) ausgewertet werden [14]. Somit ergibt
sich die Durchbiegung w durch eine zeitlich veridnderliche Einzelkraft P gemif den Gleichun-
gen 2.15,2.13 und 2.2 zu
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sin (25 ) sin (22 sin (m_n&) sin (™M1
w5 ne0) phabn2 ZZ ( . ) <<bm2+nz)a ( b )
2

b?

/OIP(r) sin [(mz + Zz) nla(t—n )] dr.

Um nun einen Sto3vorgang berechnen zu konnen, wird die Interaktion von Impaktor und Platte
betrachtet. Gemil3 Abbildung 2.3 kann die vom Impaktor zuriickgelegte Distanz u; in Abhén-
gigkeit der Durchbiegung w und der Eindriickung z,;, beschrieben werden:

(2.16)

Ui = Zein + W. 2.17)

Hierbei kann die vom Impaktor zuriickgelegte Strecke u als Differenz der unbeschleunigten
Bewegung und der verzogerten Bewegung durch die Platte ausgedriickt werden:

s — vot—i/otp(r)(r—r)dr. 2.18)

m;

Des Weiteren wird die Eindriickung z.;, als von P abhingig betrachtet. Somit ergibt sich ins-
gesamt fiir die Berechnung eines StoBles folgende Gleichung mit dem Einsetzen der Gleichun-

gen 2.16 und 2.18 in Gleichung 2.17:
<m7tx> , (n?ty) . (mnE\ . (l’lTCT])
sin( —— )sin{ ——)sin| — | sin{ —
a b a b

1
vot_nT,-/o P(1)(r—1)dt = phabnzazz (m2+n2)
2

b2

1 m2 nZ 5
/0 P(7)sin [( + b2> n-a(t— )1 dt+ zein (P(T)).
(2.19)
Die Funktion z.;, kann nun mit einem Kontaktgesetz beschrieben werden, sodass nur noch

P(7) als Unbekannte in Gleichung 2.19 auftritt. Mit einem numerischen Verfahren, z.B. dem
simplektischen Velocity-Verlet Algorithmus, kann diese Gleichung gelst werden.
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2.1.2 Implizites StoBmodell der unendlichen Platte

Das implizite Stomodell der unendlichen Platte betrachtet, wie der Name es schon sagt, den
StoB auf eine unendliche Platte. Das bedeutet, dass die Randbedingungen und die tatséchliche
GroBe der Platte fiir den Stof3 keinen Einfluss haben, siehe Abbildung 2.4. Im Umkehrschluss
bedeutet das aber auch, dass nur die Stofe untersucht werden konnen, die nicht vom Platten-
rand beeinflusst werden. Ebenso konnen StoBe, die so kurz sind, dass die hierbei resultierenden
Schockwellen zum Stofende den Plattenrand noch nicht erreicht haben, untersucht werden.
Denn wenn diese Schockwellen den Rand nicht erreicht haben, erscheint die gesamte Platte als
unendlich, sodass das hier erlduterte Modell genutzt werden kann. Des Weiteren wird die Damp-
fung der Platte vernachléssigt, die Platte selbst wird als anisotrop behandelt. Der Ursprung des
Koordinatensystems liegt im StoBort. Dieses StoBmodell benotigt externe Teillosungen fiir die
verwendeten Plattensteifigkeiten, weshalb es als implizit bezeichnet wird.

Zur Herleitung dieses Modells wird der Arbeit von Olsson [37] gefolgt. Basierend auf der
Kirchhoff’schen Plattentheorie kann die Durchbiegung w als Summe der modalen Impulsant-
worten geschrieben werden:

w(x,y,1) = / ZZ W) Wi (&) (o (1 —1)] dr. (2.20)

ma Ok

Dabei bedeutet W die Eigenfunktion, ® Eigenfrequenz und ma das Flichengewicht der Plat-
te, j und k sind ungerade Zahlen. Die normalisierte Eigenfunktion der vom Kontaktvorgang
betroffenen Flidche, welche als Rechteck mit den Kantenldngen acr und begr angendhert wird,
lautet:

2 JjTx kmy
Wi = ——===cos (—) Cos (—) (2.21)
B Vet besr Aeff Dey

Ruhende Platte - ‘ -
z

Durchgebogene Platte = O

Abb. 2.3: Durchbiegung einer Platte durch Sto3. Eingetragen sind die Definitionen fiir u;, w, z;, und
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053

) h 5%

- = §
Abb. 2.4: StoB} auf eine unendliche Platte.

mit dem Ausdruck fiir die Eigenfrequenz ® eines Laminats mit den Plattensteifigkeiten Dy,
Dy, D12 und Die

N 2 2 4
D 2 k D k
o) = 10 J(L) + = (D12 +2Dgs) (L) (—) +ﬁ(—) . (22
ma \ Qeff ma deff befr ma \ betr

Fiir anisotrope Platten gilt die Konvention, dass ihr lokales 1,2-System zur Beschreibung ihrer
richtungsabhédngigen Ingenieurskonstanten mit dem Winkel o gegeniiber dem globalen x,y-
System gedreht wird. Mit Einsetzen der Gleichungen 2.21 und 2.22 in Gleichung 2.20 sowie
mathematischer Umformungen wird die Durchbiegung am Stoflort gewonnen:

1 t
0,0,t :—/ P(t)drt 2.23
#(000) = [Pl .2
mit
D 1

Df = red; VD11D» (2.24)

D17 +2Dgg
Died = —. (2.25)

re vD11D22

Innerhalb dieses Modells gelten die gleichen geometrischen Beziehungen zwischen Impaktor
und Platte wie im expliziten StoBmodell, sodass die Gleichungen 2.17 und 2.18 hier ebenfalls
benutzt werden konnen. Unter zweifacher Ableitung von Gleichung 2.17 und Einsetzen der
Gleichungen 2.18 und 2.23 hierein, wird folgende Differentialgleichung erhalten:

dzzein 1 %P(T) dzZein + P(T)
dtz 8\/ n’lAD>|< 2 Zein dt ny
Wird in Gleichung 2.26 fiir P(’c) ein Kontaktgesetz, z.B. das Hertz’sche Gesetz, eingesetzt, ist

die DGL nur noch von zej, abhdngig und kann mit numerischen Methoden geldst werden. Mit
der Losung fiir zejn (T) und einem Kontaktmodell kann P(t) berechnet werden.

= 0. (2.26)
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Die von dem StoB effektiv betroffene Fliche mit den Kantenldngen acfr und begr ldsst sich fol-
gendermallen bestimmen [37]:

1
D 4 1
Aeff = 2\/E (m_lAl> (Z(Dred + 1))§\/; (2.27)
1
D 14
beft = des (D—“> . (2.28)
22

2.1.3 Implizites Feder-Masse-Modell fiir StoBe

Das implizite Feder-Masse-Modell (FMM) fiir St68e beschreibt, wie der Name es bereits aus-
driickt, das Wechselwirken zwischen Massen, die mit Federn verbunden sind, wie in Abbil-
dung 2.5 zu erkennen ist. Das Modell wurde von Shivakumar [20] entwickelt und nimmt an,
dass Impaktor und Platte ohne Reibung miteinander interagieren und beschrénkt sich in der Be-
trachtung allein auf den StoBort. Hierbei werden die Massen von Impaktor m; und Platte M4 als
Punktmassen idealisiert. Impaktor und Platte sind mit einer Feder der Steifigkeit kx verbunden,
welche den Kontakt zwischen beiden Korpern modelliert. Die Platte ist mit zwei parallelen Fe-
dern am Boden verbunden. Diese Federn haben die Steifigkeiten kps und kpy,, welche die Biege-
und Schubanteile sowie den Membrananteil der Durchbiegung représentieren.

Abb. 2.5: Idealisierung eines StoBes als Interaktion zweier Massen mit Federn. Die Anzahl der Fe-
derwindungen reprisentiert nicht die tatsdchlich vorliegenden Steifigkeitsverhiltnisse der
verschiedenen Anteile.

Wie noch gezeigt wird, werden diese Steifigkeiten mit einem externen Algorithmus berechnet
werden, weshalb dieses Modell als implizit bezeichnet wird. Shivakumar hat analytische For-
meln fiir die Berechnung von ky und kyy, priasentiert, die auf der Arbeit von Wolmir aufbaut [89].
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Diese Gleichungen gelten allerdings nur fiir Kreisplatten mit Radius r;, bei Belastung in Plat-
tenmitte [20]. So gelten folgende Beziehungen fiir Schub-, Biege- und Membransteifigkeit:

4TER
kb, shi = 2.29
b,Shivakumar 3(3 —|—V) (1 —V)I"% ( )
4nGh E 1
ks Shivakumar = ( ) (2.30)
s,Shivakumar 3 E—_4vG ‘3—‘—|—log:k—p
1 1 !
ka,Shivakurnar = + (2.31)
kb,Shivakumar ks,Shivakumar
_ mER 191 . 4 ;32 ;40
km,Shlvakumar—a2(3+V)4 648(1+V) +E(I+V) +?(1+V) +?(1+V)+
\ (2.32)
8 1 1
T {( ZV) +2(1+v)3+8(1+v)2+16(1+v)+16]

Der Kontaktradius ry ist abhidngig von der Kontaktkraft P sowie dem verwendeten Kontaktge-
setz. Unter Verwendung der Gleichung 2.31 muss also die Plattensteifigkeit kontinuierlich neu
berechnet werden, um die aktuelle Kontaktkraft zu beriicksichtigen. Dies fiithrt zu einem erhoh-
ten Implementierungs- und Rechenaufwand. Es zeigt sich, dass kg shivakumar regelméBig zwei
GroBenordnungen grofer ist als kp Shivakumar Und damit kaum einen Einfluss auf Gleichung 2.31
hat. Eine verhiltnisméBig dicke, isotrope Platte mit einem Radius von 200 mm, einer Hohe von
20 mm und einem Impaktorradius von 13,5 mm hat bei einer Spitzenlast von 15.000 N nur einen
Schubsteifigkeitsanteil von 0,84%. VerhiltnismiBig flachere Platten fiihren zu geringeren An-
teilen. Dieser Effekt verstirkt sich bei exzentrischem Kraftangriff, sodass in Randnihe zwar die
Schubanteile stark zunehmen, die Membrananteile jedoch iiberproportional anwachsen. Wih-
rend kps am Rand um ca. 20% gegeniiber der Plattenmitte anwéchst, steigt ky, hier um iiber
5.000%. Somit kann geschlussfolgert werden, dass die Abhéngigkeit der Schubverformung von
Platten von der Kontaktkraft P vernachléssigt und als konstant angesehen werden kann.
Die Kraft P, die fiir die Durchbiegung w der Platte bendtigt wird, kann folgendermallen be-
stimmt werden:

P = Pos + P = ks + kmw”. (2.33)

Gemail Abbildung 2.5 gilt w = xp. Zur Berechnung des StoBes werden zunichst die Krifte-
gleichgewichte an beiden Massen aufgestellt:

mig1 + (x1 —x2)° P (x1,w) =0 (2.34)
MgV + kpsw + ko — (x1 — x2)° P (x1,w) = 0 (2.35)

mit (---) als Foppl-Klammer. Die Kontaktkraft P, (x;,w) kann mit einem Kontaktmodell be-
rechnet werden.
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Die Punktmasse M,q ist eine reduzierte Masse. Da sich nicht alle infinitesimalen Volumenkor-
per in der Platte mit der gleichen Geschwindigkeit durchbiegen, wird auch nicht die gesamte
Platte gleichmiBig beschleunigt. Masseninkremente am Stofort werden stirker beschleunigt
als Masseninkremente in Randnéhe, siehe Abbildung 2.6. Um dies zu beriicksichtigen, muss
die gesamte Masse der Platte reduziert werden:

B a rb WA(X’y))z
Mred—ph/o/o (W(g,ﬂ) dydx (2.36)

mit wa (x,y) als Durchbiegung eines jeden Punkts auf der Platte in generalisierter Koordinate.
Unter Beachtung der Foppl-Klammern und 2.36 kénnen die gekoppelten Gleichungen 2.34 und
2.35 numerisch geldst werden.

Die Federsteifigkeiten beriicksichtigen das Verhalten der gesamten Platte, sodass dieses Modell
nur fiir StoBe genutzt werden sollte, die die gesamte Platte beeinflussen.

2.1.4 Implizites Energie-Balance-Modell

Das implizite Energie-Balance-Modell (EBM) wurde ebenfalls von Shivakumar vorgestellt [20].
Es stellt die zentrale Annahme auf, dass die gesamte initiale kinetische Energie des Impaktors
zum Zeitpunkt der maximalen Durchbiegung in Schub-, Biege-, Membran- und Kontaktarbeit
umgewandelt wird. Das bedeutet, dass sich zwingend die gesamte Platte verformen muss, da
auch hier mit Kontaktsteifigkeiten gearbeitet wird, welche die gesamte Platte beschreiben. Auch
an dieser Stelle werden die zuvor eingefiihrten Steifigkeiten verwendet, sodass auch dieses StoB3-
modell als implizit bezeichnet wird.

Um die Arbeiten zu berechnen, wird die jeweils anfallende Kraft {iber den Durchbiegungsweg
integriert:

w w 1

Aps = /0 Posdxs = /0 Kpst2ds = Shoon? (2.37)
W 1

Ay = / Ppdxy = —kgn? (2.38)
0 4
Zein

Ao = / Pod(x) —x2) (2.39)
0

| I — I |
—1 | v | I

Abb. 2.6: Geschwindigkeitsfeld einer sich durchbiegenden Platte bei Stof in Plattenmitte. Die Ge-
schwindigkeitsvektoren sind betragsmifig in der Plattenmitte am hochsten.
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Da P, die Kontaktkraft zwischen Impaktor und Platte, in Gleichung 2.39 abhéngig vom gewéhl-
ten Kontaktmodell ist, wird das Integral an dieser Stelle nicht weiter aufgeldst. Die Summe der
Gleichungen 2.37-2.39 wird nun der initialen kinetischen Energie des Impaktors gleichgesetzt,
sodass sich folgender Ausdruck ergibt:

I | , 1 4 W

2 2 4 0
Nach Einsetzen eines geeigneten Kontaktmodells kann die Gleichung 2.40 mit dem Newton-
Raphson-Verfahren gelost werden.

2.1.5 Zusammenfassung

Die vier vorgestellten Modelle sind unterschiedlich komplex und fiir verschiedene Szenarien
anwendbar. Das explizite Stomodell arbeitet zwar exakt, kann aber nur isotrope Materialien
sowie die einfach gelagerte Platte beriicksichtigen. Das implizite StoBmodell der unendlichen
Platte kann zwar anisotrope Materialien beriicksichtigten, jedoch nur St6B3e kleiner Masse zu-
verlidssig berechnen. Das implizite Feder-Masse-Modell sowie das implizite Energie-Balance-
Modell sind sich sehr dhnlich, da beide mit denselben Steifigkeiten arbeiten. Somit konnen nur
StoBe groBer Masse zuverlidssig berechnet werden, jedoch an beliebigen Orten und Randbe-
dingungen. FMM und EBM unterscheiden sich lediglich im Implementierungs- und Losungs-
aufwand und dass das FMM den StoB zeitlich auflésen kann. Ein Uberblick iiber die Vor- und
Nachteile ist in Tabelle 2.1 gegeben.
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Tabelle 2.1: Ubersicht iiber die Vor- und Nachteile der untersuchten StoBmodelle.

StoSmodell Vorteile Nachteile
Kann rdumlich und zeitlich auflosen
Kann Stof3 groBer/kleiner
o Masse berechnen Nur isotropes Material
Explizites Modell

Impl. StoBmodell der

unendlichen Platte

Impl. Feder-Masse-Modell

Impl. Energie-Balance-Modell

Kann Doppelschlige auflosen
Nur Materialparameter notwendig

Berticksichtigt Schwingungen

Kann zeitlich auflosen

Nur Materialparameter notwendig

Kann zeitlich auflésen
Kann Doppelschlige auflosen

Jede Kombination an Randbedingungen moglich

Geringer Aufwand zur Implementierung

Nur Materialparameter notwendig

Nur einfach gelagerte Platte

Nur fiir Sto8 kleiner Masse entwickelt
Keine Beriicksichtigung

von Randbedingungen

Material- und Geometrieparameter
notwendig

Nur fiir Stof} groBer Masse geeignet

Keine zeitliche Auflésung
Kann nur maximale
Durchbiegung berechnen

Nur fiir Stof3 groBer Masse geeignet
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2.2 Kontaktmodelle

Ein Kontaktmodell beschreibt die unmittelbare Interaktion zwischen Impaktor und Platte wih-
rend des StoBes. Hierbei wird die Platte durch den Impaktor eingedriickt, wofiir die Kontaktkraft
P benotigt wird. Somit kann mit einem Kontaktmodell die Kontaktkraft berechnet und in ein
StoBmodell aus Kapitel 2.1 eingesetzt werden. Da unterschiedliche Annahmen wihrend des
StoBes getroffen werden konnen, gibt es unterschiedliche Modelle, die jeweils ihre Stirken und
Schwichen haben. Alle Modelle haben jedoch gemein, dass sie die Dehnratenabhédngigkeiten
der verwendeten Materialien nicht beriicksichtigen und urspriinglich fiir quasi-statische Proble-
me erstellt wurden. Es konnte aber gezeigt werden, dass bei StoBen geringer Geschwindigkeit
keine Dehnratenabhiingigkeit auftritt [90] und die quasi-statischen Modelle fiir dynamische Pro-
bleme angewandt werden konnen [91].

An dieser Stelle werden ausgewdhlte Modelle fiir die Berechnung der Kontaktkraft vorgestellt.
Da nur elastische Verformungen betrachtet werden, wird auf Kontaktmodelle fiir plastische Ver-
formungen nicht ndher eingegangen.

2.2.1 Hertz’sches Modell

Das von Hertz entwickelte und nach ihm benannte Modell stellt wohl das simpelste und weit
verbreitetste Kontaktgesetz dar [92]. Das Modell nimmt an, dass beide Korper isotrop und alle
Verformungen elastisch sind sowie keine Reibung wihrend des Kontakts auftritt. AuBerdem
wird angenommen, dass die Kontaktfliche in Bezug auf die Radien der Korper klein ist.

Durch leichte Adaptionen im Modell konnen unterschiedliche Geometrien untersucht werden.
An dieser Stelle wird das Modell fiir eine Kugel auf einen Halbraum vorgestellt. Ein Halbraum
ist eine unendlich groe Geometrie mit einem definierten Rand, auf den der andere Korper
eindriicken kann. Das Modell wird folgendermafen formuliert:

3
P = kHertz 2, (2.41)

ein”

Die Kontaktsteifigkeit kyert, fiir den Kontakt zweier Kugeln lautet

4
kHertzzg\/R* : (2.42)
mit
1 1\!
R = — 4+ — 2.43
(R1+R2) (2.43)

1—v2  1—v2\ !
E*:( E11+ Ezz) . (2.44)
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Hierbei sind Ry, Ry, E, E>, Vi und v, die Radien, die E-Moduln und die Querkontraktionszahl
der Kugeln 1 und 2. Soll nun der Stof einer Kugel auf einen Halbraum untersucht werden,
gilt Ry = oo und damit R* = R; = r, mit r als Radius der stoenden Kugel. Die Formel zur
Berechnung der Kontaktkraft mit dem Hertz’schen Modell lautet nun wie folgt:

4 (1-v2 1-v2\
SRR

3 Eq Es

Ll

(2.45)

n°

[¢]

2.2.2 Modifiziertes Hertz’sches Modell

Wie in Kapitel 2.2.1 erwihnt, ist das Hertz’sche Modell nur fiir isotrope Materialien giiltig. Um
den Kontakt zwischen einer isotropen Kugel und einem anisotropen Halbraum zu modellieren,
wird das Hertz’sche Modell modifiziert. Es konnte bereits gezeigt werden, dass der Lagenauf-
bau keinen Einfluss auf die Kontaktsteifigkeit hat [93, 94] und dass die Materialeigenschaften
tiber die Dicke groeren Einfluss haben als jene in der Plattenebene [95]. Anisotrope Materia-
lien werden somit iiber die Dicke als quasi-isotrop angendhert, sodass das Hertz’sche Modell
genutzt werden kann. Hierbei wird der in Gleichung 2.44 verwendete Term fiir die Querkon-
traktionszahl V% durch v, Vv, ersetzt, mit r und z fiir Radial- und Dickenrichtung im Laminat.
Die Werte in Radialrichtung entsprechen den mittleren Werten bei einer Integration von o iiber
0—360°. Dieser Term ist fiir anisotrope Werkstoffe klein [96], sodass sich Gleichung 2.44 ver-

einfacht zu X
1-vi 1Y\
= — . 2.46

Das E-Modul E kann mit E_; angenéhert werden [97], allerdings auch genauer berechnet wer-
den [98, 99] mit

2
Ef=—— (2.47)

AmodCmod

E./E,—V}
amod = 1 | r/1+v2” (2.48)
1T

1+ (Er/2Gr, — 1) = Ve, (1 4+ Vir) (2.49)
1-v2 .

I—vy |/ b
Conod = - [ Amod ‘; 'mod . (2.50)
T

2.2.3 Linearisiertes Hertz’sches Modell

bmod -

Die von Hertz vorgestellte Formel zur Berechnung der Kontaktkraft, Gleichung 2.45, ist nicht-
linear abhéngig von der Eindriickung z. Wird diese Gleichung in StoBmodellen verwendet, wel-
che vorher linear waren, werden diese nun nichtlinear. Dies kann weitreichende Herausforde-
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rungen mit sich fiihren, beispielsweise in der Nutzung von speziellen Algorithmen.
Um dieser Herausforderung gar nicht erst zu begegnen, wird die Gleichung 2.45 linearisiert.
Hierzu wird zunichst eine maximale Kontaktkraft P, vorhergesagt. Anschlieend wird im P-
Zein-Diagramm eine Gerade von dem Ursprung bis zu Py, des Hertz’schen Modells gezogen [78],
siehe Abbildung 2.7. Diese neue Gerade stellt nun das linearisierte Hertz’sche Modell dar:

P = kiin Zein- (2.51)

Wird Gleichung 2.51 nach z.j, umgestellt und in Gleichung 2.41 eingesetzt, ergibt sich die
Kontaktsteifigkeit fiir das linearisierte Hertz’sche Modell zu

12
kiin = Py ki) (2.52)

ertz*

Das linearisierte Hertz’sche Modell eignet sich insbesondere bei kleineren Eindriickungen oder
wenn die maximale Kontaktkraft mit geringer Ungenauigkeit vorhergesagt werden kann. Denn
je groBer Py, geschitzt wird, desto groflere Abweichungen vom Hertz’schen Modell miissen in
Kauf genommen werden. Wird das linearisierte Kontaktmodell also in einem Stofmodell an-
gewandt, muss es auf diesen Stof} angepasst werden und darf nicht fiir andere StoBparameter
verwendet werden. Werden dennoch Parameter verdndert und das zuvor festgelegte Py, nicht
erreicht, sind grole Abweichungen zum Hertz’schen Modell zu erwarten. Sie konnen eine Gro-
Benordnung von 10 und mehr aufweisen.

Hertz

m1 7 Lin. Hertz 3

Zein

Abb. 2.7: Verlauf der Kontaktkraft in Abhédngigkeit der Eindriickung fiir das linearisierte Hertz’sche
Modell.
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2.2.4 Durchbiegungsmodell

Die bisher vorgestellten Modelle nehmen an, dass die Kontaktflache zwischen den Korpern aus-
schlieBlich von den Geometrien beider Kérper und der Eindriickung abhingig ist. Wird ein bis-
her bekanntes Kontaktmodell auf eine Platte angewendet, wird die tatsichliche Durchbiegung
der Platte und deren Auswirkung auf die Kontaktflaiche vernachlédssigt. Bei einem Stof3 einer
Kugel auf eine Platte kann die Durchbiegung der Platte die Kontaktfliche jedoch tatsdchlich
beeinflussen: durch die Biegung der Platte legt diese sich quasi um die Kugel herum, wodurch
die Kontaktflache erhoht wird [98]. Die Kontaktkraft wird dann auf eine grof3ere Flache verteilt,
was wiederum zu einer geringeren Eindriickung fiihrt und in einer hoheren Kontaktsteifigkeit
resultiert. Dieser Effekt tritt besonders bei hohen Durchbiegungen und diinnen Platten auf. Die-
ser Effekt ldsst sich gemif [98] mit folgender Gleichung beriicksichtigen:

1 2 2
P \3 P \3 P 3
w(x0,y0,P) —w | x0+ ( > V1,0, P | + ( ) = ( ) . (2.53)
kHertZ kHertZ kDurchb.

Hierbei beschreiben die ersten beiden Terme die Durchbiegung der Platte an zwei unterschied-
lichen Orten: direkt unter der stoBenden Kugel sowie am Rand der Kontaktfliche. Fiir un-
terschiedliche Kontaktkrifte P kann mit einem numerischen Verfahren die Kontaktsteifigkeit
kpurchb. berechnet werden.

Da die hier benétigten Durchbiegungen von der Plattengeometrie und dem StoBort abhidngig
sind, muss kpyrchp, mehrfach berechnet werden. Dadurch, dass die Durchbiegung nicht fiir je-
de beliebige Kombination an Randbedingungen mit analytischen Gleichungen durchfiihrbar ist,
kann hier ein numerischer Aufwand entstehen, der nicht zu unterschitzen ist. Die Abhédngigkeit
von P steigert den Rechenaufwand zusitzlich. Somit ist fraglich, ob das Verhiltnis Aufwand zu
Nutzen gerechtfertigt ist und dieses Modell angewendet werden sollte.

2.2.5 Dickenmodell

Das Dickenmodell beriicksichtigt dhnlich wie das Durchbiegungsmodell die tatsidchliche Geo-
metrie der Platte, indem ihre finite Dicke beriicksichtigt wird. Diese wurde zuvor als Halbraum
angenihert. Die zentrale Annahme in diesem Modell lautet, dass in einem Halbraum noch in
moderater Tiefe Verformungen durch den Kontakt entstehen konnen. Allerdings diirfen ebenje-
ne Verformungen nicht auf der Plattenunterseite auftreten, da unterhalb der Platte schlicht das
Material fehlt [53]. Somit muss die Kontaktkraft auf die iibrige Plattenflache verteilt werden.
Zur Berechnung dieses Effekts werden Krifte superponiert, die die Verformungen auf der Un-
terseite ausgleichen. Da diese Krifte jedoch zu zusitzlichen Spannungen auf der Oberseite der
Platte fuihren, die dort nicht auftreten diirfen, miissen diese ebenfalls durch zusitzliche Krifte,
die superponiert werden, neutralisiert werden. Diese Krifte fithren allerdings zu einer im Ge-
gensatz zur urspriinglichen Kraft kleineren Verformung der Unterseite, welche wiederum durch
eine superponierte Kraft neutralisiert wird.
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Diese Superponierung von Kriften auf der Unter- und Oberseite wird nun unendlich oft wie-
derholt. Hierbei ist anzumerken, dass pro Iteration die entsprechenden Krifte geringer werden,
da durch die finite Dicke der Platte Spannungen und Verformungen in die Platte iibergehen und
sich iiber die Dicke verteilen. [53]

Diese Superponierungen konnen mit einer Reihenentwicklung und Summenfunktion mathema-
tisch beschrieben werden. Nach einigen Umformungen ergibt sich als Losung fiir die Kontakt-
steifigkeit einer finiten Dicke nach [53]:

k
kDickenm. = Her . (2.54)

2
1— 111(2) P% kﬁlertz Ko
h

Hierbei sind # und Ky die Dicke der Platte sowie ein materialspezifischer Parameter, dessen
Berechnung im Anhang A beschrieben wird. Aufgrund der Vorgabe, dass die Unterseite der
Platte sich nicht verformen darf, gilt kpjckenm. > kHertz-

2.3 Auswahl geeigneter Stof3- und Kontaktmodelle

Im vorhergehenden Kapitel wurden diverse Stof3- und Kontaktmodelle vorgestellt, die ihre je-
weils eigenen Stdrken und Schwichen haben. Die Anforderungen an diese Modelle sind wie
folgt:

Wie bereits in Kapitel 1.4 geschildert, wird der Fokus in dieser Arbeit auf Stoen groer Massen
liegen. Daher muss das Modell diese Stofe abbilden kénnen, idealerweise mit Zeitdiskretion.
Die Modelle miissen zuverlédssig und genau arbeiten, was mit Literatur- und FE-Modellen abzu-
gleichen ist. Dariiber hinaus muss das Modell fiir iso- und anisotrope Werkstoffe gelten sowie
fiir beliebige Randbedingungen. Idealerweise kann jede Kante einer rechteckigen Platte eine an-
dere Randbedingung aufweisen. Das Kontaktmodell soll, wenn es in ein StoBmodell eingesetzt
wurde, nicht den Implementierungsaufwand stark erhohen oder deutlich mehr Materialwerte als
das StoBmodell fordern.

Auswahl StoSmodell

Zur Auswahl des StoBmodells werden die vier vorgestellten Modelle miteinander verglichen.
Ein qualitativer Vergleich der Modelle findet sich in Tabelle 2.1. Quantitativ werden im Fol-
genden alle Modelle auf das gleiche Problem angewendet und jeweils miteinander verglichen.
Hierfiir wird ein Standardproblem herangezogen, welches von Karas vorgestellt wurde [13].
Obwohl es sich hierbei um einen Stof3 kleiner Masse handelt und der Fokus dieser Arbeit auf
dem Stof3 groer Massen liegt, wird dieses Problem untersucht, da in der Forschungslandschaft
fiir StoBe die eigenen Methoden von Forschern mit eben jenem Problem verifiziert werden.
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Hierbei wird eine allseits gelenkig gelagerte Stahlplatte mit den MaBlen a = b = 200 mm und
h = 8mm von einer Stahlkugel mit » = 10mm und vy = 1.000mm/s gestoen. Die Materi-
alwerte von Platte und Kugel sind identisch, es gilt E = 215.820N/mm? und v = 0,3. Der
StoBort ist die Mitte der Platte und es handelt sich um einen Stof3 kleiner Masse, MV = 0,013.
Bei allen StoBmodellen wird das Hertz’sche Kontaktmodell angewendet, da dies einerseits in
der Literatur fiir die Vergleiche benutzt wird und andererseits leicht zu implentieren ist. Dies
soll die Auswahl fiir das Kontaktmodell nicht beeinflussen. Die Plattensteifigkeiten kps und kp,
fiir das FMM und EBM wurden mit einer numerischen Rechnung und anschlieender Auswer-
tung gemill Gleichung 2.33 bestimmt.

In Abbildung 2.8 sind die unterschiedlichen Modelle, im Vergleich zu einer numerischen Rech-
nung mit Abaqus 2017 von Dassault Systemes, Frankreich aufgetragen. Innerhalb von Abaqus
wurde die Kontaktkraft ermittelt, indem die gemittelte Beschleunigung aller Knoten des Im-
paktors mit der Impaktormasse multipliziert wurde. In der Abbildung ist zu erkennen, dass das
explizite Modell und die unendliche Platte die gleichen Ergebnisse liefern und etwas zeitversetzt
bei fast gleicher Kontaktkraft zur numerischen Losung sind. Das FMM sowie das EBM zeigen
deutliche Abweichungen auf, was jedoch zu erwarten war. Gemal den Gleichungen 2.35 und
2.40 werden Plattensteifigkeiten benoétigt, die fiir die gesamte Platte gelten. Somit nehmen bei-
de Modelle an, dass die gesamte Platte in den Stof3 involviert ist. Die Natur von Stoen kleiner
Masse bedingt jedoch eine Phasenverschiebung von Kontaktkraft zu Durchbiegung der Platte,
sodass zum Ende eines Stol3es die Platte sich noch in der Deformationsbewegung befindet. Das
EBM sieht jedoch vor, dass Kontaktkraft und Durchbiegung in Phase verlaufen, wodurch die
deutlich geringere Kontaktkraft in Abbildung 2.8 erklidrt werden kann. Das FMM kann prinzi-
piell den StoB einer kleinen Masse berechnen und die damit einhergehende Phasenverschiebung
beriicksichtigen, jedoch ist die Plattensteifigkeit auf die gesamte Plattenfliche bezogen.

2.000

Abaqus —
Explizites Modell ——
Feder-Masse-Modell
1500 Unendliche Platte ———

/ﬁNnergie-Balance-Modell
1000 // \

AN
00 // 1450 —— \

1350 \
003 0035 \

0 e i i
0 0,01 002 003 004 005 006 007 008 0,09
Zeit [ms]

Kontaktkraft [N]

Abb. 2.8: Vergleich der vorgestellten StoBmodelle fiir einen Stof kleiner Masse.
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Gemail den Gleichungen 2.27 und 2.28 wird wihrend des Impakts nur ein Rechteck mit den
Maben aefr = begr = 117 mm beeintrichtigt, sodass die hier verwendeten Steifigkeiten zu weich
sind und die Abweichungen in Abbildung 2.8 erkldren. Diese Abweichungen iibertreffen die
ibrigen maximalen Kontaktkréfte, sodass zumindest von einem konservativen System ausge-
gangen werden kann, welches die Kontaktkraft iiber- und nicht unterschitzt.

Insgesamt zeigt sich, auch in Verbindung mit den theoretischen Aspekten aus Kapitel 2.1, dass
das explizite Modell fiir das vorliegende Problem das Modell der Wahl sein sollte. Es kann
auch die beim Kontakt entstehenden StoBwellen in der Platte ortlich auflésen. Dies ist in Abbil-
dung B.1 im Anhang zu sehen. Allerdings ist das analytische Modell nicht fiir die Berechnung
von orthotropen Materialien ausgelegt und kann nur eine geometrische Randbedingung beriick-
sichtigen. Da im weiteren Verlauf dieser Dissertation der Stof an orthotropen Materialien un-
tersucht werden soll, eignet sich das explizite Modell nicht fiir die weitere Verwendung.

Die Modelle werden nun fiir den Stof} einer groen Masse miteinander verglichen. Dazu wer-
den die Geometrie- und Materialparameter sowie Randbedingung und Initialgeschwindigkeit
aus der vorhergehenden Untersuchung beibehalten. Lediglich der Radius des Impaktors wird so
geidndert, dass sich das Massenverhiltnis MV, = 2 einstellt. Dies geschieht fiir r = 53,46 mm.
Auch an dieser Stelle wird erneut das Hertz’sche Kontaktmodell verwendet. Die Ergebnisse
dieser Berechnungen sind in Abbildung 2.9 zu erkennen.
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Abb. 2.9: Vergleich der vorgestellten StoBmodelle fiir einen Stofl groBer Masse.



38 2 Theoretische Grundlagen

Der Unterschied zum StoB3 einer kleinen Masse zeigt sich direkt in der deutlich hoheren Kon-
taktkraft und der deutlich groeren Kontaktzeit. Auch bei diesen Berechnungen werden die Er-
gebnisse mit einer numerischen Rechnung mittels Abaqus 2017 verglichen. Bei dem Kraftver-
lauf der Abaqus-Rechnung liegt ein starker negativer Ausschlag zu Beginn des Stof3es vor. Die-
ser lasst sich auf die durch das Material wandernde StoBwelle, welche durch den Stof entsteht,
erkldren. Wie auch in der vorherigen Untersuchung wird die Kontaktkaft durch die Multiplizie-
rung von Beschleunigung des Impaktorkerns und seiner Masse berechnet. Eine durchwandernde
StoBwelle beschleunigt die Partikel bzw. Knoten um sich herum, sodass gerade zu Beginn star-
ke Schwankungen in der Kontaktkraft zu erkennen sind. Da die StoBwelle im weiteren Verlauf
mehrfach reflektiert wird und sich im Korper verteilen, ist dieser Effekt mit fortschreitender
Zeit nicht mehr zu beobachten. Zum StoBende ist ein deutlich glatterer Verlauf zu erkennen
als noch zu Beginn. Im Vergleich aller StoBmodelle erscheint nur das EBM als passend, die
anderen Modelle iiber- oder unterschitzen die Kontaktkraft. Fiir das Modell der unendlichen
Platte war es bereits abzusehen, dass die Kraft unterschétzt wird, da es fiir den Stof} kleiner
Massen ausgelegt ist. Das analytische Modell und das FMM zeigen jeweils ein dhnliches Er-
gebnis mit liberschitzten Kraftverldufen; sie sind lediglich mit fortschreitender Zeit wachsend
voneinander phasenverschoben. Zudem weisen sie starke sinusformige Schwankungen auf, wel-
che in der Realitdt nicht so ausgeprigt vorkommen. Diese Schwankungen ergeben sich aus der
Idealvorstellung punktformiger Massen, welche kaskadierend beschleunigt werden. Selbst bei
starker Verkleinerung der Zeitinkremente bleibt dieser Effekt bestehen, sodass dieser nicht auf
numerische Fehler bzw. Ungenauigkeiten zuriickzufiihren ist, sondern auf die Physik des Sto-
Bes. Unmittelbar nach Stobeginn wird die Platte kontinuierlich beschleunigt, sodass sie sich
schlussendlich mit einer hoheren Geschwindigkeit bewegt als der Impaktor. Die Eindriickung
wird verringert, die Kontaktkraft sinkt. Die Platte jedoch hat sich selbst als einen natiirlich Wi-
derstand und kann sich nicht endlos lange mit einer Geschwindigkeit nach unten bewegen. Sie
bremst sich selbst ab. Der Impaktor holt nun die Platte wieder ein und die Eindriickung wird
vergroBert, die Kontaktkraft steigt. Die Platte wird durch die steigende Kontaktkraft abermals
beschleunigt. Dieser Zyklus dauert an bis die grote Durchbiegung erreicht ist. Ab diesem Punkt
kehrt sich der Effekt um: der Impaktor wird nun beschleunigt und von der Platte eingeholt. Da
die Platte wieder in ihren Ausgangszustand ohne Durchbiegung zuriickstrebt, kann diese sogar
selbststindig beschleunigen. Diese Wellenbewegungen im Kraft-Zeit-Diagramm sind typisch
fiir StoBe groBer Massen.

Diese starken Schwankungen lassen sich kompensieren: Hierzu wird zunichst fiir infinitesima-
le Zeitabschnitte der vorherrschende KraftstoS berechnet. Die vorliegenden Kraftsté3e werden
anschlieBend iiber die Kontaktzeit summiert. Im zweiten Schritt wird angenommen, dass die
Kontaktkraft wihrend des StoB3es entlang der Zeitachse einer einzelnen Sinuskurve folgt. Unter
Beriicksichtigung von Impuls- und Energieerhaltung sowie der Kontaktzeit wird eine Sinus-
kurve berechnet, deren infinitesimale Kraftstole aufsummiert gleich grofl zu denen im ersten
Schritt berechneten sind. Dies lésst sich mit folgender Gleichung beschreiben:

/0 "p(r)dt = /0 Py sin (?) dr. (2.55)
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Pqin 1st hierbei die maximale Kontaktkraft im sinusformigen Verlauf. Diese Verteilung der Kon-
taktkraft entspricht einer Glittung der Daten, um den zuvor beschriebenen physikalischen Ef-
fekt zu kompensieren. Wird der gesamte StoB} in ngj, Inkremente unterteilt, 14sst sich der linke
Teil von Gleichung 2.55 vereinfachen zu

Dgin

/0 tP(’c) dt=Y P (2.56)
i=0

mit ¢; und P, als die Zeitdauer und Kontaktkraft des Inkrements i. Die rechte Seite von Glei-
chung 2.55 ldsst sich umformen zu

t T 2t
/ Py, sin (-) dt =Py, 2. (2.57)
0 t TC

Somit ergibt sich fiir Pyj, unter Nutzung der Gleichungen 2.55, 2.56 und 2.57

Pjn ==Y Pi;. (2.58)

In Abbildung 2.9 ist der mit Gleichung 2.58 berechnete Verlauf der Kontaktkraft ebenfalls als
geglittetes Modell eingezeichnet. Es ist zu erkennen, dass dieser Verlauf nur knapp die nume-
risch berechnete Kontaktkraft iiberschétzt.

Zusammen mit der Glittung ergibt sich mit dem FMM ein Modell, welches die wichtigsten
Anforderungen zur Berechnung von StoBvorgédngen erfiillt. Es kann einen Stof} zeitlich auf-
l6sen und hierzu Platte und Impaktor als Punktmasse im eindimensionalen Raum darstellen.
Doppel- bis hin zu Mehrfachschlidge konnen abgebildet werden. Durch die Reduzierung der
Plattensteifigkeiten auf zwei Parameter konnen prinzipiell alle Arten und Variationsmdoglich-
keiten von geometrischen Randbedingungen und alle StoBorte berechnet werden. Dazu kénnen
sowohl iso- als auch anisotrope Materialien in der Platte beriicksichtigt werden, da diese durch
die Parameter innerhalb der Plattensteifigkeiten ausgedriickt werden.

Um abschliefend ein StoBmodell fiir die weiteren zu tdtigenden Untersuchungen auszuwih-
len, wird das BestimmtheitsmaB R? genutzt. Dieses MaB gibt die Giite eines Modells an, in
diesem speziellen Falle also in welcher Qualitit die Ergebnisse des Basismodells durch ein hier
prasentiertes Modell vorhergesagt werden konnen. Als Basismodell dienen die Berechnungen
von Abaqus. Der Wert dieses Malles kann zwischen 0 und 1 liegen, wobei ein hoherer Wert fiir
eine stirkere Vorhersagekraft steht. Da das BestimmtheitsmaB an dieser Stelle inbesondere den
qualitativen Verlauf zweier Modelle vergleicht und eine lineare Transformation der Amplitude
das MaB nicht beeinflusst, miissen die Amplitudenwerte gesondert betrachtet werden. Zur Aus-
wahl eines Modells werden folglich primir ein maximales R? sowie sekundir eine moglichst
nahe Ubereinstimmung der Amplituden herangezogen.
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Erginzend zu Abbildung 2.9 sind in Tabelle 2.2 die BestimmtheitsmaBe R? der einzelnen StoB-
modelle aufgelistet. Das Bestimmtheitsmal} fiir das Energie-Balance-Modell konnte nicht auf-
gestellt werden, da dessen Werte konstant sind. Es zeigt sich fiir die iibrigen Modelle, dass das
Bestimmtheitsmal} jeweils niedrig ist, fiir das geglittete Modell jedoch am gréBten ist. Dieser
allgemeine Umstand ist auf den Basiswert, die Abaqus-Berechnung, zuriickzufiihren, bei der es
zu Beginn des StoBes zu starken Ausbriichen in der Kontaktkraft kommt. Diese sind, wie zu-
vor beschrieben, auf die ausbreitenden Stowellen im Korper zuriickzufithren und beeinflussen
somit das eigentliche Sto3geschehen nicht. Daher wird das Bestimmtheitsmal} fiir die Zeiten
ab 0,2ms sowie 0,4ms erneut gebildet. Es ist zu erkennen, dass R? nun stark gestiegen ist
und fiir das geglittete Modell nahe 1 liegt, es kann also durch lineare Transformationen den
Basiswert sehr gut reprdsentieren. Da auch die maximalen Betrdge der Kontaktkraft in Bezug
auf die Ergebnisse von Abaqus dhnlich hoch sind, eignet sich das geglittete Modell am besten
im Vergleich zu den {ibrig untersuchten zur Berechnung von Sto3en. Im Kontrast zu den iibri-
gen vorgestellten Modellen kann das FMM sowohl kleine als auch grole Massenverhéltnisse
konservativ sicher darstellen. Daher wird das FMM mit Glattung zur Modellierung von St63en
verwendet. Zur Vereinfachung wird von nun an das geglittete FMM gemeint, sodass nur noch
P statt Py, verwendet wird. Im Verlaufe dieser Arbeit wird das FMM in Kapitel 3.4.2 noch
validiert werden, wodurch die hier getitigten Untersuchen gestiitzt werden.

Tabelle 2.2: BestimmtheitsmaB R? der untersuchten StoBmodelle unter Beriicksichtigung unter-
schiedlicher Zeitraume.

Zeitraum Expl. Modell FMM Unendl. Platte EBM Gegl. Modell

Gesamt 0,314 0,337 0,076 NaN 0,694

ab 0,2 ms 0,378 0,573 0,342 NaN 0,929

ab 0,4 ms 0,399 0,509 0,774 NaN 0,977
Auswahl Kontaktmodell

Zur Auswahl eines geeigneten Kontaktmodells werden die oben vorgestellten Modelle unter-
einander verglichen. Hierzu wird, wie unmittelbar zuvor festgelegt, das FMM verwendet. An
dieser Stelle wird die Glittung noch nicht angewendet, um die Einfliisse der unterschiedlichen
Kontaktmodelle nicht mit externen Faktoren zu manipulieren. Zum Vergleich werden drei Stof3e
aus der Literatur mit fiinf Kontaktmodellen berechnet, und zwar dem Hertz’schen Kontaktmo-
dell, dem modifizierten Hertz’schen Kontaktmodell, dem linearen Kontaktmodell, dem Durch-
biegungsmodell sowie dem Dickenmodell, sieche Kapitel 2.2. Bei allen drei Sto8en trifft eine
Stahlkugel eine fest eingespannte Kohlenstofffaserverstiarkte Kunststoffplatte [23, 100, 101].
Hierbei wurde fiir das E-Modul jeweils E>> verwendet, lediglich fiir das modifizierte Hertz’sche
Kontaktmodell wurde E gemil Gleichung 2.50 verwendet.
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Die Material- und Geometrieparameter sind im Anhang in Tabelle C.1 zu finden, die Ergebnisse
sind in Abbildung 2.10 zu erkennen. Fiir alle drei Stoe ergeben sich innerhalb der untersuchten
Kontaktmodelle wenige Unterschiede. Erkenntnisse aus der Literatur werden hierdurch besta-
tigt [78]. Selbst die Modelle, die die Plattendicke beriicksichtigen, also das Durchbiegungs- und
Dickenmodell, zeigen nur marginale Unterschiede zum einfachen Hertz’schen Kontaktmodell.
Die zuvor aufgeworfene Frage, ob es sich lohnt, komplexere Modelle zu Gunsten einer hohe-
ren Genauigkeit zu verwenden, muss an dieser Stelle verneint werden. Analog zum Stomodell
wird auch fiir die Auswahl des Kontaktmodells das Bestimmtheitsmal} R? sowie ein Vergleich
der Amplituden herangezogen. Hierfiir ist in Tabelle 2.3 das Bestimmtheitsmal} der einzelnen
Kontaktmodelle aufgetragen. Auch hier gilt, dass das Bestimmtheitsmal lediglich die Giite der
Reprisentanz unter der Priamisse einer linearen Transformation wiedergibt. Basiswert bei dieser
Untersuchung sind die experimentellen Daten. Es ist zu erkennen, dass das Hertz’sche Kontakt-
modell in allen drei untersuchten Fillen die beste Représentation darstellt. Im Vergleich der
extremalen Amplitudenwerte zeigt sich, dass das Hertz’sche Kontaktmodell und das lineare
Hertz’sche Kontaktmodell die beste Ubereinstimmung haben. Da das Hertz’sche Kontaktmo-
dell hohere Werte fiir das R? aufweist und weniger komplex als das lineare Hertz’sche Modell
ist, wird es fiir die weitere Verwendung ausgewihlt. Die Diskrepanz zwischen den Berechnun-
gen und dem Experiment in Abbildung 2.10c wird auf fehlerhafte Filterung zur Rauschunter-
driickung aus den Rohdaten zuriickgefiihrt [100].

Zusammengefasst ist festzuhalten, dass die Verwendung des klassischen Hertz’schen Kontakt-
modells ausreicht, um einen StoB fiir anisotrope Materialien darzustellen. Daher wird dieses
Modell auf Grund der simplen Implementierung von nun an verbunden mit der Quersteifigkeit
E» einer Lage verwendet, da die iibrigen Modelle keinen positiven Mehrwert bieten kdnnen.
Zuvor konnte gezeigt werden, dass das explizite Modell in Kombination mit dem Hertz’schen
Kontaktmodell zu exakten Ergebnissen fiihrt. Daher wird fiir fundamentale Analysen zur Natur
des StoBes auf das explizite Modell zuriickgegriffen. Dass nur isotrope, frei gelagerte Platten
untersucht werden konnen, ist an dieser Stelle nicht von Nachteil, da nicht der Einfluss von Ma-
terial oder unterschiedlichen Randbedingungen, sondern der reine Stof3 untersucht werden soll.
Fiir weiterfiihrende Analysen zum Einfluss von Material, Randbedingungen, Seitenverhiltnis
und der Parameterstudie einer versteiften Platte wird das FMM mit dem Hertz’schen Kontakt
angewendet.

Tabelle 2.3: BestimmtheitsmaB R? der untersuchten Kontaktmodelle. Die Modelle beziehen sich auf
Abbildung 2.10.

Modell Hertz Mod. Hertz Linear Durchb. Dickenm.

0,952 0,922 0,928 0,893 0,899
b 0,915 0,875 0,881 0,839 0,835
c 0,355 0,283 0,338 0,220 0,254
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Abb. 2.10: Vergleich verschiedener Kontaktmodelle fiir einen Stof3 groler Masse.
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2.4 Schadensmodelle

Nachdem die Kontaktkraft wihrend eines Stof3es mit dem FMM und Hertz’sches Kontaktmodell
berechnet werden kann, muss im néchsten Schritt evaluiert werden, ob durch dieses Ereignis
ein Schaden entstanden ist oder nicht. Hierzu wird an dieser Stelle zunidchst erortert, wann
tiberhaupt ein Schaden vorliegt und anschlieBend untersucht, wie bewertet werden kann, ob
jener vorliegt oder nicht.

2.4.1 Definition von Schaden

Schaden ist Definitionssache. Dementsprechend obliegt es den involvierten Ingenieuren, ab
wann und unter welchen Bedingungen ein Bauteil als geschiddigt angesehen werden kann. In
scharfer Abgrenzung des Schadens liegt der Defekt. Ein Defekt stellt eine tolerierte strukturelle
Abweichung von der Norm dar, welche keinen messbaren negativen Effekt auf das Bauteil hat.
[102]

Schiden in Faserverbundwerkstoffen

Insbesondere Faserverbundwerkstoffe weisen Defekte in Form von Zwischenfaserbriichen (Zfb)
auf. Ein Schaden ist eine nicht gewiinschte strukturelle Abweichung von der Norm mit messbar
negativem Effekt auf das Bauteil, welcher durch Anwachsen zu einem Verlust der Bauteilinte-
gritét fithren kann.

Bei einem Schlag sind die lokal auftretenden Lasten derartig hoch, dass die im Material vor-
handenen Defekte wachsen und sich zu Delaminationen ausbilden. Eine Delamination ist ein
Bruch der Matrix zwischen zwei Lagen, sodass diese voneinander getrennt sind und hier kein
Schub mehr iibertragen werden kann.

Im Sinne der Philosophie safe life - flaw tolerant muss ein Bauteil mit Delaminationen bis zu
einem gewissen Schiddigungsgrad nach wie vor alle Lastfélle tiber seine gesamte Lebenszeit er-
tragen konnen. Wie in Kapitel 1 bereits geschildert, fiihrt dies zu einer Erhohung der Trocken-
masse eines Flugzeugs. Daher wird an dieser Stelle definiert, dass ein Schaden infolge eines
Schlags die erste Delamination darstellt. Hierbei wird nicht nidher betrachtet, wo, wie grof3 und
tiber welche Anzahl an Lagen Delaminationen auftreten - lediglich die allererste wird gemes-
sen. Somit existieren in der Bewertung nur zwei Zustidnde: geschidigt und nicht geschadigt.
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Schiaden in metallischen Werkstoffen

Metallische Werkstoffe versagen nicht schlagartig. Sie verformen sich zunichst elastisch, bei
weiterer Belastung verformen sie sich elasto-plastisch bis sie bei noch weiterer Belastung rei-
Ben und somit endgiiltig versagen.

Es ist bei Stofen im niedrigen Geschwindigkeitsbereich davon auszugehen, dass diese Kau-
salkette der Verformung eingehalten wird. Bei Sto3en im Hochstgeschwindigkeitsbereich tritt
meist sofort am StoBort Versagen ein, ohne vorherige elastische oder plastische Verformung
[103, 104]. Plastische Verformungen sind eine dauerhafte Verformung des Materials, die nach
entfernen einer dulleren Kraft erhalten bleiben. Da diese Verformungen fiihl- und sichtbar sind,
werden sie an dieser Stelle als Schaden bei metallischen Werkstoffen definiert.

2.4.2 Bewertung zum Vorliegen eines Schadens

Delamination in Faserverbundwerkstoffen

Zur Bewertung eines Schadens wird zunéchst der Defekt Zfb betrachtet. Zfb treten insbeson-
dere bei Querzugbelastungen in einer Lage auf. Da bei Querbelastung keine Fasern entlang
ihrer Lange beansprucht werden, wird hierbei hauptsichlich die Matrix belastet. Da die Matrix
fiir gewohnlich geringere Bruchlasten als das Fasermaterial hat, versagt die Matrix zuerst. Bei
einem Stof} dehnt sich die Platte durch und die Unterseite wird auf Zug belastet, sodass hier
vermehrt Ztb auftreten. Da Zfb auch durch andere Belastungen, wie z.B. zyklische Beanspru-
chungen, auftreten, befinden sich iiber die gesamte Dicke verteilt Zfb. Durch die grof3e lokale
Beanspruchung wachsen die Zfb an bis sie die ndchste Lage treffen. Weil zwischen den Lagen
fiir gewohnlich ein moderat groBer Winkel zwischen den Fasern herrscht, wichst der Zfb ent-
lang dieser Lagentrennung weiter. Dieses weitere Wachsen des Schadens wird Delamination
genannt. Einen weiteren Einfluss auf dieses Schadensbild haben interlaminare Schubspannun-
gen zwischen den Lagen, die zum ortlichen Versagen bei Spannungsspitzen fiithren. [5]

Bei einem Schlag treten die oben genannten Effekte lokal am StoBort auf. Hierbei sind also
nur die Materialparameter sowie Lagenaufbau und Lagendicke fiir die Schadensinitiierung ent-
scheidend. Unter Beriicksichtigung der wirkenden Schubspannungen analog zu denen in iso-
tropen Materialien und der Bruchmechanik, lidsst sich die kritische Kontaktkraft Py fiir die
Initiierung der ersten Delamination wie folgt berechnen [6]:

32Gnic D" \/2/ (D 1
P = \/ Lkrit \3/ /(Drea+ 1) (2.59)
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mit D* und Dyeg gemil den Gleichungen 2.24 und 2.25. Gy k. ist die kritische Energiefreiset-
zungsrate im Modus II, also fiir Schub. Gleichung 2.59 kann lediglich eine Aussage dariiber
treffen, ab wann eine erste Delamination initiiert wird, jedoch nicht iber Grée, Anzahl oder
Lage.

Zur Beurteilung, ob eine Delamination durch einen Schlag initiiert wurde, wird die maximal
vorliegende Kontaktkraft mit P abgeglichen. Liegt sie oberhalb oder ist gleich Py, liegt ein
Schaden vor, sonst nicht.

Schubversagen in metallischen Werkstoffen

Zur Bewertung der plastischen Verformung wird die Schubspannungs-Hypothese herangezo-
gen, wobei wirkende Normalspannungen zunichst vernachlidssigt werden. Diese eignet sich
zur Anwendung bei schlagartigen Beanspruchungen, wie sie in dieser Dissertation zu erwarten
sind. Lokal am Ort des StoBes dominieren die Schubkriifte, jedoch jene, die iiber die Dicke der
Platte angreifen. Nach dem Prinzip von Saint-Venant klingen diese Schubkrifte schnell ab und
haben nur geringe bis keine Auswirkungen auf die globalen Dehnungen und Spannungen der
Platte [105]. Dies hat zur Folge, dass der Schaden durch einen Schlag mit einem Durchstan-
zen der Platte verglichen werden kann. Um die Schubspannung zu bestimmen, welche bei dem
Durchstanzen auftritt, wird angenommen, dass die wirkende Kontaktkraft entlang einer Man-
telfliche wirkt, die im Radius A, also der Plattendicke, um den Kraftangriffsort liegt. Hierbei
wird davon ausgegangen, dass die Schubspannung t bei Abscherung konstant iiber die Dicke
ist. Da aber die Mantelfliche auBerhalb des Kontaktradius liegt und somit keine Kraft an der
Oberfliche wirkt, ist ein tatsdchlicher Schubspannungsverlauf eines querkraftbelasteten Balken,
der der Bernoulli-Hypothese folgt, zu erwarten. Das bedeutet, dass an den Oberflichen keine
Schubspannung wirkt und der Verlauf iiber die Plattendicke parabelférmig angenommen wird,
siehe Abbildung 2.11. Um die maximal wirkende Schubspannung zu ermitteln, wird zunéichst
die Spannung durch Abscherung berechnet. Hierzu wird die wirkende Querkraft P durch die
Mantelflache mit Radius 4 und Dicke & um den Kontaktpunkt geteilt. Da in beiden hier betrach-
teten Modellen die Schubkrifte entlang der Plattendicke gleich sein miissen, sich aber anders
verteilen diirfen, miissen die Integrale der Schubspannungen gleich sein. Dies entspricht in Ab-
bildung 2.11 gleich groBen Fldchen der Schubspannung entlang der Plattendicke. Hieraus ldsst
sich ableiten, dass die maximale Schubspannung im Bernoulli-Balken um den Faktor 1,5 groer
ist als im Modell der Abscherung, sodass dieser Faktor in die Berechnung von T aufgenommen
wird.

Die vorliegende Schubspannung wird folgendermaf3en berechnet:

e (2.60)

T= )
21th?

[NSRRON)
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Schubspannung bei Abscherung Schubspannung im Bernoulli-Balken

w

t =konst.

i.max=?1.

=

Abb. 2.11: Schubspannungsverlidufe bei Abscherung und im Bernoulli-Balken. Die schraffierten
Fliachen beider Verldufe sind gleich grof.

Zur Bewertung, ob ein Schaden durch einen Schlag hervorgerufen wurde, muss eine Vergleichs-
spannung G, definiert werden. Aus einem einachsigen Zugversuch wird hierfiir die Streckgren-
ze R, des Materials ermittelt. Es folgt mit der Schubspannungshypothese:

Re = GV = 2’[_ (261)

Herrschen in Folge eines Schlags Schubspannungen oberhalb R. /2, wird eine plastische Ver-
formung erwartet und das Bauteil als geschiddigt angesehen.
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In diesem Kapitel wird die Methodik zur Bewertung von Schidden durch Schlag erarbeitet.
Hierzu wird zunichst die allgemeine Herangehensweise zur Berechnung von Plattensteifigkei-
ten vorgestellt. Diese sind abhdngig von Geometrie, Materialien und Randbedingungen sowie
vom Ort der Platte. Sie lassen sich bestimmen, indem am Ort des Interesses einer gegebenen
Platte mit einer Einzelkraft gedriickt und das sich hierbei einstellende Kraft-Durchbiegungs-
Verhiltnis analysiert wird, siehe Abbildung 3.1. Fiir Platten mit bestimmten Geometrien und
Randbedingungen existieren analytische Losungen, z.B. das Verfahren nach Ritz oder Lévy,
um das zuvor beschriebene Problem zu berechnen. Solche allgemeinen Losungen gelten jedoch
nur fiir die klassische Plattentheorie und vernachléssigen nichtlineare Anteile. Fiir nichtlineare
Plattentheorien existieren ebenfalls analytische Losungen zum oben genannten Problem, aller-
dings sind diese nur fiir einfach gelagerte Platten formuliert. [10, 106]

Da zur Berechnung der Plattensteifigkeiten aber zwingend eine nicht-lineare Plattentheorie zur
Anwendung kommen muss, und um grofStmogliche Flexibilitdt hinsichtlich Material, Geome-
trie und Randbedingungen der Platte zu erhalten, wird die Finite-Elemente-Methode (FEM)
angewendet, um das oben beschriebene Problem zu berechnen. Hierfiir wird das Python-Paket
FEniCS verwendet, welches ein open-source Projekt ist, und mit Hilfe der FEM wissenschaftli-
che Problemstellungen berechnen kann [107, 108]. Dieses Software-Paket wird herangezogen,
auf die hier vorliegenden Bediirfnisse adaptiert und verifiziert. Der gesamte Algorithmus bzw.
die Methodik zur Bewertung von Schiden durch Schlag wird schlieBlich verifiziert.

a) b)

|p Kraft |
P = koW’ * kyw

a —

y Durchbiegung

ADD. 3.1: a) Geometrie und Ort der wirkenden Einzelkraft auf einer Platte. b) Erwarteter Kraft-
Durchbiegungsverlauf mit zugrundeliegendem Gesetz zur Bestimmung von kps und kp,.
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3.1 Bestimmung der Plattensteifigkeiten rechteckiger Platten unter
beliebiger Lagerung

Wie in Kapitel 1.3 erldutert, existieren unterschiedliche Plattentheorien mit unterschiedlichen
Annahmen. Die élteste und simpelste ist die klassische Plattentheorie, welche jedoch nur fiir
diinne Platten mit geringen erwarteten Durchbiegungen geeignet ist. Das Verhiltnis von Linge
oder Breite zu Dicke der Platte sollte den Wert von 30 nicht unterschreiten und die Verformung
nicht die halbe Hohe der Platte iiberschreiten [10]. Um diese Einschrinkungen in weiteren Be-
trachtungen nicht berticksichtigen zu miissen, wird eine Plattentheorie gewihlt, die alle erwarte-
ten Geometrien und Durchbiegungen beriicksichtigt. Daher wird innerhalb dieser Dissertation
das Reissner-Mindlin-Modell mit groer Durchbiegung angewendet. Bei diinnen Platten und
kleiner Verformung liefert dieses Modell die gleichen Ergebnisse wie die klassische Platten-
theorie und bei moderat dicken und/oder groen Verformungen experimentell bestétigte Verfor-
mungen. Im Gegensatz zur klassischen Plattentheorie werden hier noch Schubkrifte iiber die
Plattendicke (fiir dicke Platten) sowie Membrankrifte (fiir groe Verformungen) beriicksichtigt.
Somit konnen Platten unabhingig von ihrer Geometrie oder deren erwarteten Verformung mit
demselben Rechenmodell berechnet werden, eine aufwindige Vorselektion ist somit nicht no-
tig.

Das physikalische Verhalten einer Platte 1dsst sich mit den angenommenen Bedingungen ma-
thematisch in der Form einer Differentialgleichung (DGL) beschreiben. Diese DGL wird mit
Hilfe der FEM und vorgegebenen Randbedingungen auf einem gegebenen Gebiet gelost. Hier-
zu muss die DGL zwingend in schwacher Form vorliegen. Diese schwache Form ist notwendig,
damit mathematisch gesehen eine Optimierung durchgefiihrt werden kann, die Variationsrech-
nung. Diese miindet in der Euler-Lagrange-Gleichung, in der die schwache Form einer DGL
vorkommt. Aus praktischer Sicht ist eine schwache Form notwendig, da hier keine zweifachen
Ableitungen mehr enthalten sind, die zu Schwierigkeiten bei ihrer Differenzierbarkeit fiithren
konnen. Dariiber hinaus fiihrt die schwache Form automatisch zu Neumann-Randbedingungen.
Die schwache Form einer DGL wird gebildet, indem die DGL mit einer Test-Funktion multi-
pliziert und anschlieBend iiber ein Gebiet Q integriert wird. Fiir die Anwendung in der Struk-
turmechanik reicht es jedoch aus, das Prinzip der minimalen potentiellen Energie anzuwenden.
Denn die minimale potentielle Energie eines Systems entspricht mathematisch der schwachen
Form der zugrundeliegenden DGL [109]. Daher wird in diesem Kapitel der Ausdruck fiir die
potentielle Energie einer verformten Platte durch duflere Lasten allgemein aufgestellt.

Fiir das Reissner-Mindlin-Modell werden zunichst die kinematischen und konstitutiven Be-
ziehungen im folgenden Unterkapitel hergeleitet. AnschlieBend wird eine DGL in schwacher
Form aufgestellt, die das eingangs vorgestellte Problem einer Einzelkraft mit beliebigem Wir-
kort auf einer Platte mit beliebigem Material, Randbedingungen sowie Geometrie - solange sie
rechteckig bleibt - beschreibt.
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3.1.1 Herleitung der kinematischen und konstitutiven Gleichungen

Fiir die Plattentheorie nach Reissner-Mindlin, welche im englischen Sprachraum schlicht als
First Order Shear Deformation Theory (FOSDT) bezeichnet wird, werden die Annahmen der
Kirchoff-Love Plattentheorie teilweise iibernommen. Beide Theorien haben gemein, dass Senk-
rechte zur Mittelfliche gerade bleiben und sich nicht etwa parabelférmig verformen und dass
Dehnungen iiber die Dicke nicht vorhanden sind. Die letzte Annahme von Reissner-Mindlin
lautet anders als bei Kirchoff-Love, dass Normalen der Transversen von Mittelflichen mit einer
Verformung so rotieren konnen, dass sie nicht mehr zwangsldufig senkrecht zur Mittelfliche
stehen. Somit wird ein konstanter Schub iiber die Dicke der Platte beriicksichtigt, welcher zu
einer Scherung und somit zu der zusétzlichen Verdrehung im Profil fiihrt. Diese Scherung fiihrt
zu einer zusitzlichen Langeninderung in der Plattenebene:

u(x,y,z) = uo(x,y) +z0x(x,y) (3.1a)
v(x,y,z) = vo(x,y) +26,(x,y) (3.1b)
w(x,y,2) = wo(x,y) (3.1¢)

mit u,v,w als die Plattenbewegungen entlang der Achsen x,y,z sowie 6, und 6, als Drehung
um die Achsen y und x. Der Index O referenziert hier auf die Mittelflache. Die Drehung 0 ist in
Abbildung 3.2 dargestellt.

e
KXZ
_ Oy
"o 0, oxX
|2z Yo

Abb. 3.2: Modell der Verdrehung einer Platte nach Reissner-Mindlin. In Anlehnung an [10].
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Die Dehnungen € innerhalb einer Platte lassen sich folgendermallen ausdriicken [106]:
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Mit Einsetzen der Gleichungen 3.1 in die Gleichungen 3.2 sowie der Notation Yy = 2€ ergeben

sich folgende Gleichungen fiir die Dehnungen in der Platte
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In vereinfachter Schreibweise:
e=e® 4z¢lV), (3.5)
Die transversalen Schubverformungen sind
ow
O+ =
’Y X
v=[ ] = 9 (3.6)

Yyz

Nachdem die kinematischen Beziehungen in der Platte aufgestellt sind, werden nun die konsti-
tutiven Beziehungen erldutert. In Abbildung 3.3 sind die in der Platte angreifenden Kréfte und

Momente aufgetragen.

Abb. 3.3: Angreifende Krifte und Momente innerhalb einer Reissner-Mindlin Platte.

In Anlehnung an [10].
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Diese lassen sich berechnen mit

[ N ely

N=|Ny |=4a]¢e) (3.7)
i Nyy e£3>
[ M, el

M=| M, |=D| e} (3.8)
| My Sg)

Q — [ QXZ ] —_ S [ ’YXZ ] (39)

Qyz 'sz

unter Verwendung folgender Beziehungen:

Al A A
A= Ay Axn A (3.10)
| A6l As2 Acs
D11 D12 Die
D= | Dy Dxn Dy (3.11)
| De1 De2  Des
A A
S—Kkor[ A (3.12)
Asy  Ass

Die Eintrige A;j und D;; werden mit der klassischen Laminattheorie berechnet [5]. Der Schub-
korrekturfaktor Ky, ist konstant und hat den Wert 5/6 [10].

Der Koppelquadrant B; ; koppelt die Dehnungen und Verdrehungen an Momente und Krifte und
tritt bei asymmetrischem Lagenaufbau auf. In der Luftfahrt werden symmetrische Lagenaufbau-
ten verwendet, sodass eine Beriicksichtigung von B nicht notig ist und dieser in der Herleitung
vernachlissigt werden konnte.
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3.1.2 Aufstellen der Variationslosung

Zur Anwendung des Prinzips der minimalen potentiellen Energie muss zunéchst das Potential
der Platte aufgestellt werden:
[I=uv-v (3.13)

mit U als inneres Potential und V' als dufleres Potential. Das innere Potential teilt sich in Biege-,
Membran- und Schubanteile auf:

Diese Anteile lassen sich wie folgt darstellen

O, = %M(W,G)S(')(W,G) (3.15a)
O = %N(u, )el® (u,v) (3.15b)
Us = %Q(w,e)y(w,e). (3.15¢)

Das innere Potential der einzelnen Anteile ergibt sich unter Verwendung der Gleichungen 3.7 -
3.9 und einer Integration iiber das Gebiet €2 somit zu:

Ub:/ %De(l)z(w,e)dxdy (3.16a)
Q
1 (0)2
Un — / ~ 460 (4, ) dxdy (3.16b)
Q?2
U, = / %Syz(w,e)dxdy. (3.16¢)
Q

Je nach betrachteter Randbedingung muss Gleichung 3.14 um eine weitere Energie erweitert
werden: der Rotationsenergie U,. Werden am Rand dQ Rotationsfedern angebracht, so muss
deren Arbeit im inneren Potential mit beriicksichtigt werden:

1
Urot = / —kyo0%ds. (3.17)
00 2

Das duBere Potential V wird durch externe Krifte und Momente verursacht:

V= /Q(qxu—i_va"i_QZW)dXd)"i‘ Z PyAn + Z M0, (3.18)

n=1 n=1

mit g als Flidchenlast, P als Einzellast am Knoten 7 iiber der Strecke A, sowie dem Moment M
an Knoten »n iiber den Winkel 6,,.
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In dieser Dissertation tragen nur Einzelkrifte zum duBleren Potential bei. Somit ergibt sich fiir
das gesamte Potential der Platte folgender Ausdruck:

0?2 Q2 Q2

1
+/ —ko0%ds — Y PLA,. 3.19
892 Tot ngl n-4n ( )

Dieses Potential in Gleichung 3.19 stellt nun die gesuchte, von FEniCS benétigte, schwache
Formulierung dar, um die Verformung einer Reissner-Mindlin Platte durch eine Einzelkraft zu
berechnen.

3.2 Berechnung mit FEniCS

FEniCS ist ein open-source Paket fiir Python unter den Lizenzen GNU LGPL und GNU PGL.
Es wurde erstellt, um automatisiertes Losen von DGLn zu ermoglichen. FEniCS arbeitet in den
Sprachen Python und C++, wobei der Benutzer hauptsichlich in Python arbeitet. An wenigen
Stellen muss ein String in C++ Notation angegeben werden. Somit werden die Benutzerfreund-
lichkeit von Python und die Schnelligkeit von C++ kombiniert. Weitere Informationen zu FE-
niCS, seinen Paketen und seiner Arbeitsweise finden sich in [107, 108] und werden an dieser
Stelle nicht weiter behandelt. Die Funktionsweise der FEM wird an dieser Stelle ebenfalls als
bekannt vorausgesetzt, weiterfithrende Informationen finden sich in [109-111].

Um FEniCS nutzen zu konnen, miissen analog zu kommerziellen FEM-Programmen eine Rei-
he von Arbeitsschritten abgearbeitet werden. Die wichtigsten Schritte werden im Folgenden
erldutert, bezogen auf das in dieser Dissertation betrachtete Thema zur Berechnung von Durch-
biegungen einer Platte infolge einer Einzelkraft.

Doméine und Netz

Die Domiine beschreibt ein Gebiet, auf dem die gegebene DGL automatisiert gelost werden soll.
Es ist moglich, mehrere Dominen zu erstellen, um beispielsweise unterschiedliche Materialien
zu beriicksichtigen. Hier wird nur eine Domine Q mit Rand 0Q erstellt. Es ist wichtig, Doméne
und Rand separat zu betrachten. So konnen Potentiale, die nur auf dem Rand wirken, von den
Potentialen getrennt werden, die iiber die gesamte Doméne verteilt wirken. Um die noch zu de-
finierenden Randbedingungen leichter zu implementieren, werden die einzelnen Seiten Oben,
Rechts, Unten, Links genannt.

Die zuvor erstellte Doméne wird im zweiten Schritt mit einem Netz, welches die finiten Ele-
mente darstellt, versehen. StandardmiBig unterstiitzt FEniCS nur Dreieckselemente. Weitere
Informationen zu den Elementen finden sich im néchsten Abschnitt. Die externe Kraft muss
nicht zwangsldufig an einem Knoten angreifen, sondern wird gegebenenfalls automatisch auf
umliegende Knoten extrapoliert. Somit muss das Netz nicht fiir die angreifende Kraft opti-
miert werden, sondern es reicht aus, ein allgemeines Netz zu formulieren. Hierfiir wird FEniCS
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lediglich mitgeteilt, wieviele Elemente in x- oder y-Richtung erstellt werden sollen. Eine Vi-
sualisierung von Domiéne, Rand und Netz ist in Abbildung 3.4 gegeben.

Domane Finite-Elemente Netz

Oben

([@¥]
0

Links Q Rechts

Unten

Abb. 3.4: Verwendete Domine und Netz in FEniCS.

Verwendete Elemente, Schub- und Membranversteifung

FEniCS verwendet Dreieckselemente zur Diskretisierung der Domine. Hierbei kann ausge-
wihlt werden, ob lineare, quadratische oder kubische Ansatzfunktionen genutzt werden sollen.
In dieser Dissertation werden quadratische Ansatzfunktionen verwendet, um eine hohere Ge-
nauigkeit der Ergebnisse zu erreichen. Die Dreieckselemente haben somit jeweils sechs Knoten.
Bei diinnen Platten oder groen Verformungen neigen Plattenelemente zur sogenannten Schub-
Blockade (englisch shear locking). Hierbei erscheint das Element steifer als es tatsdchlich ist,
was auf eine ungeniigende Integrationsregel zuriickzufiihren ist. Durch eine selektive Integra-
tion werden die transversale Schubverformung, Gleichung 3.6 als konstant betrachtet, Verfor-
mungsspitzen und damit einhergehende Schub-Blockaden vermieden. Ein Weiteres zu beriick-
sichtigendes Phianomen stellt die Membran-Blockade (englisch membrane locking) dar. Bei der
reinen Betrachtung von Biegung miissen die ebenen Dehnungen €, und €, in Gleichung 3.4
zu Null werden. Diese Problematik ist 10sbar, indem entweder lineare oder kubische Ansatz-
funktionen genutzt werden oder andererseits eine selektive Integration angewendet wird. Zur
gleichzeitigen Vermeidung beider Phinomene werden die linearen Anteile der ebenen Dehnung
in Gleichung 3.4 mit voller Integration und die nicht-linearen Anteile sowie die Schubdehnun-
gen in Gleichung 3.6 mit reduzierter Integration in Gleichung 3.19 beriicksichtigt [109]. Dieses
Verfahren wird selektive Integration genannt und wird in dieser Arbeit angewendet. Dass die
Membran- und Schubanteile mit reduzierter Integration berechnet werden, muss FEniCS ex-
plizit mitgeteilt werden. Hierzu wird eine Subdomine Q; erstellt, in der reduzierte Integration
gilt.
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Gleichung 3.16 dndert sich somit zu:

Uy = /Q %De(l)z(w,e)dxdy (3.20a)

Up = / L Ae©? (1 v)dxdy (3.20b)
Q2

U, = / %Syz(w,e)dxdy. (3.20¢)
Q,

Konstitutive Gleichungen

Die konstitutiven Gleichungen, in diesem Falle die Matrizen A, D, S aus den Gleichungen 3.10
- 3.12, werden separat vorab berechnet und anschliefend an FEniCS iibergeben. Weitere Infor-
mationen zur Geometrie werden in Vektorform an FEniCS {iibergeben.

Randbedingungen

In FEniCS kann jeder Rand eine eigenstidndige Randbedingung erhalten. Dariiber hinaus wire
es auch moglich, abschnittsweise Randbedingungen auf einem Rand zu definieren. Die in die-
ser Dissertation verwendeten Randbedingungen sind in Tabelle 3.1 aufgelistet. Es handelt sich
um die Bedingungen Fest, Einfach gelagert und Frei. Diese Bedingungen konnen randweise
beliebig kombiniert werden. Jedoch muss darauf geachtet werden, dass die gesamte Platte min-
destens statisch bestimmt ist.

Die in Kapitel 3.1.2 vorgestellte Torsionsfeder stellt keine eigene Randbedingung dar, da die-
se nur das innere Potential der Platte am wirkenden Rand erhoht. Daher wird dort, wo Tor-
sionsfedern wirken, die Randbedingung einfach gelagert angewendet, damit eine Verdrehung
senkrecht zum Rand méglich ist.

Auswertung der Ergebnisse

Die von FEniCS berechneten Ergebnisse konnen mit dem eigenen Paket VIPER betrachtet wer-
den. Sie kdonnen aber auch exportiert und mit Programmen wie ParaView studiert werden. Dar-
iber hinaus konnen sie auch in einzelne Arrays zerteilt werden, um sie anschlieBend mit Python
weiter zu bearbeiten. Eine Aufarbeitung mit Matplotlib oder Gnuplot ist moglich.

In dieser Dissertation werden die von FEniCS produzierten Rohdaten zur Auswertung iiber-
nommen und nicht grafisch aufbereitet.
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3.2 Berechnung mit FEniCS

Tabelle 3.1: Verwendete Randbedingungen in FEniCS.

Frei

Einfach gelagert

Fest

0 [-]

6y (x.0)

Bx(x,0)

Oben

0
0

u(a,y)

=0

v(a,y)
Ox(a,y)

v(a,y)
Ox(a,y)
ey(“ay)

[-]

Rechts

w(a,y)

=0

w(a,y)

0
0

u(x,b)

=0

u(x,b)

v(x,b)
Bx(x,0) =0

Unten

=0

v(a,y)
Ox(a,y)

v(0,y) =0

0x(0,y)
Gy(O,y)

[-]

Links

w(a,y)

w(0,y) =0
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Konvergenzanalyse

Die Elementgrof3e hat einen Einfluss auf die Giite der FEM-Losung. Mit einer Konvergenzana-
lyse wird dieser Einfluss untersucht und eine optimale Elementanzahl ermittelt. An dieser Stelle
werden anisotrope und isotrope Platten untersucht, um mogliche Beeinflussungen des Materials
in der Analyse zu beriicksichtigen. Die anisotrope Platte weist Ingenieurskonstanten von Ej; =
161.000N/mm?, Ey» = 11.400N/mm?, Gi» = G13 =5.170N/mm?, G»3 = 3.980N/mm? und
vi2 = 0,32 auf. Sie wird als quadratische Platte mit @ = b = 200mm sowie als rechteckige
Platte mit @ = 226 mm und b = 650mm untersucht. In beiden Fillen hat sie eine Dicke von
h = 2,208 mm und einen Lagenaufbau von [45, —45,0,—45,45, 90]s mit einer Lagendicke von
0,184 mm. Die rechteckige Platte wird mit den hier genannten Materialparametern in Kapitel 5
noch niher untersucht. Die isotrope Platte besteht aus Aluminium, die Ingenieurskonstanten
lauten somit £ = 70.000N/mm? und v = 0,3. Sie wird nur als quadratische Platte mit Seiten-
langen a = b =200 mm und einer Dicke 47 = 5 mm untersucht. Alle Platten sind einfach gelagert
und werden in ihrer Mitte oder Ecke, das entspricht der Mitte der rechten oberen Viertelplatte,
mit 1.000N belastet. Die Elementanzahl in beide Raumrichtungen ist identisch und wird va-
riiert. Die Ergebnisse der Analyse sind in Abbildung 3.5 wiedergegeben, worin eine schnelle
Konvergenz zu erkennen ist. Dariiber hinaus ist die versteifende Wirkung der Dreieckselemente
bei kleinen Elementanzahlen ersichtlich. Aus diesen Ergebnissen wird geschlossen, dass fiir je-
de Raumrichtung 30 Elemente genutzt werden kdnnen, um einen guten Kompromiss zwischen
exakten Ergebnissen und akzeptabler Rechenzeit zu erhalten.

Anisotrop Anisotrop Isotrop
226 x 650 x 2,208 200 x 200 x 2,208 200 x 200 x 5
£ 2 Mifte £ 2 Mifte £ Sg
o XXa® == = =X X (=) XL S o 8 Mitte
c 3 1 c 3 y [y 0 6 O ey
8-, KX, oXelm = % == =X X 8-, X Xm = —im XX 8., ! ’
@ 2 a 2 @ 0,4 k
% 1L Ecke % 1|0 Ecke % 02 pro I
g 0 g ol g 0 L Ecke
0 20 40 60 0 20 40 60 0 20 40 60
Anzahl Elemente Anzahl Elemente Anzahl Elemente

Abaqus x FEnICS ------

Abb. 3.5: Konvergenzstudie fiir anisotrope und isotrope Platten. Belastung ,,Ecke® bedeutet ein
Kraftangriff bei 3/4a, 3/4b.
Anwendung der Methode der kleinsten Quadrate

Nachdem die Durchbiegung einer orthotropen Platte mit beliebiger Lagerung durch eine Ein-
zelkraft berechnet werden kann, werden die Plattensteifigkeiten mit der Methode der kleinsten
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Quadrate ermittelt, siche Abbildung 3.6. Um die Steifigkeiten ky, und kps am Ort (X,y) zu erhal-
ten, wird mit unterschiedlichen Kraftbetrigen auf die Platte gedriickt und deren Durchbiegung
an diesem Ort aufgezeichnet. Unter Anwendung der Methode der kleinsten Quadrate werden
die erhaltenen Verhiltnisse von Kraft und Durchbiegung an die aus Kapitel 2.1.3 bekannte Glei-
chung

P = kmw® + ks (3.21)

angenihert. Die so erhaltenen Werte fiir k, und kpg konnen mit dem Bestimmtheitsmal} R? auf
Plausibilitit tiberpriift werden.

Kraft Kraft |

P = kw + kW

X x

Methode der /

X kleinsten Quadrate ><
X \_/ /‘x/’/

X _ X _
Durchbiegung Durchbiegung

Abb. 3.6: Anwendung der Methode der kleinsten Quadrate zur Ermittlung von kps und kp,.

3.3 Vorstellung des Algorithmus

Der Algorithmus zur Bewertung von Schidden durch Schlag lésst sich in drei Abschnitte glie-
dern: Berechnen der Plattensteifigkeiten, Berechnen der Kontaktkraft sowie Schadensevaluati-
on. Die einzelnen Schritte innerhalb dieser Abschnitte sind im Flussdiagramm in Abbildung 3.7
zu erkennen. Alle notigen Schritte wurden in den vorherigen Kapiteln bereits vorgestellt, so-
dass diese nunmehr miteinander kombiniert werden miissen. In Kapitel 3.2 wurde vorgestellt,
wie die Plattensteifigkeiten berechnet werden konnen; in Kapitel 2.3 wurde die Anwendung
des FMM inklusive Glittung diskutiert; in Kapitel 2.4 wurden Schadenskriterien und deren
Quantifizierung erortert. Alle diese Modelle sind in Python abbildbar, sodass letztlich nur ein
tibergreifendes Programm geschrieben wird, welches die entsprechenden Module nacheinander
aufruft. Somit kann durch die Eingabe der Parameter zu Geometrie und Material von Platte und
Impaktor sowie Randbedingung, Sto3ort und Initalgeschwindigkeit des Impaktors mit nur ei-
ner Python-Routine berechnet werden, ob ein Schaden initiiert wurde oder nicht. Hierbei muss
hervorgehoben werden, dass nur angegeben wird, ob ein Schaden auftritt oder nicht. Es konnen
keine quantitativen Aussagen getroffen werden, wie grof} dieser Schaden ist oder iiber welche
Flache er sich erstreckt. Die Stirke dieser Routine liegt in der Automatisierung, sodass anhand
einer Parameterstudie errechnet werden kann, welche Randbedingungen der Platte zum Beispiel
eher zu Schiden neigt als andere.
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Geometrie 1. Berechnen Plaftensteifigkeiten

.—» Material

Randbedingungen

|Erstellen Kraft-Durchbiegungs-Diagramm mit FENICS|

|Mefhode der kleinsten Quadrate zur Bestimmung von k, und khs|

2. Berechnen Kontaktkraft

Anwendung Feder-Masse-Modell

Gldattung

3. Schadensevaluation

Bestimmung maximale Konfaktkraft

Abgleich Kontaktkraft fir ersten Schaden|

®

Abb. 3.7: Flussdiagramm zur Beschreibung des Algorithmus zur Ermittlung von Schiden infolge
eines Stof3es.

3.4 Validierung des Algorithmus

In diesem Unterkapitel wird der zuvor vorgestellte Algorithmus validiert. Dies ist ein wichtiger
Schritt, damit sichergestellt werden kann, dass der zu verwendende Algorithmus zuverldssig ist.
Die Validierung hilft auch, mogliche Fehlerquellen zu identifizieren und dafiir Sorge zu tragen,
dass die Ergebnisse des Algorithmus moglichst genau sind.

Zuverlassigkeit liegt vor, wenn die Methode wiederholbar zu denselben Ergebnissen fiihrt, so-
fern dasselbe Objekt untersucht wird. Da hier ein Computerprogramm verwendet wird, darf
intrinsisch davon ausgegangen werden, dass es zuverlissig arbeitet.

Es existieren verschiedene Moglichkeiten zur Validierung. An dieser Stelle eignet sich der Ver-
gleich mit externen Daten, insbesondere mit einer alternativen FEM-Software, mit Literaturda-
ten sowie mit experimentellen Daten. Da sich der hier benutzte Algorithmus in drei Abschnitte
gliedert - und sich in allen drei Abschnitten eigenstindige Fehler zur Beeintrdachtigung der Er-
gebnisse des gesamten Modells einschleichen kénnen - werden diese nacheinander validiert.
Sobald ein Abschnitt validiert ist, wird der ndchste aufbauende Abschnitt validiert, unter der
Primisse, dass der vorhergehende valide ist.
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Der erste Abschnitt, Berechnen der Plattensteifigkeiten, wird mit einer kommerziellen FEM-
Software abgeglichen. Da vollstindige StoBvorgénge in einer solchen Software teuer in der
Berechnung sind, insbesondere wenn mehrere Parameter variiert werden, werden an dieser
Stelle lediglich die Plattensteifigkeiten verglichen. Beziiglich solch simpler Fille darf ein FEM-
Programm als exakt arbeitend angesehen werden. Fiir den zweiten Abschnitt, Berechnen Kon-
taktkraft, werden Literaturdaten herangezogen. Einige Forscher konnten durch komplexe Mess-
technik oder geschickte Rechenmodelle die Kontaktkraft zwischen Impaktor und Platte wih-
rend eines Stofles ermitteln. Da diese Veroffentlichungen einem Peer-Review-Verfahren unter-
zogen wurden, diirfen diese Vergleichsdaten ebenfalls als valide angesehen werden. Fiir den
dritten und letzten Abschnitt, Schadensevaluation, werden experimentelle Ergebnisse herange-
zogen. Am hauseigenen Fallturm des Instituts fiir Strukturmechanik und Leichtbau (SLA) wur-
den hierfiir Schidden infolge eines Schlags untersucht. Durch den Abgleich mit der Methodik
kann deren Validitit untersucht werden.

3.4.1 Verifizierung der Plattensteifigkeitsberechnung mit alternativem Solver

Die Grundlage des zuvor beschriebenen Algorithmus bildet FEniCS, welches die Plattenstei-
figkeiten berechnet. Da es sich hierbei um ein Hilfsmittel zur Berechnung innerhalb des Algo-
rithmus handelt, das einen alternativen, kommerziellen Solver ersetzt, muss FEniCS zunichst
verifiziert werden. Dies wird dadurch erreicht, dass sowohl FEniCS als auch dem alternativen
Solver dieselben Berechnungsaufgaben vorgelegt und anschlieend verglichen werden. Liegen
die Ergebnisse von FEniCS innerhalb eines 5%-Intervalls an denen des alternativen Solvers, gilt
FEniCS fiir die hier betrachtete Aufgabe als verifiziert.

Als alternative FEM-Software wird an dieser Stelle Abaqus 2017, Dassault Systemes, Frank-
reich angewendet. Hierin werden S4R-Elemente verwendet. Es werden insgesamt sechs ortho-
trope Platten berechnet und verglichen. Bei diesen Platten wird das gleiche Material verwendet,
jedoch werden Randbedingung sowie Lagenautbau und -anzahl variiert, siche Tabelle C.2 im
Anhang. Alle Seiten sind entweder einfach oder fest gelagert, entsprechend den Randbedin-
gungen aus Tabelle 3.1. Die Lagenaufbauten sind orthotrop, quasi-isotrop sowie ein beliebiger
Aufbau. Alle Platten weisen einen symmetrischen Lagenaufbau auf, damit die Kopplungsma-
trix B zu Null wird. Die Ergebnisse der Rechnungen sind in Abbildung 3.8 zu sehen. Es ist
eine sehr gute Ubereinstimmung zwischen Abaqus und FEniCS zu erkennen. Insbesondere die
Nichtlinearitdt durch Schub- und Membrananteile wird exakt wiedergegeben. Die Abweichun-
gen im linearen Bereich betragen maximal 2%, im nichtlinearen Bereich maximal 5%. Die hier
gezeigten Analysen beziehen sich auf Kraftangriffe in der Plattenmitte, bei exzentrischen Kraft-
angriffen ergeben sich Resultate gleicher Giite.

Die gesuchten Plattensteifigkeiten werden nun aus den FEniCS-Ergebnissen, Gleichung 3.21
und der Methode der kleinsten Quadrate berechnet. Die tatsidchlich vorliegenden Werte fiir Kraft
und Durchbiegung aus FEniCS und die mit den erhaltenen Plattensteifigkeiten errechneten Wer-
te fiir Kraft und Durchbiegung werden anschlieBend mit dem Bestimmtheitsmal} verglichen.
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Abb. 3.8: Vergleich des Kraft-Durchbiegungsverhaltens einer Einzelkraft auf eine anisotrope Platte
zwischen dem kommerziellen Programm Abaqus und der hier vorgestellten Methodik.

Fiir alle betrachteten Fille gilt fiir ky und kps ein Bestimmtheitsmal3 R? > 99%. Mit diesen
Ergebnissen wird die Berechnung der Plattensteifigkeiten mit FEniCS als verifiziert eklrt.

3.4.2 Validierung des gegliitteten Feder-Masse-Modells

An dieser Stelle werden die berechneten Kontaktkréifte mit Daten aus der Literatur verglichen.
Durch den Vergleich dieser Ergebnisse mit bereits verdffentlichten Daten soll die Genauigkeit
und Zuverldssigkeit des Ansatzes zur Bewertung von Schiden validiert werden. Liegen die er-
rechneten Kontaktkrifte innerhalb eines 5%-Intervalls an den in der Literatur genannten Werten,
gilt das FMM als validiert.

Zu Beginn soll auf den Umstand hingewiesen werden, dass es in der Literatur nur wenige gut
dokumentierte StoBversuche gibt. Dies liegt insbesondere an folgenden drei Griinden:

1. Die messtechnische Erfassung eines Stovorgangs ist schwierig. Die interessanteste Varia-
ble, die Kontaktkraft, kann nur mit gréBerem Aufwand korrekt gemessen werden. Dazu kann in
den Impaktor eine Kraftmessdose integriert werden, welche die Kontaktkraft direkt misst. Die-
se Kraftmessdose hat einen direkten Einfluss auf Radius und Masse des Impaktors. Auerdem
treten wihrend des Stofes StoBwellen auf, die einerseits im Kraftsignal herausgerechnet wer-
den sollten und andererseits die Kraftmessdose beschiddigen konnten. Eine Alternative stellt die
Messung der Plattendurchbiegung und der Impaktorbewegung dar, sodass aus der Bewegung
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Tabelle 3.2: Vergleich der Methodik mit Literaturdaten zur Bestimmung der Kontaktkraft bei Sto-

Ben.
Energie [J] Geschw. [m/s] Lit. [N] FMM [N] IAl
. 0,35 5 678 598 11,8%
Choi [77]
1,25 5 1.241 1.295 4,4%
2,6 0,874 1.767 1.814 2,7%
. 4,2 1,11 2.456 2.493 1,5%
Schoppner [60]
6 1,327 3.218 3.106 3,5%
7,6 1,494 3.826 3.654 4,5%
Salvetti [23] 4.4 1,91 5.292 5.143 2,9%

die Beschleunigung errechnet wird. Hieraus und aus der jeweiligen Masse lisst sich die Kon-
taktkraft berechnen. Allerdings ist auch dieser Weg mathematisch fehleranféllig. Nur wenige
Forscher haben den grolen Aufwand betrieben, experimentelle Untersuchungen zur Kontakt-
kraft wihrend eines StoBes durchzufiihren.

2. Gegenstand der Untersuchung im Bereich StoBverhalten sind meist Schiaden durch Schlag.
Sobald ein Schaden auftritt, @ndert sich die Kontaktkraft schlagartig. Diese Anderung wird in
der hier vorgestellten Methode nicht beriicksichtigt, sodass diese Literaturergebnisse nicht ge-
nutzt werden konnen. Auch der anfidngliche Verlauf ohne Schaden kann nicht genutzt werden,
da hieraus nicht der restliche Kontaktkraftverlauf ohne Schaden extrapoliert werden kann.

3. Gut dokumentierte, experimentelle Ermittlungen von Kontaktkriften werden von anderen
Forschern aufgegriffen, um an diesen Experimenten ihre Modelle zu verifizieren. Somit wird
die scheinbare Menge an verwertbaren Daten zu Stoen nicht erweitert.

Der Vergleich zwischen ausgewdhlten Literaturdaten und dem hier prisentierten FMM ist in
Tabelle 3.2 gegeben. Die Platten sind einfach oder fest gelagert, bestehen aus Faserverbund-
werkstoffen und werden jeweils in der Mitte gestoen. Die Materialwerte fiir die jeweiligen
Platten finden sich in Tabelle C.2 im Anhang. Die Ergebnisse zeigen sehr gute Ubereinstim-
mungen innerhalb von 5%, abgesehen von einem Ausreifler. Bei diesem handelt es sich um
ein Experiment mit MV = 1. Gemill Olsson [24] liegt ein Stofl mit groer Masse vor, wenn
MYV > 2 ist, sodass es sich hierbei streng genommen nicht um einen Stofl handelt, der mit dem
FMM berechnet werden sollte. Unter dieser Pramisse erscheint die Differenz von 11,8% als
akzeptabel. Mit diesen Ergebnissen wird die Berechnung der Kontaktkraft mit dem FMM als
valide betrachtet.
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3.4.3 Validierung des Schadenmodells

Als letzte Validierung wird der Schaden infolge eines Schlags untersucht. Das Schadensmodell
wird als valide betrachtet, wenn die fiir die erste Delamination erforderliche Kontaktkraft qua-
litativ korrekt vorhergesagt wird. Eine solche liegt vor, wenn eine erste Delamination zwischen
zwel Impaktorgeschwindigkeiten - bei sonst gleichen Bedingungen - vorhergesagt wird.
Grundlage fiir diese Validierung sind untersuchte Stofle, welche am institutseigenen Fallturm
»Thorchen “ stattfanden. Die Versuche an anisotropen Platten werden aus einer Veroffentli-
chung zum Forschungsvorhaben ,,BirdStrike* des SLA herangezogen [64]. Hierbei wird EP137,
ein  Kohlefaserverbundwerkstoff, mit dem Lagenaufbau [(90,45,/ — 45,/90/0;)s
(0/45/ —45/0),]s, verwendet. Die Materialparameter der Platte sind Ex = 150.000N/mm?,
Ey =9.000N/mm?, Gxy = 4.400N/mm?, Gy, = 3.458N/mm?, vy, = 0,27. Der Impaktor aus
Stahl hat einen Radius von » = 13,5mm und eine Masse m; von 0,72kg. Die kritische Ener-
giefreisetzungsrate im Modus II ist nicht bekannt. Fiir sehr dhnliche Werkstoffe wie EP137
liegt der Wert hierfiir bei Gyy kit = 0,6 N/mm [33, 112—114]. Durch Vergleich der iibrigen phy-
sikalischen Eigenschaften der anderen Werkstoffe mit EP137 ist ersichtlich, dass auch diese
ahnlich sind. Somit wird an dieser Stelle mit Gy kit = 0,6 N/mm gearbeitet. Die Platte wird in
einen quadratischen Rahmen mit der Seitenldnge 250 mm eingespannt, sodass eine feste Ein-
spannung vorliegt. Die fiir den StoB tatsédchlich relevante Flidche hat aufgrund der Dicke des
Rahmens eine Seitenldnge von a = b = 210mm. Zusitzlich wird in einer zweiten Versuchs-
reihe ein Elastomer zwischen Rahmen und Platte eingearbeitet, sodass eine einfach gelagerte
Randbedingung entsteht. Hierbei wird angenommen, dass die fiir den Stof} relevante Fliche
nun eine Seitenldnge von a = b = 230 mm misst. Da hier eine verschmierte Lagerflache fiir die
einfach gelagerte Randbedingung vorliegt, wird deren Mittelwert als tatsdchlich wirkender Ort
der Randbedingung definiert. Pro betrachteter Randbedingung werden vier Stofle, die immer
in der Plattenmitte auftreffen, mit den initialen kinetischen Energien 7, 14,20,27 J untersucht.
Aus Gleichung 2.59 ergibt sich die kritische Kraft zur Initiierung der ersten Delamination zu
Pyrit = 8.954N.

Die Ergebnisse des realen Experiments sowie der Berechnung mit dem FMM sind in Tabel-
le 3.3 zusammengefasst. Eine Dokumentation der ortlichen Verformung durch Stof} ist in Ab-
bildung D.1 gegeben. Es zeigt sich, dass sowohl bei der festen Einspannung als auch bei der
einfachen Lagerung die Initiierung des ersten Schadens korrekt vorhergesagt werden konnte.
Die experimentellen Ergebnisse entstammen einer Ultraschalluntersuchung zur Detektion von
GroBe und Tiefe aufgetretener Delaminationen. In Abbildung 3.9 sind diese Untersuchungen
fiir die einzelnen Lagerungen und Energieniveaus zu erkennen. Bei einfach gelagerten Platten
ist nur eine verhiltnisméBig kleine Delamination bei 27J vorhanden. Dies ldsst sich mit der hier
berechneten vorherrschenden Kontaktkraft bestétigen: bei 9.337N liegt sie nur 4% oberhalb
der kritischen Kraft fiir die erste Delamination. Auch wenn die Formel 2.59 nur angibt, ob ein
Schaden vorliegt, darf bei dem geringen Uberschuss an Kraft nur ein kleiner Schaden antizi-
piert werden. Bei der festen Lagerung iibersteigt die Kontaktkraft bei 14J die kritische Kraft
um 16%, sodass hier bereits grolere und mehrere Delaminationen in unterschiedlichen Tiefen
auftreten.
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Tabelle 3.3: Vergleich der Methodik mit experimentellen Daten zur Bestimmung von Schédden bei

Schldgen.
Energie Geschw. Schaden Schaden
[J] [m/s] in [64] FMM
7 4,37 Nein Nein (7.279 N)
Feste 14 6,17 Ja Ja (10.673 N)
Einspannung 20 7,52 Ja Ja (13.310 N)
27 8,74 Ja Ja (15.737 N)
7 4,33 Nein Nein (4.385 N)
Einfach 14 6,22 Nein Nein (6.485 N)
gelagert 20 7,60 Nein Nein (8.032 N)
27 8,79 Ja Ja (9.337 N)

Mit diesem Abgleich kann gezeigt werden, dass das FMM Delaminationen infolge eines Schlags
vorhersagen kann. Schon zuvor konnte erfolgreich gezeigt werden, dass die Kontaktkraft kor-
rekt berechnet wird. Im Zusammenspiel mit Gleichung 2.59 wird nun geschlussfolgert, dass die
Vorhersage des FMM in Bezug auf Delaminationen als valide angesehen wird.

Des Weiteren wurden experimentelle Versuche an isotropen Platten am Fallturm ,, Thérchen*
des SLA durchgefiihrt. Hierbei ist das erwartete Schadensbild der plastischen Verformung ein-
getreten. Unter Nutzung der FMM und Gleichung 2.60 wird die in der Platte wirkende Schub-
spannung berechnet. Zur Ermittlung der Vergleichsspannung gemifl Kapitel 2.4.2 wird ein
einachsiger Zugversuch mit dem Plattenmaterial durchgefiihrt. Die Ergebnisse sind in Abbil-
dung 3.10 zu sehen. Da bei den Zugversuchen lediglich E-Modul und R, gemessen werden soll-
ten, wurden die Versuche vorzeitig beendet, woraus sich die geringe gemessene Dehnung ergibt.
Es wurden R, = 95N /mm? und E = 65.000N/mm? gemessen. Mit der Schubspannungshypo-
these aus Gleichung 2.61 wird die benotigte Schubspannung zur Initiierung von plastischen Ver-
formungen zu T = R./2 = 47,5N/mm? berechnet. Insgesamt werden sechs durchgefiihrte ex-
perimentelle Stole an Aluminiumplatten mit dem FMM berechnet. Hierbei sind die Platten qua-
dratisch mit einer Seitenlinge von 210 mm, sie sind fest eingespannt und haben eine Dicke von 2
oder 4mm. Die Koordinaten der StoBorte sind (0mm,0mm), (80 mm,0mm), (80 mm,80mm),
wobei der Ursprung in der Plattenmitte liegt. Der Stahl-Impaktor hat einen Radius von 13,5 mm.
Die Ergebnisse sind in Tabelle 3.4 aufgelistet. Die sichtbaren Schiden bedeuten hier, dass mi-
nimale, leichte oder starke Dellen am StoBort auftreten. Diese lassen sich mit der Berechnung
der vorherrschenden Schubspannung in Abhingigkeit des Radius innerhalb der Platte in Ab-
bildung 3.11 erkldren. Die Schubspannungen direkt unterhalb des Impaktors liegen weit iiber
R./2, sodass es hier zu Plastifizierungen kommt.



66

3 Methodik zur Bewertung von Schidden durch Schlag

1

Einfach gelagert

Fest gelagert

Delamination in einer Tiefe von Omm

1% )

20

O

I 6 mm

21J

Abb. 3.9: Ultraschalluntersuchungen von beschidigten Plattenausschnitten der Fallturmversuche
von Sadeghi. Entnommen aus [64].
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Abb. 3.10: Spannungs-Dehnungs-Diagramm des verwendeten Aluminiums.
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Mit steigendem Radius klingen die Schubspannungen ab und fallen unter R. /2. Gemi3 dem
Prinzip von Saint-Venant werden nur Radien bis zum Erreichen der Plattendicke beriicksich-
tigt. Bei minimalen Dellen fillt die Schubspannung innerhalb dieses Intervalls unter R. /2, bei
leichten Dellen wird am Ende des Intervalls R./2 erreicht und bei starken Dellen bleibt die
Schubspannung dauerhauft oberhalb von R, /2. Somit lésst sich schlussfolgern, dass das FMM
die korrekte Kontaktkraft an unterschiedlichen Orten berechnen kann.

Da gezeigt werden konnte, dass das FMM sowohl bei anisotropen als auch bei isotropen Mate-
rialien einen Schaden korrekt berechnen kann, wird es im Folgenden als valide betrachtet und
wird fiir weiterfithrende Untersuchungen mit Bezug zu Schadensinitiierung verwendet.

Tabelle 3.4: Daten zu den durchgefiihrten Fallturmversuchen an isotropen Werkstoffen.

Dicke  Fallhthe Ort  Kraft FMM T(x =h) Sichtbare
[mm] [mm] [mm] [N] [N/mm?] Dellen
2 50 0, 0) 521 31 Minimal
2 50 (80, 0) 825 49 Leicht
2 50 (80, 80) 1.236 74 Stark
4 250 0, 0) 2.519 38 Minimal
4 350 0, 0) 3.008 45 Leicht
4 250 (80, 80) 6.902 103 Stark
Plattendicke 2mm Plattendicke &4mm
5 5 L
10 10
<2 0% 1\ “c 10" \
E 10° \\ <0
=R, e = 0 —
B 10° Fooo oo e I e g g e Sy
10! 10!
10° 10°
0 04 08 12 16 20 0 08 16 24 32 40
Radius [mm] Radius [mm]
— (80cm, 80cm) 50mm Fallhshe — (80cm, 80cm) 250mm Fallhohe
(Ocm, 80cm) 50mm Fallhohe == Ryga/ 2 — (0cm, Ocm) 350mm Fallhohe
— (Ocm, Ocm) 50mm Fallhohe — R./2 —— (Ocm, Ocm) 250mm Fallhche

Abb. 3.11: Berechnete Schubspannung geméll Durchstanzmodell in Abhingigkeit vom Radius an
der Kontaktstelle. Die Ordinaten sind logarithmisch aufgetragen.






4 Analyse von StoBvorgiangen

In den vorherigen Kapiteln wurden die Grundlagen fiir eine Methodik zur Bewertung von Sto-
Ben und moglichen resultierenden Schiden geschaffen und verifiziert. Wie im V-Modell in Ab-
bildung 1.3 gezeigt, sollen nun unter Riickgriff auf diese Modelle die in Kapitel 1.4 aufgestellten
Hypothesen verifiziert werden. Die hier erarbeiteten Konsequenzen fiir den Leichtbau entsprin-
gen akademischen Beispielen und sollen ein tiefergehendes Versténdnis fiir das Verhalten von
Impaktor und Platte wihrend eines Stovorganges liefern.

4.1 Riickfithrung auf Sto} zweier Massen

In Kapitel 1.4 wurde die Hypothese HI aufgestellt. In diesem Unterkapitel soll diese nun ge-
stiitzt oder falsifiziert werden. Sie lautet:

Forschungshypothese H1

HI: Die Interaktion eines Impaktors mit einer Platte kann auf den Stof3 zweier Massen
zuriickgefiihrt und durch diesen beschrieben und charakterisiert werden.

Zunachst wird ein allgemeiner, klassischer Stof3 betrachtet. Es wird, wie in den vorherigen Ka-
piteln, eine eindimensionale Bewegung zweier Punktmassen ohne Dissipation angenommen.
Fiir das bessere Verstindnis werden diese Punktmassen M| und M> genannt. Beide haben eine
initiale Geschwindigkeit v{ o und v, o vor dem Sto8 sowie v ; und v, 1 nach dem Sto8. Positive
Geschwindigkeiten entsprechen der Bewegungsrichtung in Abbildung 4.1.

Vor Kontakt Nach Kontakt

Abb. 4.1: Bewegungsrichtungen der Massen vor und nach dem Kontakt.
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Wihrend des elastischen StoBes gilt Energieerhaltung:

Y Exin,0 = Y Exin,1 (4.1a)

1 1 1 1
lev%’O +5 T EMW%,1 + EMZV%J (4.1b)
Y po=Y pi (4.2a)
Myvig+Myvap=Mivig+Myvy. (4.2b)

Unter Verwendung der Gleichungen 4.1 und 4.2 werden die Geschwindigkeiten nach dem Stof3
beider Korper wie folgt berechnet:

Mivio+ Movyg
Vi =2 . = —v 4.3a
11 M, T M 1,0 (4.3a)
Miviog+ Movag
N —) ’ 2 Vs g, 4.3b
2,1 My M 2,0 (4.3b)

Fiir die weiteren Betrachtungen gilt vi o > 0 und v2 o = 0, d.h. die bewegte Masse M trifft die
ruhende Masse M». Aus den Massenverhiltnissen M| und M lassen sich nun unter Verwendung
von Gleichung 4.3 folgende Aussagen tdtigen

My =M, = Vi1 =v20 A V21 =V (4.4a)
My < M, = v1<0Av;>0 (4.4b)
My > M, = v11>0Av >0. 4.4¢)

Sollte Hypothese HI zutreffen, muss ein Stof einer Masse auf eine Platte den Gleichungen 4.4
geniigen. Es wird zunichst Gleichung 4.4b betrachtet. Trifft Masse M die betragsmiBig gro-
Bere Masse M>, so fliegt unmittelbar nach dem Stof3 M mit negativer Geschwindigkeit vy ; <0
weg, M hingegen bewegt sich mit positiver Geschwindigkeit v, 1 > 0 fort. Da keine Gravitation
wirkt, wird angenommen, dass sich M| und M nicht erneut treffen werden. Diese Erkenntnisse
konnen nun auf das Beispiel von Platte und Impaktor iibertragen werden. Hierbei steht M, fiir
die Platte, welche sich nun in positiver Richtung bewegt. Da die Platte an ihren Réndern in ir-
gendeiner Art gelagert sein muss, wird die Bewegung bestindig abgebremst, da eine unendliche
Durchbiegung physikalisch nicht moglich ist. Sobald die groBite Verformung der Platte erreicht
ist, bewegt sie sich mit negativer Geschwindigkeit wieder zuriick in Richtung Ausgangspunkt.
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Wihrend dieser Plattenbewegung hat keine Interaktion mit der Masse M stattgefunden. Die
Bewegungen beider Massen verliefen asynchron zueinander. Dies ist in Abbildung 4.2a zu er-
kennen. Genau dieser Vorgang wird in der Literatur als Sto kleiner Masse bezeichnet, welcher
erstens sehr kurz dauert und zweitens nicht in Phase mit der Durchbiegung der Platte verliuft,
siehe Kapitel 1.3 [21, 32, 33].

Bei Betrachtung von Gleichung 4.4c¢ ist ersichtlich, dass beide Massen nach einem Stof3 eine
positive Geschwindigkeit aufweisen. Um diese Geschwindigkeiten zu berechnen, werden die
Gleichungen 4.3 umgestellt. Unter Beachtung von v = 0 ergibt sich nach Umstellung

Vi1 1 M
—_— = - — 4.5
V2.1 2 + 2M S

Fir den Fall My > M, wird die rechte Seite von Gleichung 4.5 kleiner eins. Hieraus folgt
v1,1 < vz fiir den betrachteten Fall. Bei einem Stof§ mit dem hier beschriebenem Massenver-
hiltnis MV wird jedoch die Masse M» stindig abgebremst, sodass die Masse M die Masse M,
einholt und sich ein erneuter Stof} ereignet. Dies geschieht so lange, bis die groite Durchbie-
gung erreicht ist. M> bzw. die Platte ist nun bestrebt, in ihren Ausgangszustand zuriickzukehren
- bedingt durch die Plattensteifigkeiten - und treibt nun ihrerseits M1 vor sich her. Dieser Vor-
gang ist in Abbildung 4.2b zu erkennen.

In der Literatur wird dieser Vorgang als Stol3 groler Masse bezeichnet, welcher im Gegensatz
zum zuvor beschriebenen Ereignis erstens lidnger andauert und zweitens bei dem die Massen
M und M, sich in Phase zueinander bewegen [24]. Somit kann auch ein Stof} groer Masse
qualitativ mit einem idealen Sto3 beschrieben werden.

Fiir den Sonderfall M| = M, miisste M| gemil} Gleichung 4.4a unmittelbar nach dem Stof} an
seiner Position verharren und sich nicht weiter bewegen, sofern keine Gravitation angenommen
wird. Im Beispiel von Platte und Impaktor wiirde sich auch hier zunéchst die Platte durch-
biegen. Sobald diese ihre Ausgangsposition erreicht hat, berithren sich M und M; erneut, ein
Doppelschlag tritt auf. Der Autor hat nach Recherche in der Literatur keine expliziten Beschrei-
bungen fiir dieses Phinomen finden konnen. Fiir die Untersuchung von StoBen ist dieser Fall
zunéchst als nicht besonders zu klassifizieren, da auch hier lediglich ein Stofl zweier Massen
stattfindet. Wie aber noch im Laufe dieses Kapitels gezeigt werden wird, kann dieses beson-
dere Massenverhiltnis herangezogen werden, um die Natur hinter dem Sto3 von grofer und
kleiner Masse zu beschreiben. Zur genaueren Uberpriifung von Hypothese HI wird das expli-
zite Modell herangezogen, da es sich hierbei um eine fundamentale Analyse handelt. Dieses
in Kapitel 2.1.1 vorgestellte Modell ist nur fiir wenige Szenarien anwendbar. Aufgrund seiner
analytischen Herleitung ist die hier stattfindende Repriésentation eines StoB3es als moglichst ex-
akt im Vergleich zur Realitit zu betrachten. Es beriicksichtigt neben der Zeitachse auch die
Vibration und die generelle Verformung der gestoBenen Platte, sodass hierdurch beeinflusste
Bewegungen in der Analyse bedacht werden miissen. Berechnet wird der Stof3 einer Stahlku-
gel mit Radius R = 10 mm mittig auf eine einfach gelagerte Stahlplatte a = b = 200 mm und
h =4 mm.
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Abb. 4.2: Qualitativer Vergleich zum Einfluss des Massenverhéltnisses auf den Stof.

Die Ingenieurskonstanten von Stahl sind E = 215.820 N/ mm? und v = 0,3. Die initiale ki-
netische Energie des Impaktors betrdgt immer 10 J, sodass die initiale Geschwindigkeit vy g
variabel ist, wie aus Gleichung 4.1 ersichtlich ist. Die fiir verschiedene Massenverhiltnisse
MYV zwischen Impaktor und Platte berechneten St6Be sind in Abbildung 4.3 abgebildet, wo-
bei hier die Impaktorgeschwindigkeit tiber die Zeit ausgewertet wird. Horizontale Verldufe der
Graphen zeigen eine unbeschleunigte Bewegung des Impaktors an.Es ist zu erkennen, dass fiir
MV < 0,2 die Impaktorgeschwindigkeiten nach dem ersten Stof3 negativ sind, im Einklang
mit Gleichung 4.4b. Bei den Massenverhiltnissen 0,1 und 0,05 sind kurze Episoden mit po-
sitiver, unbeschleunigter Bewegung vorhanden. Dies ldsst sich auf die Vibration der Platte
zuriickfithren, sodass diese kurzzeitig vom Impaktor wegbeschleunigt wird, um in kiirzester
Zeit diesen erneut zu treffen. Die Schallgeschwindigkeit von Transversalwellen in Stahl be-
tragt vschan = 3.230 m/s, sodass diese nur 6,2 - 1072 ms benotigen, um von der Plattenmitte
startend am Rand reflektiert zu werden und jene Mitte wieder zu erreichen. Hier beeinflussen
diese dann den Stof3 wie oben beschrieben. Fiir kleiner werdende Impaktormassen gegeniiber
der Plattenmasse verstérkt sich dieser Effekt, der mit Gleichung 4.3 beschrieben wird. Fiir die
Massenverhiltnisse MV = 0,6 und 1,0 ist die Impaktorgeschwindigkeit nach dem ersten Stof3
positiv, sodass hier die Gleichungen 4.4c zum Tragen kommen. Fiir groler werdende Impak-
tormassen verstirkt sich dieser Effekt, welcher ebenfalls mit den Gleichungen 4.3 beschrieben
wird. Das gesuchte Massenverhiltnis, bei dem der Impaktor nach dem ersten Sto} eine nihe-
rungsweise Geschwindigkeit von Null aufweist, liegt bei 0,2. Dies ist auch in Abbildung 4.3
zu erkennen. Offensichtlich sind die hier betrachteten Impaktormassen kleiner oder gleich der
absoluten Plattenmasse und MV = 0,2 stellt den Grenzwert zwischen dem allgemeinen Stof3-
verhalten dieser Massen dar.
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Abb. 4.3: StoBe verschiedener Massenverhiltnisse. Ubrige Parameter wie Geometrie, Materialien
oder kinetische Energie bleiben unveréndert.

Mit der aus Kapitel 2.1.3 bekannten Gleichung 2.36 kann die gesamte Plattenmasse geméal
ihrer Durchbiegung auf eine Punktmasse reduziert werden:

Moeq = ph /0 ’ /0 ’ (%xﬁ;)z dydx. (4.6)

Diese Punktmasse ergibt fiir beliebig rechteckige, isotrope Platten unter einfacher Lagerung
den Wert M;.q ~ 0,2 M. Wiegt also die Platte als konzentrierte Punktmasse nur das 0, 2-fache
und der Impaktor das 0,2-fache der absoluten Plattenmasse, so sind beide Massen betragsma-
Big gleich groB bei einem idealen Stof3. Somit sind die Gleichungen 4.3 und 4.4 fiir einen Stof3
giiltig. Hieraus kann geschlussfolgert werden, dass fiir MV < 0,2 der Impaktor von der Plat-
te abprallt und bei1 MV > 0,2 der Impaktor der Platte nachfolgt. Dieser Wert ist im Einklang
mit dem von Olsson berechneten Wert fiir MV = 0,2 als Grenze fiir Stofle kleiner Masse. Fiir
die StoBe groBer Masse gibt Olsson MV > 2 an, das kann mit dem Modell des idealen StoBes
nicht direkt belegt werden. Wenn jedoch beriicksichtigt wird, dass bei einem Stol3 groler Masse
die Kontaktkraft und die Plattendurchbiegung in Phase verlaufen, muss sich dieser Verlauf zu-
nichst einstellen. Also existiert zunéchst fiir MV > 0,2 ein Ubergangsgebiet, analog wie Olsson
es beschrieben hat. Fiir diese Ergebnisse hat er zwar auch rechteckige Platten untersucht, jedoch
jenen Wert durch Berechnungen von Wellenausbreitungen und Vibrationen erhalten. Die in die-
ser Dissertation vorgestellte Erkldrung zur Grenze zwischen Stofen kleiner und groer Masse
stellt nicht nur einen intuitiven Ansatz dar, sondern nutzt einfache Werkzeuge aus der Dyna-
mik. Zusitzlich kann die Erkenntnis gewonnen werden, dass jener Grenzwert in Abhéngigkeit
der betrachteten Randbedingung steht und somit nicht fiir jede Platte gleich ist.
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Dieser Nachweis kann fiir jede andere Konfiguration fiir Platte und Impaktor erbracht werden.
Hierbei ist aber zu beachten, dass bei starken Vibrationen der Platte die hierfiir aufgewendete
Energie in der Energiebilanz beriicksichtigt werden muss, also gilt u.U. v, ; # 0 bei gleichen
Massen. Tatsdchlich wurde der sich einstellende Effekt fiir M| = M, eq bereits in der Litera-
tur mit Hilfe der FEM gezeigt [115]. Hier ist jedoch eine fest eingespannte, orthotrope Platte
verwendet worden, fiir die M.q ~ 0, 13 M gilt. Allerdings wurde dieser Effekt dort weder the-
matisiert noch analysiert.

Die Hypothese H/ kann mit Hilfe der vorherigen Erkenntnisse gestiitzt werden. Ein Stof3 eines
Impaktors auf eine Platte kann mit den Gesetzen eines idealen Sto3es beschrieben werden.

4.2 Vorhersage von Schiden auf Basis quasi-statischer Eindriickversuche

In Kapitel 3.4 konnte gezeigt werden, dass der Algorithmus zur Berechnung von Schiden in-
folge eines Schlags verifiziert ist. Grundlage hierfiir bilden numerische Berechnungen der Plat-
tensteifigkeiten kps und k. Hierbei wird eine Einzelkraft an einer Platte aufgebracht und die
anschlieBende Verformung gemessen. Dieses Vorgehen lisst sich analog an einem realen Ex-
periment in einer Priithalle nachbilden: eine Universalpriifmaschine driickt mit einem kugel-
formigen Indentor auf eine gelagerte Platte; gleichzeitig wird die Durchbiegung dieser Platte
gemessen. Aus der sich hieraus ergebenden Kraft-Durchbiegungs-Beziehung lassen sich die ge-
suchten Steifigkeiten berechnen. In Kapitel 2.1.3 wurde bereits dargelegt, dass Biege-, Schub-
und Membrananteile an jedem Ort auf einer Platte als konstant angesehen werden konnen.
Nachdem die Plattensteifigkeiten mittels quasi-statischen Biegeversuchen gewonnen wurden,
konnen mit dem Algorithmus aus Kapitel 3.3 die Kontaktkraft fiir einen gegebenen Stof3 und
anschlieBend der Schaden berechnet werden. Es ist somit moglich, die Steifigkeiten einer Platte
einmalig unter Zuhilfenahme einer Universalpriifmaschine zu berechnen. Anschlie3end kénnen
verschiedene Stofle berechnet werden sowie der Umstand, ob sie zu einem Schaden fiihren oder
nicht. Somit miissen keine Fallturmversuche oder andere dynamische Untersuchungen durch-
gefiihrt werden, um Stofereignisse zu berechnen und zu bewerten.

Die zuvor aufgestellte Hypothese

Forschungshypothese 2

H2: Das Auftreten von BVIDs in Platten aus Faserverbundwerkstoffen kann durch qua-
sistatische Eindriickversuche mit ausreichender Genauigkeit vorhergesagt werden.

lasst sich somit stiitzen.
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4.3 Besondere Eigenschaften von StoBen fiir unterschiedliche
Massenverhéltnisse

StoBe konnen zu Ereignissen fithren, die zunéchst nicht der eigenen Intuition entsprechen miis-
sen. Vor allem bei dem Stofl groer Massen, auf den der Fokus in dieser Dissertation gelegt
wird, tritt dies auf. Die in Kapitel 4.1 vorgestellten Plattengeometrie und Materialien werden
hier erneut aufgegriffen, jedoch mit den Massenverhiltnissen MV € {1,2,3,5,10,20} bei all-
seits gleichbleibender Stofenergie von 10 J. Da an dieser Stelle eine fundamentale Analyse
getitigt wird, wird das explizite Modell verwendet. Die Stofle mit Kontaktkraft- und Durch-
biegungsverlauf iiber der Zeit sind in Abbildung 4.4 zu erkennen. Zunéchst fallt auf, dass das
charakteristische Merkmal fiir StoBe groBer Massen vorliegt: Kontaktkraft und Durchbiegung
verlaufen jeweils in Phase bzw. haben nur geringe Abweichungen voneinander. An dieser Stelle
sollen die ersten 2 ms betrachtet werden. Auffillig ist, dass unabhiingig von dem Massenver-
hiltnis nach circa 0,5 ms der erste Stofl beendet ist, Impaktor und Platte haben sich vonein-
ander getrennt. Nach 1,2 ms erscheint das nédchste lokale Minimum beziiglich Kontaktkraft
iber alle Massen hinweg. Insbesondere in Abbildung 4.4a ist ersichtlich, dass die Kontakt-
kraft Frequenz und Amplitude aufweist, wobei die Frequenz fix und die Amplitude variabel
erscheint. Dies ldsst sich auf zwei Phinomene zuriickfiihren: einerseits findet eine stindige
Be- und Entschleunigung der Platte statt, sodass dieser vorliegende Verlauf zustande kommt;
andererseits propagieren in der Platte Wellen, die am Rand reflektiert werden und die Kontakt-
kraft bzw. Durchbiegung beeinflussen. Da der zweite Aspekt in seiner Wirkung nicht zu unter-
schitzen ist, konnen Stofe groBer Masse auch als wellenkontrollierte Sto3e bezeichnet werden.

Diese Wellen stellen Vibrationen dar, die wiederum von Plattengeometrie und -material ab-
hingig sind. Die Amplituden, welche auch als Kraftsto§ definiert sein konnen, konnen sich
aus Energieerhaltung und Impulserhaltung errechnen. Dies ist ein Forschungsaspekt, der im
Rahmen dieser Dissertation nicht weiter vertieft, aber zur Vollstindigkeit genannt wird. Des
Weiteren soll auf ein weiteres Ereignis innerhalb der ersten 2 ms nédher eingegangen werden.
Wiihrend eines StoBvorgangs konnen mehrere Stoe auftreten, wobei nicht der erste die hochs-
te Kontaktkraft aufweisen muss, siche MV = 1 in Abbildung 4.4a.

Der erste Sto3 muss nicht zwingend Py,; zur Induzierung erster Schiden iibersteigen, der nach-
folgende zweite Stoll kann dies hingegen schon. Daher ist es wichtig, einen Stovorgang zeitlich
so lange zu iiberwachen und zu analysieren bis kein weiterer Stof3 mehr auftreten kann.
Aussagen zu Berechnungen, nach denen ein Sto3 nur eine gewisse Zeit andauert, sind daher mit
Vorsicht zu titigen. Ungiinstige Uberlagerungen von Vibrationen oder andere Umstinde kon-
nen zu einem zweiten, dritten oder zu weiteren Stofen fiithren, die deutlich hohere Kontaktkrifte
hervorrufen. Diese Aspekte bei der Auswertung von Stofen, einerseits die Frequenz- und Am-
plitudennatur sowie andererseits die ,,versteckten® hoheren Kontaktkrifte bei nachfolgenden
StoBen, miissen beriicksichtigt werden.
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Abb. 4.4: Evolution eines Stofles iiber verschiedene Massenverhiltnisse hinweg. a) Betrachtung der
Kontaktkraft. b) Betrachtung der Durchbiegung.

4.4 Konsequenzen fiir den Leichtbau von stoBgefihrdeten Strukturen

Nach einer erfolgreichen Konstruktionsphase von Baugruppen kann es sich herausstellen, dass
die angewandte Konstruktion suboptimal in Bezug auf Stof3e reagiert. Daher sollen in diesem
Kapitel Faktoren untersucht werden, die einen moglichen Einfluss auf den Stoff nehmen kénnen.
Dies sind das Seitenverhiltnis der Platte, sowie Randbedingungen und Lagenaufbau bei Faser-
verbundwerkstoffen. Zunédchst werden die Einfliisse von Seitenverhiltnis und Randbedingungen
fiir isotrope Platten untersucht, um mogliche Einwirkungen des Lagenaufbaus von Faserver-
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Abb. 4.5: Skizze der untersuchten Platte mit schematischer Darstellung der unterschiedlichen Rand-
bedingungen.

bundwerkstoffen auszuschlieBen. AnschlieBend wird der Einfluss des Lagenaufbaus separat be-
trachtet. Hierzu wird das FMM verwendet, obwohl es sich um fundamentale Analysen handelt.
Diese Ausnahme begriindet sich in der Tatsache, dass das explizite Modell unterschiedliche
Randbedingungen und Faserverbundwerkstoffe nicht beriicksichtigen kann. Aulerdem sollen
im Folgenden nur die maximalen Kontaktkrifte ausgewertet werden, wozu das FMM geniigt.
Somit soll fiir die Konstruktionsphase Methoden an die Hand gegeben werden, um friihzeitig
die Schadensanfilligkeit gegeniiber Stoen bei Platten zu beriicksichtigen und zu verringern.

4.4.1 Einfluss Seitenverhiltnis und Randbedingungen

Es wird der Stof einer Stahlkugel mit Radius R = 19 mm auf eine Aluminiumplatte innerhalb
einer Parameterstudie untersucht. Die Aluminiumplatte hat Dicken & € {2,4,6,8} mm und eine
Fliche von A = 40.000 mm?. Je nach gewihltem Seitenverhiltnis SV € [1/5,5] variieren die
Lingen a und b. Der Impaktor mit dem Massenverhiltnis MV = 3 trifft die Platte jeweils mit
der Geschwindigkeit vop = 3.000 mm/s in der Plattenmitte, sodass je nach gewihlter Platten-
dicke die initiale kinetische Energie Eyi, € {3,6,9,12} J betrdgt. Die Seiten der Platte konnen
jeweils auf drei verschiedene Arten gelagert sein: fest bzw. starr, einfach gelagert oder frei.

Die mathematischen Randbedingungen ergeben sich aus Tabelle 3.1. In Abbildung 4.5 sind
fiinf untersuchte Konfigurationen abgebildet, wobei die Abkiirzungen die jeweiligen Randbe-
dingungen darstellen. S steht fiir starr bzw. fest gelagert, E fiir einfach gelagert und F fiir freier
Rand.

Die Analyse der unterschiedlichen Seitenverhiltnisse und Randbedingungen ist in Abbildung 4.6
zu erkennen. Die ermittelte Kontaktkraft ist gegen das logarithmische Seitenverhiltnis fiir ver-
schiedene Plattendicken aufgetragen. Da das Massenverhiltnis und die Anfangsgeschwindig-
keit des Impaktors konstant bleiben, variiert auch die kinetische Anfangsenergie des Impaktors.
Im Allgemeinen hat das Seitenverhiltnis einen groBen Einfluss auf die Kontaktkraft. Aufgrund
der unterschiedlichen Dicken 4 und der gleichen Massenverhiltnisse MV und Initialgeschwin-
digkeit v in allen untersuchten StoBen variiert die Kontaktkraft zwischen den Diagrammen.
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Da sich alle vier Plattengruppen dhnlich verhalten, werden die 4 mm-Platten beispielhaft weiter
diskutiert. Erwartungsgemal ist es unerheblich, in welche Richtung sich das Seitenverhiltnis
bei komplett eingespannten und einfach gelagerten Platten dndert. In beiden Fillen steigt die
Kontaktkraft mit zunehmendem oder abnehmendem Seitenverhiltnis. Dies ist darauf zuriick-
zufiihren, dass die Platte in jedem Fall schmaler und der Randeffekt stirker wird. Erwartungs-
gemil hat die fest eingespannte Platte eine um bis zu 50% hohere Kontaktkraft im Vergleich
zur einfach gelagerten Platte. Die feste Einspannung fiihrt im Gegensatz zu einer einfachen
Einspannung zu einer hoheren Steifigkeit der Platte. Kontrédr zur einfach gelagerten Platte wei-
sen SFFS-Platten bei Seitenverhiltnissen nahe 1 geringe Unterschiede auf. Im Bereich von
1/4v/2 < SV < 1,7 ist der Unterschied zwischen EEEE und SFFS kleiner als 5%. Da die ma-
ximale Kontaktkraft von SFFS immer geringer ist als die von EEEE, sollte SFFS bevorzugt
werden, wenn eine Wahl getroffen werden muss. Bei Kontaktkriften fiir ein SV > 1 nidhern
sich die SFSF- und SFSS-Platten sehr schnell der SSSS an. Bei einem Seitenverhiltnis von
1,3 betrédgt der Unterschied zwischen den beiden Platten und der SSSS bereits weniger als 5%.
Die feste Randbedingung an der langen Kante der Platte dominiert schnell die kurze Kante, so-
dass es letztlich keinen Unterschied macht, ob und wie die kurze Kante eingespannt wird. Fiir
SV < 1 divergieren SFSS und SFSF schnell. Hier nédhert sich SFSS bei niedrigen SV dem SFFS
an, sodass fiir SV < 0,3125 der relative Unterschied zwischen den beiden Platten weniger als
5% betrigt. Fiir sehr niedrige SV weist die SFSF besonders geringe Kontaktkrifte auf.

Fiir diese SV verwandelt sich die Platte in einen Plattenstreifen, dessen Randbedingungen keine
besondere Steifigkeit in der Platte bewirken. Je nach SV der Platte variiert der Einfluss der Rand-
bedingungen auf die Kontaktkrifte zwischen gar nicht und grof3. So kann z.B. die Kontaktkraft
erheblich verringert werden, wenn die fest eingespannte Kante durch eine freie ersetzt wird,
wihrend die Material- und geometrischen Parameter des Impaktors und der Platte unveridndert
bleiben. Da dieses Ergebnis nicht iiberraschend ist, sondern erwartet wurde, ist es erwidhnens-
wert, dass es fiir anndhernd quadratische, isotrope Platten wenig Einfluss hat, wenn die Kanten
einfach gelagert oder hilftig fest gelagert und frei (SFFS) sind.

4.4.2 Einfluss Lagenaufbau

Es wird der StoB einer Stahlkugel mit Radius R = 6 mm auf eine Platte aus Faserverbund-
werkstoffen untersucht. Die einfach gelagerte Platte hat den Lagenaufbau [, —0]4 5 mit La-
gendicken von 0,125 mm und besteht aus dem UD-Prepreg IM7/8552. Sie hat eine Kanten-
linge von a = b = 200 mm bei einer Dichte von p = 1,57 10~ %kg/mm?. Die Ingenieurskon-
stanten lauten E;; = 161.000 N/mm?, Ey; = 11.400 N/mm?2, Gj, = Gj3 = 5.170 N/mm?,
Go3 = 3.980 N/mm?, v, = 0,32 und Giikit = 1 N/mm. Der Winkel o wird in Schritten
von 3,75° zwischen 0° und 90° variiert. Die initale Geschwindigkeit des Impaktors betrigt
vo = 3.000 mm /s bei einem Massenverhiltnis von MV = 3. Es werden in Schritten von 10 mm
unterschiedliche Orte auf der Platte untersucht.

Die Ergebnisse der Berechnungen sind in den Abbildungen 4.7 und 4.8 dargestellt, welche die
absolute Kontaktkraft sowie eine Normierung auf den Beginn der Delamination zeigen.
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Abb. 4.6: Einfluss von Plattendicke, Seitenverhiltnis und Randbedingung auf einen StoB. Ubrige
Parameter bleiben unveridndert. Die Abszisse ist logarithmisch aufgetragen.

Hier werden nur ausgewdhlte StoBorte, die von Interesse sind, niher erldutert. Wie in Abbil-
dung 4.7 zu sehen ist, hat die Stapelreihenfolge einen enormen Einfluss auf die Kontaktkraft
zwischen Impaktor und Platte. Beim Aufprall in der Ecke steigt die Kontaktkraft um 33% und
in der Mitte um 46%, wenn die Stapelung variiert wird. Die Kontaktkraft entlang des Randes
hat einen Wert in der GréBenordnung von 1.500 N und nimmt in der Ecke drastisch zu.
Werden die Kontaktkréfte mit der tatsédchlich erforderlichen Kraft zur Einleitung der Delamina-
tion gemifB Gleichung 2.59 normiert, ist keine starke Abhéngigkeit von der Stapelreihenfolge
zu beobachten, siehe Abbildung 4.8. Leichte Schwankungen von 10% sind weitaus geringer
als die Variation der absoluten Kontaktkraft. Fiir den StoBort entlang der Kante hat die Stapel-
reihenfolge jedoch einen Einfluss, da die Faserorientierung parallel oder senkrecht zur nahen
Kante die Steifigkeit stark beeinflusst, siche Abbildung 4.7.
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Zusammenfassend ldsst sich feststellen, dass der Aufbau keinen (Mitte der Platte) bis hin zu
einem grofBen Einfluss (Rand und Ecke der Platte) haben kann, unabhingig davon, ob eine
Delamination induziert wird oder nicht. Beriicksichtigt man die Gesamtgro3e der Platte, so
konnen etwa 64% der Plattenflache im Hinblick auf die Schadensvermeidung nicht optimiert
werden.

4000
— L
=
= 2.000 /"_’__ B e N
< s
S 1000
X
0
0° 15 30" 45 60° 757 90°
Lagenwinkel o
(90, 90) —— (80, 80) —— ©, 0
(90, 0) ----- (70, 80) -----
0, 90) --------- (80, 700 ---------

Abb. 4.7: Einfluss des Lagenwinkels o auf die Kontaktkraft an unterschiedlichen Orten. Der Ur-
sprung des KOS liegt in der Plattenmitte.
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Abb. 4.8: Normierung der Kontaktkraft auf die fiir die erste Delamination benotigte Kraft Py;. Der
Ursprung des KOS liegt in der Plattenmitte.
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4.4.3 Zusammenfassung

Der Einfluss von Geometrie und Lagenaufbau bei Stolen muss beriicksichtigt werden. Alleine
durch geschicktes Wihlen von Randbedingungen einer Platte konnen die Kontaktkréfte redu-
ziert und somit mogliche Schdden verhindert werden. Auch wenn der Lagenaufbau die Kon-
taktkraft direkt beeinflusst, so beeinflusst er auch Py, sodass sich diese gegenldufigen Effekte
ndherungsweise aufheben. Fiir den Leichtbau von stogefdhrdeten Strukturen muss mithin ab-
gewogen werden, welchen Einfluss gednderte Randbedingungen oder Seitenverhiltnisse einer-
seits auf Festigkeit und Stabilitdt und andererseits auf Sto3e haben. Bei bestimmten Konfigura-
tionen gibt es keine Auswirkungen auf das Stoverhalten, z.B. bei SSSS und SFSF fiir SV > 1
oder SFSF und SFFS fiir SV < 1.

Daher empfiehlt sich ein holistischer Ansatz wihrend der Konstruktionsphase, um mogliche
Schiden durch auftretende StoBe frithzeitig zu beriicksichtigen. So wie der derzeitige Standard
eine Analyse fiir Festigkeit und Stabilitit darstellt, muss ein weiterer Standard fiir das Stover-
halten etabliert werden, da hier Potenzial ausgeschopft werden kann.






S Analyse des Einflusses von Stoflen auf
Leichtbaukonstruktionen

Rumpftonnen moderner Groraumflugzeuge werden in Lings- und Umfangsrichtung versteift,
um hohere Stabilititen und Steifigkeiten zu gewéhrleisten. Diese werden Stringer (verbaut lings
der Rumpftonne in Flugrichtung) und Spante (verbaut im Umfang der Rumpftonne quer zur
Flugrichtung) genannt und sind schubsteif mit der von auflen sichtbaren Haut des Rumpfes ver-
bunden. Eine solche Konstruktion wird als stringerversteifte Platte bezeichnet. Um mogliche
Beeintriachtigungen durch BVIDs vorzubeugen, wird die Haut dicker ausgelegt als notig, siehe
Kapitel 1.1. In diesem Kapitel soll exemplarisch ein einzelnes Hautfeld auf seine Schadens-
anfilligkeit gegeniiber Stoen untersucht werden. Hieraus wird abgeleitet, ob und in welchem
Male ein Hautfeld diinner gestaltet und somit Masse eingespart werden kann, ohne jedoch die
Schadensanfilligkeit tiberproportional zu steigern. Hierzu wird angenommen, dass ein fallendes
Werkzeug die stringerversteifte Platte trifft. Dies ist ein in der Realitdt vorkommendes Szenario,
z.B. bei der Fertigung oder Wartung des Flugzeugs. Hierzu wird zunéchst ein Ausgangsszena-
rio definiert, welches sukzessive erweitert wird. Schlielich werden die gewonnenen Ergebnisse
interpretiert und Schlussfolgerungen gezogen.

5.1 Vorstellung des Referenzflugzeugs

Das hier betrachtete Referenzflugzeug ist ein zweistrahliges, modernes Flugzeug nach EASA-
Bauvorschrift CS-25 mit einer Fliigelfliche von 354 m?. Eine Skizze ist in Abbildung 5.1 gege-
ben. Der Rumpf hat einen Radius von 3m und wird als konstant kreisformig angesehen. Alle
5° wird ein Stringer angebracht, sodass insgesamt 72 Stiick iiber den Umfang verteilt sind. Die
einzelnen Stringer haben einen Abstand von 262mm voneinander. Des Weiteren wird ange-
nommen, dass die Tiiren des Flugzeugs sich jeweils iiber drei Spanten erstrecken. Bei einer
Tiirbreite von circa 1,3 m ergibt sich ein Spantabstand von 650 mm. Auf Stringer und Spante
liegen die Hautfelder, welche als eben angenédhert werden. Diese ebenen Hautfelder werden als
einfach gelagert betrachtet, wobei entlang ihrer langen Seiten, an denen die Stringer verlaufen,
zusitzliche Torsionsfedern die verbauten Omega-Stringer reprédsentieren.

Dieses Referenzflugzeug wird grofBitenteils in Faserverbundbauweise ausgefiihrt. Alle stofge-
fahrdeten Strukturen werden aus dem UD-Prepreg IM7/8552 hergestellt. Die Ingenieurskon-
stanten fiir dieses Material sind E;; = 161.000N/mm?, E»; = 11.400N/mm?2, G| = Gj3 =
5.170N/mm?, Go3 = 3.980N/mm?, v, = 0,32 und Giikrit = 1 N/mm. Die Faser-Gelege be-
stehen aus 12k-Rovings mit der Dichte ppaser = 1,77 ¢/ cm’.
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Hintere Sektion

Cockpitsektion

Torsionsfedern

Abb. 5.1: Einbauort von stringerversteiften Platten in einem modernen, zweistrahligen Referenz-
flugzeug. Die Bereiche des Flugzeugs, die hinsichtlich Sto3 optimiert werden sollen sind
griin markiert. In Anlehnung an [118].

Die Matrix hat die Dichte pyanix = 1,30g/ cm3. Mit einem Faservolumengehalt von @y =
0,577 ergibt sich eine Gesamtdichte des Laminats von pyaminat = 1,57 ¢/ cem3 [116, 117]. Der
Lagenaufbau der Hautfelder betrigt [45, —45,0, —45,45,90]S mit einer Lagendicke
von 0, 184 mm. Insgesamt weist das hier betrachtete Referenzflugzeug eine Trockenmasse von
115.700kg auf.

Im Folgenden wird der Rumpf in Bezug auf seine StoBgefihrdung nédher untersucht. Hierbei
werden nur vordere, mittlere und hintere Sektion betrachtet. Die Cockpit- und Hecksektio-
nen werden aufgrund ihres variablen Rumpfdurchmessers nicht in die Analyse mit einbezo-
gen, ebenso die Tiir- und Fensterbereiche. In der hier getétigten Analyse werden lediglich die
Auswirkungen von StoBen behandelt. Weitere strukturmechanische Untersuchungen wie z.B.
zu Festigkeiten, Stabilitit oder zu Aeroelastik werden an dieser Stelle nicht durchgefiihrt und
auch nicht weiter beriicksichtigt. Des Weiteren wird angenommen, dass die hier verbaute La-
minatdicke am Rumpf und auf dem Fliigel identisch ist. Kann also am Rumpf die Laminatdicke
verringert werden, so dndert sie sich auch an den Fliigeln. Diese beschriebenen Flachen sind in
Abbildung 5.1 griin hervorgehoben.

Die Anzahl der im Rumpf verbauten Platten ist in Tabelle 5.1 aufgelistet. Die Anzahl der Platten
iiber Umfang und Linge entspricht nicht der vollen Auslegung mit der oben dimensionierten
Platte. In unmittelbarer Nihe der Fenster und der Verankerung Kabinenboden/Rumpf wird an-
genommen, dass die Platten dicker sind und nicht auf Stof optimiert werden konnen. In der mitt-
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leren Sektion werden nur die Platten auf der Oberseite des Rumpfes beriicksichtigt, da sich auf
der Unterseite der Fliigelkasten befindet. Somit ergeben sich fiir eine Rumpflinge von 40,95 m
eine Anzahl von 2.130 Platten, die in der Dicke variieren und somit fiir St6Be optimiert werden
konnen. Des Weiteren wird angenommen, dass die Fliigel ebenfalls aus dem zuvor genannten
UD-Prepreg hergestellt werden und die gleiche Laminatdicke aufweisen wie der Rumpf.

Im Folgenden wird die Dicke des Laminats gleichmifig in circa 2,5%-Schritten reduziert, be-
gonnen bei der Referenzdicke von 2,208 mm. Durch Rundungen der dritten Nachkommastelle
ergeben sich Abweichungen in diesen Schritten. Die so eingesparten Massen sind in Tabelle 5.2
wiedergegeben. Eine Reduzierung der Hautdicke um 9,78% kann eine Massenreduzierung der
gesamten Rumpftonne um 11,21% nach sich ziehen. Somit wird weniger Fliigelfliche, kleinere
Hohen- und Seitenleitwerke sowie schwichere Motoren bendtigt. Dies resultiert in einer Sen-
kung des MTOM (Maximum Take-Off Mass - zu deutsch maximale Abflugmasse) um 2,64%
sowie einer Kraftstoffeinsparung von 2,21%. Somit liegt, insbesondere durch den Kauf von we-
niger Kraftstoff, ein groB3es Potenzial zur Kosteneinsparung in der Reduzierung der Hautdicke
der Rumpftonne. [119]

Tabelle 5.1: Geometrie der Rumpfsektionen und der hieraus resultierenden Anzahl an stringerver-
steiften Platten.

Anzahl Platten Linge Anzahl Platten Gesamtanzahl

Sektion

Umfang [m] Axial Platten
Vorne 58 10,40 12 696
Mitte 22 17,55 23 506
Hinten 58 13,00 16 928
Gesamt 40,95 2.130

Tabelle 5.2: Masseneinsparungen der stringerversteiften Platten durch Variation der Hautdicke.

Dicke Einsparung Ersparnis Ersparnis Einsparung mit
[mm)] Dicke [%] absolut [kg] relativ [%] dyn. Faktor [%] [119]

2,208 0 0 0 0
2,148 2,72 62,82 0,054 3,12
2,100 4,89 113,07 0,098 5,6
2,040 7,61 175,90 0,152 8,72

1,992 9,78 226,15 0,195 11,21
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5.2 Uberfiihrung der Omega-Stringer in Torsionsfedern

Im Flugzeugbau werden Omega-Stringer zur Versteifung von Riimpfen eingesetzt. Sie werden
auf die Platten aufgesetzt, sodass dort, wo sich Stringer und Platte beriihren, die Haut aufgedickt
ist. Der Umstand wird hier nicht beriicksichtigt und ein idealer Omega-Stringer, der nur aus sei-
nem ,,Hut* besteht, angenommen. Dieser Stringer kann als Torsionsfeder angesehen werden.
Die Herleitung hierfiir folgt nach Mittelstedt/Schroder [1].

In Abbildung 5.2 sind die Dimensionen einer stringerversteiften Platte sowie eines Omega-
Stringers gegeben. Der Stringer wird in der Hilfte entlang seiner Symmetrieachse geteilt, die
Enden konnen so als fest eingespannt betrachtet werden. Die einzelnen Flichen werden mit
1,2,3 gekennzeichnet. Fliche 1 entspricht der Hautfldche und tibernimmt deren Materialeigen-
schaften und Lagenaufbau sowie -dicke. Die Fldachen 2 und 3 bestehen zwar ebenfalls aus dem
UD-Prepreg IM7/8552, haben jedoch den Lagenaufbau [45,0,—45,0,90,0,—45,0,45] mit der
Dicke einer Lage von 0,125mm. Die einzelnen Lingen betragen b; = 18 mm, by = 27mm
und b3 = 13,5mm. Die Biegesteifigkeit £J der einzelnen Fldchen berechnet sich nach Mittel-
stedt [120] zu

_ DiD»Des — D11D5g — D}, Des +2D12D16D2s — DigDaa

EJ -
D11Dgs — D1

(5.1

Wird die versteifte Platte mit einer Einzellast beaufschlagt, biegt sie sich global durch, so-
dass sich auch an den Réindern mit Stringern ein Winkel aufbaut. Die hier entstehende Ver-
formung wird an den Omega-Stringer iibertragen, der sich seinerseits ebenfalls verformt. In
Abbildung 5.3 ist die Verformungsfigur inklusive idealisierter Randbedingungen gegeben.

Der Stringer soll nun so abstrahiert werden, dass er durch eine Torsionsfeder ersetzt werden
kann, welche die gleiche Arbeit zur Verformung aufnimmt wie der gesamte Omega-Stringer
benotigt. Hierzu muss die Verdrehung @s am Kreuzungspunkt von b1 und b, bekannt sein. Der
Omega-Stringer stellt ein 5-fach statisch unbestimmtes System dar, sodass das Kraftgroenver-
fahren zur Anwendung kommt. Hierbei wird das gegebene System zu einem statisch bestimm-
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Abb. 5.2: Geometrie der Omega-Stringer.
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5-fach statisch
Verformungsfigur unbestimmtes System statisch bestimmtes System

Abb. 5.3: Verformungsfigur und Ersatzsystem fiir Omega-Stringer. In Anlehnung an [120].

ten System vereinfacht und die hierbei fallen gelassenen Randbedingungen durch Einheitskréfte
und -momente ersetzt. Fiir die Verformung des Stringers werden nur die resultierenden Momen-
te beriicksichtigt, da keine Torsionsmomente auftreten und Verformungen in Folge Schub oder
Normalkraft innerhalb der Plattenflichen vernachlidssigt werden konnen. Die Einheitskrifte und
-momente sind in Abbildung 5.3 eingezeichnet. Zur Bestimmung des gesamten Momenten-
verlaufs des statisch unbestimmten Systems miissen die fiinf Subsysteme jeweils miteinander
iberlagert werden. Als Verformungsbedingung gilt:

d10 011 -+ di5 1
O O ) X

0 2 Y=o (5.2)
d50 851 -+ Os5 Xs

Die Verschiebungen und Verdrehungen &;; berechnen sich durch Uberlagerung der einzelnen
Systeme mit
M;M,
Bi i=
’ » EJ

dx. (5.3)

Die Einheitskrifte X3, X4 und X5 bewirken keine Momente im Stringer, sodass deren Verschie-
bungen Null ergeben. Gleichung 5.2 vereinfacht sich somit zu

810+ X1 011 +X2012 =0 (5.4)
820 +X2 021 + X282, = 0. (5.5)
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Bezogen auf die Systeme in Abbildung 5.3 und unter Verwendung von Gleichung 5.3 bestim-
men sich die Verdrehungen mit

am_3£%2 (5.6a)
5n=£&+%gh (5.6b)
Suzr—aZSh (5.60)
820 = ——6(:;;)2 (5.6d)
&1 =012 (5.6e)
8”::3(23b_+(£?%' (5.6f)
Nach Gleichung 5.4 berechen sich die Verformungsbeiwerte X; und X, zu
-
-

Durch Superponierung der Momentenverldaufe der einzelnen Systeme gewichtet mit deren Ver-
schiebungsbeiwert ergibt sich der gesuchte Momentenverlauf des statisch unbestimmten Sys-
tems. Um nun die Verdrehung ¢ zu bestimmen, werden weggebendes und kraftgebendes Sys-
tem nach Gleichung 5.3 miteinander verrechnet. Hierbei ist das weggebende System das zuvor
berechnete (statisch unbestimmte) Gesamtsystem und das kraftgebende System dasjenige, das
sich durch Einbringung des Einheitsmoments My am gesuchten Ort am statisch bestimmten
System ergibt, vgl. Abbildung 5.3. Die final gesuchte Federsteifigkeit des Stringer kg ergibt
sich aus dem Kehrwert der Verdrehung ¢:

ke = — — 3(ES)3 (5.8)

o\
s by (1—|—X1—72>

Mit den oben genannten Geometriewerten und einer Gesamthautdicke 1 = 2,208 mm fiir den
Omega-Stringer ergibt sich eine Torsionsfedersteifigkeit von kg, = 363,84 Nmm. Wie in Ta-
belle 5.2 ersichtlich, wird die Hautdicke der Platte variiert, sodass ks, von der Plattendicke ¢
abhingig ist. In dem hier vorgestellten Beispiel dndert sich ¢# nur wenig und hat somit kaum
Einfluss in die Gesamtrechnung. Hieraus schlussfolgernd wird fiir alle untersuchten Szenarien
kg = 363,84 Nmm angesetzt. Fiir die Beriicksichtigung in FEniCS wird die Rotationssteifigkeit
kror mit kg gleichgesetzt.
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5.3 Verifizierung der Plattensteifigkeitsberechnung fiir stringerversteifte
Platten

An dieser Stelle wird die Plattensteifigkeitsberechnung fiir das zu nutzende Modell, das FMM
mit Randbedingungen fiir eine stringerversteifte Platte, verifiziert. Hierfiir wird, analog zu dem
Vorgehen in Kapitel 3.4.1, die Durchbiegung der Platte durch eine Belastung einer Einzelkraft
mit dem kommerziellen Programm Abaqus 2017, Dassault Systémes, Frankreich verglichen.
Dabei wird jene Platte an dieser Stelle verwendet, welche im nédchsten Abschnitt ndher analy-
siert werden soll. Geometrie und Materialwerte sind den vorherigen Kapiteln zu entnehmen.
Innerhalb von Abaqus werden S4R-Elemente verwendet. Die Verifizierung wird an der dicksten
Platte an drei unterschiedlichen Orten durchgefiihrt, zum einen in der Plattenmitte (0 mm, 0 mm)
sowie in der Plattenecke bei (56,5mm,162,5mm) und in der Randnihe eines Stringers
bei (84,75mm, 162,5mm).

Die Ergebnisse sind in Abbildung 5.4 zu erkennen. Die Ergebnisse von FEniCS und Abaqus
stimmen sehr gut tiberein. Fiir die Berechnungen in der Mitte und der Ecke divergieren die Er-
gebnisse maximal um 2%. Fiir die Berechnung am Rand divergieren bei besonders niedrigen
Kontaktkréften die Ergebnisse um bis zu 6%. Diese Divergenz fillt aber mit steigender Kraft
bei 5.000N linear auf unter 2%. Da fiir die Berechnung der Plattensteifigkeiten alle Werte ei-
nes Kraft-Duchbiegungsverhaltens herangezogen werden, wird hierfiir nur ein kleiner Fehler
erwartet. Das Bestimmtheitsma fiir alle drei untersuchten Orte betrigt stets R> > 99%.
Hieraus wird geschlussfolgert, dass die Methodik zur Berechnung der Plattensteifigkeit fiir die
stringerversteifte Platte verifiziert ist. Aus den in Kapiteln 3.4.2 und 3.4.3 gewonnenen Er-
kenntnissen ldsst sich ableiten, dass somit auch die Berechnung der Kontaktkraft sowie die
Vorhersage der Schadensinitiierung fiir die stringerversteifte Platte valide sind.

Mitte Ecke Rand

E 16 — E 16 E 16

o 12 s o 12 o 12

c - c - -X c
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Abaqus x FEniCS ------

Abb. 5.4: Vergleich des Kraft-Durchbiegungsverhaltens einer Einzelkraft auf eine stringerversteifte
Faserverbundplatte zwischen dem kommerziellen Programm Abaqus und der hier vorge-
stellten Methodik.
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5.4 Berechnung von Stoflen

Wie zu Anfang des Kapitels geschildert, wird der StoB3 eines fallen gelassenen Werkzeugs auf
eine Rumpftonne untersucht. Die Rumpftonne besteht aus aneinandergereihten Platten, die je-
weils mit Stringern verstédrkt sind. Es wird angenommen, dass das Werkzeug nur die Platte
selbst und nicht den Stringer-Bereich trifft. Um die Zahl der StoBorte endlich und damit den
einhergehenden Berechnungsaufwand iibersichtlich zu halten, werden auf der Platte in dquidi-
stanten Entfernungen StoBorte definiert, siche Abbildung 5.5. Diese StoBorte sind in x-Richtung
22,6 mm und in y-Richtung 25 mm voneinander entfernt.

Fiir die Berechnung wird die Symmetrie der Platte ausgenutzt, sodass nur ein Viertel dieser
diskretisiert wird. Es ergeben sich 65 zu berechnende StoBorte. Fiir die spétere Analyse wird
die gesamte Platte beriicksichtigt, da die StoBorte teilweise auf den Symmetrielinien liegen.
StoBe, die irgendwo auf der Platte auftreten, haben symmetriebedingt eine vierfache Auftre-
tenschance, jene die auf einer Symmetrielinie auftreten nur eine zweifache und ein Stof3 ge-
nau in der Mitte kann an keiner anderen Stelle auftreten. Hierdurch werden die zuvor erhalte-
nen Ergebnisse entsprechend gespiegelt und insgesamt sind 225 StoBorte zu analysieren. Das
Werkzeug wird als Impaktor mit einem Gewicht m; € {1;1,1;1,2;...;3}kg angenommen.
Die Plattenmasse betrigt maximal M = 0,5kg. Das Massenverhiltnis ist somit stets groBer
zweil, sodass ein Sto3 groer Masse in allen Situationen vorliegt. Die Initialgeschwindigkei-
ten sind vy € {50; 100; 150; ... ; 5.100} mm/s. Durch unterschiedliche Kombinationen von Ge-
schwindigkeit und Impaktormassen ergeben sich verschiedene kinetische Energien, wobei die
hochste 40]J betridgt. Bei den hier vorgestellten Variablen handelt es sich um 21 Massen-, 102
Geschwindigkeits- und 225 Ortsparameter. Somit werden pro Platte 481.950 Stoe berechnet.

XX XX
XXX -

XXX Ay =25mm
XX XX
XX XX
XX XX
XX XX
XX XX
XX XX
XX XX
XX XX
XX XX

Ax =22,6 mm

Abb. 5.5: Untersuchte StoBorte innerhalb der Analyse. Aus Symmetriegriinden wird nur ein Viertel
der Platte untersucht.
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Da insgesamt 5 Platten mit unterschiedlichen Dicken beriicksichtigt werden, liegen insgesamt
2.409.750 StoBe zur Analyse vor. Die fiinf untersuchten Platten werden mit abnehmender Mas-
se wie folgt benannt: SK17, SK2, SK3, SK4 und SK35.

Die in Kapitel 3.3 vorgestellte und verifizierte Methodik wird hier angewendet. An dieser Stelle
soll lediglich untersucht werden, ob ein Schaden vorliegt oder nicht. Dieser soll nicht wei-
ter quantifiziert werden. Alle Ergebnisse werden in einer SQLite-Datenbank gespeichert. Zur
Berechnung der 2.409.750 St6Be werden nur wenige Stunden bendtigt, wovon ein nicht uner-
heblicher Anteil fiir das Speichern in der SQLite-Datenbank aufgewendet wird.

In Abbildung 5.6 sind exemplarisch fiir die Platten SK/ und SK35, welche die dickste und diinnste
Platte darstellen, die Plattensteifigkeiten aufgetragen. Es ist zu erkennen, dass ks und kp, hoch-
gradig vom Ort abhéngig sind. Es ist ersichtlich, dass die Steifigkeiten in der Mitte der Platte
moderat sind und sich zum Rand hin erh6hen. In der Ecke, in der sich zwei Rinder treffen, sind
die Steifigkeiten am hochsten. Diese qualitative Darstellung der Steifigkeiten gilt nicht uneinge-
schrinkt fiir jede Plattenkonfiguration, da Randbedingungen, Lagenaufbau und Seitenverhiltnis
diese beeinflussen. Da die Kontaktkraft direkt mit den Plattensteifigkeiten korelliert, werden am
Rand besonders hohe Krifte erwartet. Die hochsten Krifte werden in der Ecke zu messen sein.
Ebenfalls vom StoBort abhédngig ist die reduzierte Masse, welche geméfl Gleichung 2.36 be-
rechnet wird. In Abbildung 5.7 sind die Vorfaktoren zur Berechnung der reduzierten Masse fiir
die Platten SK/ und SK5 aufgetragen. In Kapitel 4.1 konnte bereits gezeigt werden, dass fiir
die Plattenmitte Mg ~ 0,2M gilt. Dieser Wert sollte unabhiingig der Plattengeometrie sein,
sodass die Plattendicke keinen Einfluss haben sollte. In dem hier betrachteten Beispiel in Ab-
bildung 5.7 zeigt sich, dass dieser Wert fiir die hier untersuchten Platten analog gilt, sodass fiir
die SK7 0,1935M und fiir die SK5 0,1973 M gilt. In der Abbildung sind die gerundeten Werte
zu erkennen. Dieser leichte Unterschied wird auf die verwendete Randbedingung der Torsi-
onsfedern zuriickgefiihrt. Im direkten Vergleich beider Platten sind Abweichungen von bis zu
13,2% an gleichen Orten zu erkennen, insbesondere in Randnihe. Da die Torsionsfedern als
riickstellendes Element bei der Durchbiegung der Platte wirken, beeinflussen diese auch die
globale Durchbiegung der Platte, insbesondere in der Nidhe des Randes. Da mit Gleichung 2.36
die Verformung am StoBort in Relation zur Verformung der gesamten Platte betrachtet wird,
wirkt sich die Torsionsfeder iiber die globale Plattenverformung auf die reduzierte Masse aus.
Bei diinnen Platten nehmen die Plattensteifigkeiten ab, sodass die Torsionsfedern insbesondere
am Rand die Plattenverformung stirker beeinflussen als bei dickeren Exemplaren. Daher sind
bei dieser speziellen Konfiguration der Platte unterschiedliche reduzierte Massen zu erwarten.
Dieser Effekt, welcher aus der Wechselwirkung der Torsionsfeder und der abnehmenden Plat-
tensteifigkeit resultiert, kann zu nicht erwartbaren und unintuitiven Schlussfolgerungen fiihren:
die reduzierte Masse der global betrachtet leichtesten Platte kann in einem speziellen StoBort
grofer sein als jene der global betrachtet schwersten Platte. Dies passiert im Punkt (0,250),
dort gilt Mieqsk1 = 0,085kg sowie Mreqsks = 0,087kg. Zusitzlich existieren mehrere Orte
bei den hier betrachteten Platten, in denen gleiche oder d@hnliche reduzierte Massen vorliegen.
Es werden aber unterschiedliche Kontaktkrifte erwartet, da die Steifigkeiten kps und ky, einen
groBeren Einfluss haben.
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Abb. 5.6: Biege-, Schub- und Membransteifigkeiten der SK7 und der SK5.

5.5 Szenario-Erstellung und Durchfiihrung

Das Ziel der Analyse der nachfolgenden Szenarien ist es, eine Aussage dariiber zu treffen, wie
schadensanfillig eine gesamte Platte bzw. einzelne Orte sind. Hierzu wird das Verhiltnis er-
rechnet, wie viele Stofe innerhalb einer gegebenen Menge zu einem Schaden fiihren. Treten
alle betrachteten Stoe mit einer gleichen Wahrscheinlichkeit auf, so entspricht dieses Verhilt-
nis der Wahrscheinlichkeit fiir Schadensauftritt.
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Abb. 5.7: Vorfaktoren M,.q/M fiir die reduzierten Massen der SK/ und der SK5. Die in der Platte
aufgetragenen Vorfaktoren wurden fiir eine bessere Lesbarkeit mit 100 multipliziert.

Treten die St6e mit unterschiedlichen Wahrscheinlichkeiten auf, so miissen diese noch mitein-
ander verrechnet werden. Allgemein wird die Schadensanfiélligkeit mit pschaden bezeichnet, die
Wahrscheinlichkeiten pp, und py beschreiben die Wahrscheinlichkeiten von Massen und Ge-
schwindigkeiten. Alle folgenden Angaben beziehen sich jeweils auf eine eigenstindige Platte,
wobei deren Dicke variiert wird.

Die hier betrachteten St68e unterscheiden sich pro Platte durch Initialgeschwindigkeiten, Mas-
sen und StoBort. Eine solche Kombination wird als Set betrachtet und mit n; bezeichnet, sodass
ein StoB} durch ein Set beschrieben werden kann. Beschreiben mehrere Sets den gleichen Stol3-
ort, sind sie in der Menge Ny ) zusammengefasst. Die Menge aller Sets pro Platte ist N.

Ein Stof} wird als schddigend betrachtet, sofern P > Py;. Es gilt allgemein pro Set 7;

1, falls P > Py
d(v,m,x,y) = { frit (5.9)

0, sonst.

Zur Analyse werden die lokale sowie die globale Schadensanfilligkeit ermittelt. Die lokale sagt
aus, wie anfillig ein bestimmter Ort fiir Schaden ist, wobei die globale sich auf die gesamte
Platte bezieht. In unterschiedlichen Szenarien werden unterschiedliche Bedingungen an die je-
weils neu erstellten Mengen N; gestellt, welche die Realitit allmihlich besser widerspiegeln
sollen.
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5.5.1 Szenario 1 - Ausgangsszenario

Im Ausgangsszenario werden zunéchst alle Sets beriicksichtigt, es gilt n; € N; = N. Diese treten
mit der gleichen Wahrscheinlichkeit auf. Die lokale Schadensanfilligkeit berechnet sich mit

(v, m,x,
pl,Schaden(x»)’) = Ly 2 ( )7) ) (5.10)
|N(x,y) |
die globale Schadensanfilligkeit berechnet sich mit
Yx Xy Xy X d(v,m,x,y)
P1,Schaden = et el ‘]nsf‘ . (511)

In Abbildung 5.8 sind die lokalen Schadensanfilligkeiten der diinnsten und dicksten Platte ge-
geben. Es ist zu erkennen, dass analog zu den Plattensteifigkeiten in Abbildung 5.6 die Anfillig-
keiten zum Rand stark ansteigen. Das Maximum befindet sich jeweils in der Ecke. Die Anfillig-
keiten der massereduzierten Platte steigen ceteris paribus gegeniiber der dicken Ausgangsplatte
an. Unter Verwendung von Gleichung 5.11 zeigt sich, dass die prozentualen Masseneinsparun-
gen in den Plattendicken die globale Schadensanfilligkeit ceteris paribus erhohen, in etwa sogar
mit dem gleichen Verhiltnis wie die Masse eingespart wird. Die dickste Platte SKI weist eine
Anfilligkeit von 44,66% auf, die diinnste Platte SK5 eine von 48,72%. Die Masseneinsparung
von 9,7% bewirkt hier eine Erhohung der Schadensanfélligkeit um 9,09%. In den Abbildun-
gen 5.9 und 5.10 werden die Einfliisse von Impaktormasse und -geschwindigkeit gezeigt. Fiir
die Impaktormasse ergibt sich ein annihernd linearer Zusammenhang zwischen Masse und An-
filligkeit, wobei die Anfilligkeit iiber alle Platten hinweg @hnlich zueinander ist bei gegebener
Masse. Der Einfluss der Impaktorgeschwindigkeit ist enorm, sodass Anfilligkeiten zwischen
0% und 100% vorliegen. Das Diagramm zeigt auch die globale Anfilligkeit fiir Geschwin-
digkeitsbdnder an, also wenn nur gewisse Geschwindigkeiten beriicksichtigt werden. Entlang
der Diagonalen sind die Anfilligkeiten einzelner Geschwindigkeiten abzulesen, in der linken
oberen Ecke diejenigen iiber alle Geschwindigkeiten hinweg. Es ist zu erkennen, dass bei nied-
rigen Geschwindigkeiten kaum Schidden durch StoBe auftreten, unabhingig von StoBort und
Impaktormasse. Bei einem Band von 50 — 1.300mm /s werden insgesamt 122.850 Stofe unter-
sucht, wovon keiner zu einem Schaden fiihrt. Erst bei hoheren Geschwindigkeiten treten erste
Schéden auf. In Kombination mit Abbildung 5.9 lésst sich also festhalten, dass mit der Impak-
torgeschwindigkeit eine viel groBere Steuerbarkeit hinsichtlich Schadensoptimierung vorliegt
als Masse oder StoBort es vermogen.
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Abb. 5.8: Schadensanfilligkeiten der SK7 und der SK5 im Szenario 1.
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5.5.2 Szenario 2 - Energiebeschrinkung

Die Menge der im vorherigen Szenario betrachteten Stofle muss so nicht in der Realitét auf-
treten. Um den Testumfang bei realen Tests zu reduzieren, wird die initiale kinetische Energie
auf 20J begrenzt, womit sich die Méchtigkeit dieser neuen Menge N> um 12,47% verringert,
sodass |N,| = 421.875 gilt. Diese Verringerung ist in Abbildung 5.11 visualisiert.

Die Berechnungen der lokalen und globalen Anfilligkeiten erfolgen mit den Gleichungen 5.10
und 5.11 analog mit der Menge N,. Die lokalen Anfilligkeiten sind in Abbildung 5.12 gegeben.
Im Vergleich zur Menge N fallen die Anfilligkeiten geringer aus, was zu erwarten war. Auch
hier zeigt sich, dass die Plattenmitten jeweils am wenigsten anfillig sind. Jeweils zum Rand hin
steigt die Wahrscheinlichkeit eines Schadens an.

Die globale Anfilligkeit der SK1 sinkt auf 36,78%, die der SK5 auf 41,41%. Die Einfliisse der
Masse und Geschwindigkeiten sind in den Abbildungen 5.13 und 5.14 gegeben. Bemerkenswert
ist, dass die Impaktormasse scheinbar ab 1,5kg keinen Einfluss mehr auf die Schadensanfil-
ligkeit hat und bei ca. 40% stagniert. Die Einschrinkung Ey;, < 20J wirkt sich besonders auf
die hoheren Massen aus, siche Abbildung 5.11. So fithren bei m; = 1,5kg 8.966 von insgesamt
22.950 StoBen zu Schéden, bei m; = 3kg zu 6.630 von 16.425 StoBen. Der Einfluss der Ge-
schwindigkeiten dndert sich zur vorhergehenden Menge N erst ab einer Geschwindigkeit von
3.650mm/s, da ab hier Eyj, > 207 fiir die gro3tmogliche Masse gilt.
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Abb. 5.11: Eingrenzung der Masse-Geschwindigkeits-Paare auf 20 J.
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Abb. 5.12: Schadensanfilligkeiten der SK7 und der SK5 im Szenario 2.
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5.5.3 Szenario 3 - Beriicksichtigung menschlicher Ergonomie

Im dritten Szenario wird die initiale Geschwindigkeit des Impaktors, welche vor dem unmit-
telbarem Kontakt zur Platte vorliegt, weiter eingeschridnkt. Diese Einschrinkung ergibt sich
einerseits aus der menschlichen Ergonomie und andererseits aus der Kontur des Rumpfes.
Allgemein wird angenommen, dass eine Person ein Werkzeug fallen lédsst, welches auf den
Rumpf trifft. Diese Person steht auf der hochsten Stelle am Rumpf und hilt das entsprechende
Werkzeug maximal auf Brusthohe. Gemil der DIN-33402-2 ergibt sich fiir das 95. Perzentil der
ménnlichen Bevolkerung eine Korpergroe von 1,86 m sowie eine Ellenbogenhdhe von 1,18 m
[121]. Um die Fallhthe von der Brust aus zu messen, wird die Ellenbogenhthe um 10% erhoht.
Hiermit ergibt sich eine maximale Distanz gegeniiber dem hochsten Punkt des Rumpfes von
1,3 m. Minnliche Personen weisen eine durchschnittlich groere Korpergrofie als Frauen auf,
sodass mit dieser Betrachtung die Berechnungen zur konservativen Seite abgesichert werden.
Im weiteren Verlauf wird angenommen, dass die geringste Distanz zum hochsten Punkt des
Rumpfes, von wo aus das Werkzeug fallen gelassen wird, O m betrigt.

Im Weiteren wird angenommen, dass diese Person immer auf derselben Hohe steht und sich
horizontal bewegen kann - auch wenn sie sich dann nicht direkt auf dem Rumpf befindet, siehe
Abbildung 5.15. Somit ist es moglich, dass ein fallendes Werkzeug nicht bei z = 0 den Rumpf
trifft, sondern erst spiter, und somit noch ldnger durch das Erdschwerefeld beschleunigt wer-
den kann. Somit miissten bei weiter aullen liegenden Platten hohere initiale Geschwindigkeiten
zu erwarten sein. Jedoch werden in dieser Dissertation nur die Normalgeschwindigkeiten eines
StoBes betrachtet. Die Normalgeschwindigkeit v, ergibt sich zu

vn = cos(Y) vp. (5.12)

Hierbei beschreibt y den Winkel der Platte gegeniiber dem Horizont, sieche Abbildung 5.15. Da
jede Platte eben und nicht gekriimmt ist, steigt W in 5°-Schritten an und ist somit unstetig. Die
Distanz zy, die das Werkzeug ab z = 0 weiter fillt und beschleunigt, berechnet sich zu

29 = R—Rcos(9). (5.13)

Hierbei stellt @ den Winkel iiber der Rumpftonne dar und markiert den Kontaktort zwischen
Werkzeug und Platte. Die initiale Normalgeschwindigkeit in Abhéingigkeit von ¢ ergibt sich
zu

Vnp = cos(¥) \/2¢8(zs +2¢) (5.14)

mit zg € [0,...,1.300] mm als die Startfallhohe oberhalb des Rumpfes und der Erdbeschleuni-
gung g. Es muss darauf geachtet werden, dass W unstetig und abhiingig von @ ist:

y = LSEJ 59 12,5 (5.15)
Des Weiteren wird angenommen, dass nun nur die ungiinstigen Félle auftreten, also die extrema-
len Geschwindigkeiten resultierend aus z5. Mit steigendem ¢ steigt zwar die Beschleunigungs-
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strecke im Erdschwerefeld und fiihrt zu einer hoheren absoluten Geschwindigkeit, jedoch steigt
auch y an, wodurch die Normalgeschwindigkeit v, verringert wird. Diese Effekte heben sich
gegenseitig auf, sodass die hochste Normalgeschwindigkeit nicht bei ¢ = 90° zu erwarten ist.
Somit ergibt sich fiir vy g—s0c (2 = 0) = 3.061 mm/s und vy g—25° (25 = 1.300) = 5.064mm/s
als die maximalen Geschwindigkeiten fiir die extremalen Startfallhohen. Die maximalen Ge-
schwindigkeiten der iibrigen Startfallhohen kdnnen an anderen Stellen des Rumpfes auftreten,
befinden sich aber betragsméfig zwischen den zuvor angegebenen Werten. Damit werden die
nun weiter zu betrachtenden Geschwindigkeiten in diesem Bereich eingegrenzt. Diese Eingren-
zung ist in Abbildung 5.16 visualisiert. Es wird angenommen, dass alle Geschwindigkeiten
gleich wahrscheinlich auftreten. Die Menge der zu beriicksichtigten Sets wird mit N3 bezeich-
net, die Michtigkeit betrigt |[N3 = 133.650.

Die lokalen Anfilligkeiten der dicksten und diinnsten Platte ist in Abbildung 5.17 gegeben. Es
ist zu erkennen, dass bei beiden Platten die Anfilligkeiten stark gestiegen sind und nun am Rand
nahezu zu 100% Schéden vorliegen. Insbesondere die niedrigen Geschwindigkeiten, die weni-
ger initiale kinetische Energie mit sich fithren und die sonst zu einer niedrigeren Anfilligkeit
beigetragen hitten, werden nicht mehr beriicksichtigt.

Die globale Anfilligkeit der SK1 betragt 85,14%, die der SK5 betrdgt 90,7%. Wie in Abbil-
dung 5.18 zu erkennen, fithren ab einer Impaktormasse von 2,5 kg alle St68e zu Schéden,
unabhiéngig von der Plattendicke.
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Abb. 5.15: Geometrie der Rumpftonne fiir un- Abb. 5.16: Erneute Eingrenzung des Parameter-
terschiedliche Fallhohen. In Anleh- raums auf definiertes Geschwindig-
nung an [118]. keitsfeld.
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Abb. 5.17: Schadensanfilligkeiten der SK/ und der SK5 im Szenario 3.
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5.5.4 Szenario 4 - Einbezug Wahrscheinlichkeitsverteilungen

Im letzten Szenario wird die Menge der Sets weiter eingegrenzt. Hierzu wird nun nicht mehr
angenommen, dass jedes Set gleich wahrscheinlich auftreten kann. Vielmehr werden Wahr-
scheinlichkeiten fiir Massen und Geschwindigkeiten definiert und anschlieBend in die Analyse
einbezogen.

Zunichst werden die projizierten Lingen entlang der x-Achse in Abhéngigkeit des Winkels ¢
fiir jede Platte berechnet:

xo = R(sin(¢) —sin(p—5°)). (5.16)

Wenn nur die rechte Seite des Rumpfes betrachtet wird, so nimmt die linke Platte 9,27% der ge-
samten projizierten Breite ein, wihrend die letzte Platte oberhalb des Fensters nur noch 3,55%
einnimmt. Dieser Verlauf ist in Abbildung 5.19 zu erkennen. Anschlieend werden die mittleren
Geschwindigkeiten mit Gleichung 5.14 pro Platte berechnet. Es wird nur noch die Geschwin-
digkeit ermittelt, die bei einer Fallhohe von 0mm oder 1.300mm in der Plattenmitte auftritt.
Diese Geschwindigkeiten werden auf- bzw. abgerundet, sodass sie mit der Menge v beschrie-
ben werden kdnnen. Die Annahme ist nun, dass entlang des Rumpfdurchmessers in x-Richtung
das Werkzeug an jeder Stelle mit der gleichen Wahrscheinlichkeit fallen gelassen werden kann.
Jedoch bieten die Platten aufgrund ihrer unterschiedlichen Kriimmung verschieden grof3e proji-
zierte Angriffsflichen, sodass sich entsprechend verschiedene Wahrscheinlichkeiten fiir unter-
schiedliche Initialgeschwindigkeiten ergeben. Diese Wahrscheinlichkeiten werden mit p, be-
zeichnet. Zur Ermittlung von p, werden Tupel aus den zuvor berechneten Gréen der gerunde-
ten Geschwindigkeit und Anteil der projizierten Flidche gebildet. Existieren Tupel mit gleicher
gerundeten Geschwindigkeit, werden sie zusammengelegt indem die gerundete Geschwindig-
keit beibehalten und die Anteile der projizierten Flichen addiert werden. Diese Tupel sind in
Abbildung 5.20 grafisch dargestellt. Fiir eine Fallhohe von Omm wird der Winkeleinfluss zur
Bestimmung der Normalgeschwindigkeit ab ¢ = 50° so groB, dass die initiale Geschwindigkeit
ab hier wieder fillt. Daher ergibt sich ein Sprung im Bereich 2.600 — 2.900 mm/s. Gleiches gilt
fiir die Fallhohe 1.300mm, wobei ab hier selbiger Effekt bereits bei ¢ = 20° eintritt, und sich so
eine Haufung der Geschwindigkeiten bei 5.050 — 5.100mm /s ergibt. Durch diese weitere Ein-
grenzung der Menge an Geschwindigkeiten wird fiir die hier verwendete Menge N4 eine Fall-
unterscheidung eingefiihrt, je nach verwendeter Fallhthe. Die Michtigkeiten dieser jeweiligen
Mengen ergeben sich zu |Ngo| = 47.250 und | N4 1300| = 26.550. Zur Bestimmung einer Massen-
wahrscheinlichkeit wird angenommen, dass die Masseverteilung der einzelnen Werkzeuge einer
Normalverteilung unterliegt. Einschrinkend wird davon ausgegangen, dass die leichten Werk-
zeuge ab 1kg am hiufigsten auftreten und nur sehr wenige eine Masse von 3kg aufweisen. Um
den einzelnen Massen eine Wahrscheinlichkeit p,, zuzuordnen, wird die diskrete Verteilungs-
funktion aufgestellt und mit 2 multipliziert, da nur eine Seite der Dichtefunktion betrachtet

wird: /3 )
2 mi  (x—p)

U, O0p) = —— 262 dx. 5.17

Pm(%,14,Om) O /T S, € ( )
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Der Erwartungswert u wird zu 1kg gesetzt, die Standardabweichung 6, zu 0,5kg. Die hieraus
resultierenden Wahrscheinlichkeiten der einzelnen Massen m; sind in Abbildung 5.21 gegeben.
Somit liegen 68,2% aller Massewahrscheinlichkeiten zwischen 1 und 1,5kg, 27,2% zwischen
1,5 und 2kg sowie 4,6% zwischen 2 und 3kg.
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Abb. 5.19: Projizierte  Trefferwahrscheinlich- Abb. 5.20: Resultierende Geschwindigkeitsver-
keiten der einzelnen stringerver- teilung fiir das Szenario 4.
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Abb. 5.21: Auftrittswahrscheinlichkeiten fiir die unterschiedlichen Massen.
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Analog zu Gleichung 5.10 berechnet sich die lokale Schadensanfilligkeit mit
o(v,m,x,
PSchaden (X,Y) = Ly L PePm ( y) ; (5.18)
IN3,(0,1300), (x,y)
die globale Schadensanfilligkeit analog zu Gleichung 5.11 mit
Yx Ly Ly LmPvPmd(v,m.x,y)
PSchaden = oy ey s . (5.19)

INV3,(0,1300) |

Die Ergebnisse fiir die lokalen Schadensanfilligkeiten sind in Abbildung 5.22 zu erkennen.
Hier sind exemplarisch fiir die Platten SK/ und SKJ fiir die unterschiedlichen Fallhohen die
Ergebnisse aufgetragen. Zunichst ist zu erkennen, dass zwischen den beiden Fallhohen massive
Unterschiede herrschen. So werden bei z; = Omm kaum bis keine Schidden erwartet - lediglich
in den Randzonen sind erhohte Anfilligkeiten gegeben -, wohingegen bei zg = 1.300 mm iiberall

sehr hohe Anfilligkeiten gegen Schiden gegeben sind.

Die globale Schadensanfilligkeit der SK/ fiir z; = Omm betrédgt 11,4% und fiir z; = 1.300mm
liegt sie bei 91,21%. Fiir die SK5 mit z; = Omm ergibt die Schadensanfilligkeit 15,06% und

bei z; = 1300 mm betrégt sie 93,73%.
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Abb. 5.22: Schadensanfilligkeiten der SK7 und der SK5 im Szenario 4 fiir unterschiedliche Fallho-
hen.
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5.6 Interpretation der Ergebnisse

Am Beispiel eines modernen, zweistrahligen Referenzflugzeugs nach CS-25 Richtlinie der EA-
SA wurde der Einfluss der Hautdicke am Rumpf gegeniiber Stoen untersucht. Mit der Verrin-
gerung der Hautdicke geht auch eine Massereduktion einher, welche zu Kosteneinsparungen im
operativen Geschift fiihren kann. Zur Untersuchung wurden vier Szenarien erstellt, die aufein-
ander aufbauend die Realitit eines sich in der Wartung befindenden Flugzeug widerspiegeln sol-
len. Die Ergebnisse dieser Szenarien sind in Tabelle 5.3 aufgelistet. Hierbei werden die globalen
Anfilligkeiten miteinander verglichen, da diese einen objektiven Vergleichswert darstellen. Die
Ergebnisse zu den lokalen Anfilligkeiten konnen den obigen Kapiteln entnommen werden bzw.
diese sind fiir alle untersuchten Platten in Kapitel E im Anhang abgebildet. Es ist zu erkennen,
dass zwischen den Szenarien die Anfélligkeiten innerhalb der Platten stark schwanken. Dies war
auch zu erwarten, da die untersuchten Sets veridndert und verkleinert wurden. Aufféllig ist, dass
die Anfilligkeiten aus Szenario 3 schon sehr dhnlich zu denen aus Szenario 4 sind, obwohl die
Massen- und Geschwindigkeitswahrscheinlichkeiten noch nicht beriicksichtigt wurden. Somit
kann fiir eine erste Approximationslosung Szenario 3 genutzt werden, ehe das etwas komple-
xere Szenario 4 genutzt wird. Hierbei ist aber festzuhalten, dass die Wahrscheinlichkeiten fiir
die Masse einer akademischen Annahme unterliegen. In Anbetracht der Ergebnisse in Szena-
rio 4 scheinen die Massen jedoch keinen signifikant groen Einfluss zu haben, die initialen
Geschwindigkeiten aber umso mehr.

Tabelle 5.3: Massereduktion des Hautfelds durch Dickenidnderung sowie deren globale Anfilligkeit
in den untersuchten Szenarien fiir die Platten SK1, SK2, SK3, SK4 und SK5 und deren
Auswirkung auf das gesamte Referenzflugzeug.

SK1 SK2 SK3 SK4 SK5

Dicke [mm)] 2,208 2,148 2,100 2,040 1,992
Massenreduktion [%] 0 2,7 4,9 7,6 9,7
Anfilligkeit S1 [%] 44,60 45,94 46,71 47,82 48,72
Anfilligkeit S2 [%] 36,78 38,24 39,12 40,39 41,41
Anfilligkeit S3 [%] 85,14 87,35 88,47 89,90 90,70
Anfilligkeit S4 Omm [%] 11,40 12,65 13,29 14,28 15,06

Anfilligkeit S4 1300mm [%] 91,21 92,66 92,93 92,68 93,73

Massereduktion Rumpf [%] 0 3,12 5,6 8,72 11,21
Einsparung MTOM [%] 0 0,85 1,44 2,13 2,64
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Aus diesen Ergebnissen lassen sich zwei zentrale Erkenntnisse gewinnen:

1. Es ist prinzipiell moglich, die Hautdicke zu verringern, ohne dass die globalen oder lokalen
Anfilligkeiten stark steigen.

2. Wenn verhindert werden kann, dass das fallende Werkzeug eine gewisse Masse oder initiale
Geschwindigkeit jemals iibersteigen wird, kann ein Schaden auf der stringerversteiften Platte
ginzlich ausgeschlossen werden.

Diese Ergebnisse werden im Folgenden néher erldutert.

Ad 1. Wie in Tabelle 5.3 zu sehen, steigen die Anfilligkeiten in den einzelnen Szenarien bei
einer Hautdickenverringerung von 9,7% um jeweils 5%-Punkte. Diese Verringerung der Haut-
dicke fiihrt zu einer direkten Massenersparnis von 226, 16kg, was ungefihr 0,2% der Trocken-
masse des Referenzflugzeugs entspricht. Diesen Einsparungen folgen sekundire Effekte, z.B.
dass Versteifungen kleiner ausfallen, die Triebwerke kleiner dimensioniert oder mehr Kerosin
mitgefiihrt werden kann. Eine Reduzierung der maximalen Abflugmasse von 2,64 % ist moglich
[119]. Wie eingangs dieser Dissertation erwihnt, wird die Haut deutlich dicker dimensioniert
als sie sein miisste und somit Potenzial vergeben [7]. Ob eine Platte global betrachtet zu 91,21%
oder zu 93,73% zu Schiden neigt, gerit vor diesem Hintergrund zu einer Philosophie-Frage.
Wenn mit einer verhéltnisméBig geringen Erhohung der Schadensanfilligkeit das Referenzflug-
zeug derart leichter gestaltet werden kann, dass es entferntere Ziele erreichen kann oder weniger
Kerosin verbraucht, muss die Frage gestellt werden, ob diese hohere Anfilligkeit vertretbar ist.
Neigt quasi die gesamte Platte zu 100% Schadensanfilligkeit, sollten die Prozesse im Hinter-
grund (Werkzeugauswahl, Anketten von Werkzeug) tiberdacht werden, um Schédden zu verhii-
ten, anstatt die Struktur robuster zu gestalten. Es gilt hier einen Kompromiss einzugehen, der
einerseits die Sicherheit und andererseits die Okonomie beriicksichtigt. Die niiheren Aspekte
dieses Kompromisses miissen letztlich weiter untersucht werden. Sicher ist jedoch, dass wenn
er nicht eingegangen wird, Potenzial vergeben wird.

Ad 2. Wie bereits berichtet, besteht eine Strategie zur Verhiitung von (Folge-)Schéden darin, die
Struktur besonders robust auszulegen. Eine Alternative hierzu kann vorsehen, Situationen, aus
denen Schiden resultieren, gar nicht erst aufkommen zu lassen. Das bedeutet, dass Werkzeuge
nur ein maximales Gewicht haben oder so bedient werden diirfen, dass sie eine gewisse Fallho-
he nicht tiberschreiten. In Abbildung 5.23 sind fiir die SK7 und SK5 aufgezeigt, welche initiale
Geschwindigkeit eine 1kg schwere Masse aufweisen darf, damit sie am StoBort keinen Schaden
verursacht. Am Beispiel der SK1 wird folgendes festgehalten: in der Plattenmitte ist die hochs-
te Geschwindigkeit von 5.100mm/s zuléssig, in der Ecke die geringste mit 2.100mm/s. Um
niemals einen Schaden hervorzurufen, diirfte die Masse unter keinen Umstidnden schneller als
2.100mm/s sein, woraus sich eine maximale Fallhohe von 224,77 mm ergibt. Es ist offensicht-
lich, dass eine solch geringe Fallhohe nicht garantiert werden kann und zu erwarten ist, dass
sie regelmiBig tiberschritten wird. Wird jedoch angenommen, dass Schiden im Randbereich zu
vertreten sind, kann die kritische Fallhhe heraufgesetzt werden. Am Punkt (67,8 mm,275 mm)
betrigt diese bereits 521,92 mm. Um noch groflere Fallhohen zu realisieren, konnten Matten auf
die Rénder aller stringerversteiften Platten gelegt werden. Diese Matten dimpfen den Stof3, wo-
durch die Gefahr eines auftretenden Schadens verringert werden soll.
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Abb. 5.23: Kritische Geschwindigkeit fiir einen Impaktor mit m; = 1 kg zum Einbringen der ersten
Delamination fiir die Platten SK/ und SK5.

Im direkten Vergleich mit der SK5 zeigt sich, dass letztere insbesondere in der Plattenmitte
ein Gebiet hat, welches hohere kritische Geschwindigkeiten gegeniiber der SK/ erlaubt. Im
Umkehrschluss sind die kritischen Geschwindigkeiten am Rand niedriger. Wenn alle StoBorte
auf der Platte als gleich wahrscheinlich betrachtet werden, ergibt sich eine gemittelte kritische
Geschwindigkeit fiir die SK7 von 3818 mm /s und fiir die SK5 von 3755 mm/s. Die Standardab-
weichung der kritischen Geschwindigkeit betréigt fiir die SK7 703 mm /s, fiir die SK5 betrégt sie
879 mm/s. Das bedeutet, dass die Plattendicke bei der Betrachtung der kritischen Geschwin-
digkeit, und damit der kritischen Fallhohe, im Mittel kaum einen Einfluss hat. Die kritischen
Fallhohen unterscheiden sich bei den hier gemittelten Geschwindigkeiten um 3, 1 mm. Bei diin-
nen Platten konnen lediglich Bereiche hoherer und niedriger kritischer Geschwindigkeit, welche
klar voneinander abgegrenzt sind, erkennen, wihrend bei dickeren Platten jener Ubergang flie-
Bend ist. Dies ldsst sich mit der unterschiedlichen Standardabweichung unterstreichen. Unter
Beriicksichtigung der Schadensverhiitung in Kombination mit einer maximalen Fallhohe sollte
eine diinnere Platte favorisiert werden, da hier durch die stirkeren Abgrenzungen der kritischen
Geschwindigkeit eine induzierte Delamination weniger wahrscheinlich sein wird.






6 Zusammenfassung, Schlussfolgerung und Ausblick

In dieser Dissertation wurde eine Methodik entwickelt, um Stofle zu analysieren und einen
moglichen, hieraus resultierenden Schadenseintritt zu bewerten. Hierzu konnen Malle, Material
und Randbedingungen einer rechteckigen Platte beliebig gewihlt werden; Material, Grofle und
Geschwindigkeit eines kugelformigen Impaktors konnen ebenfalls beliebig gewihlt werden.
Mit dieser Methodik ist es moglich, einen Stof zeitlich aufgeldst zu betrachten und die zwi-
schen Impaktor und Platte wirkende Kontaktkraft zu bestimmen. Der Betrag der Kontaktkraft
bestimmt iiber den Beginn von Schidden in Form von Delaminationen. Die fiir die erste Delami-
nation notwendige Kontaktkraft ldsst sich aus dem Lagenaufbau und den Materialparametern
bestimmen, sodass eine Aussage iiber die Initiierung von Schidden getitigt werden kann.

Der inhaltliche Aufbau dieser Dissertation folgt dem V-Modell: zundchst wurden iibergeordne-
te Themen wie Ausgangsszenario, Motivation und betrachtetes System erldutert. AnschlieBend
wurden geeignete Modelle zur Berechnung eines Stof3es identifiziert und getestet. In der tiefsten
Ebene und somit auf héchstem Detailgrad wurde die Plattentheorie erster Ordnung hergeleitet
und in der schwachen Form formuliert. Diese Theorie hat den Vorteil, dass sie verhéltnisma-
Big dicke Platten und grole Verformungen beriicksichtigt. Sollten jedoch diinne Platten oder
nur geringe Verformungen auftreten, ist sie immer noch anwendbar. Somit muss keine Fall-
unterscheidung bei der Berechnung aufgrund der Plattengeometrie durchgefiihrt werden. Von
einer Theorie hoherer Ordnung wurde abgesehen, da keine nennenswerten Vorteile bzw. ge-
nauere Losungen zu erwarten waren. Im nichsten Schritt wurde der Detailgrad wieder grober
gewihlt, das zuvor erarbeitete Modell wurde in eine Methodik zur Berechnung von Schiden
eingebettet. Hierzu wurde das Python-Paket FEniCS angewendet, das die schwache Form der
Differentialgleichung zur Plattentheorie erster Ordnung auf dem Gebiet der betrachteten Platte
unter Einbeziehung der Randbedingungen sowie einer angreifenden Einzellast 16st. Jene Ein-
zellast, welche an einem beliebigen Ort auf der Platte wirken kann, wird unter Variation ihres
Betrages genutzt, um die Plattensteifigkeiten zu bestimmen. Diese Steifigkeiten werden in ei-
nem Feder-Masse-Modell angewendet, um schlussendlich die Kontaktkraft zwischen Impaktor
und Platte zu bestimmen. Dieses Modell wurde mit Literatur und experimentellen Versuchen
validiert. Die zuvor aufgestellten Forschungshypothesen konnten gestiitzt werden. Diese lauten
wie folgt:
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Forschungshypothesen

HI: Die Interaktion eines Impaktors mit einer Platte kann auf den Stof3 zweier Massen
zuriickgefiihrt und durch diesen beschrieben und charakterisiert werden.

H2: Das Auftreten von BVIDs in Platten aus Faserverbundwerkstoffen kann durch
quasistatische Eindriickversuche mit ausreichender Genauigkeit vorhergesagt werden.

Zu H1 konnte gezeigt werden, dass die Interaktion zwischen Impaktor und Platte mit Punktma-
Ben beschrieben werden kann. Wie bei einem klassischem Stof3 unterliegen auch die Stof3e auf
eine Platte mit beliebigen Randbedingungen der Energie- und Impulserhaltung. Hierzu muss
die gesamte Plattenmasse unter Beriicksichtigung von Form und Randbedingungen auf einen
Punkt reduziert werden. Die dabei notwendigen Uberlegungen wurden diskutiert und das Vor-
gehen anschlieBend hergeleitet.

In dem in dieser Arbeit etablierten Algorithmus wurde eine Reihenfolge an Arbeitsschritten de-
finiert, um schlussendlich einen Stofl zu berechnen. Simtliche Arbeitsschritte erfolgen digital
und teils numerisch. Diese Arbeit kann auch mit Messungen an realen Bauteilen durchgefiihrt
werden. Ob virtuell oder real mit einer Einzelkraft auf eine Platte mit Messung ihrer Durchbie-
gung gedriickt wird, ergibt qualitativ gesehen keinen Unterschied. Somit wurde gezeigt, dass
eine Messkampagne ausreicht, um beliebige St6e an einem Ort auf der Platte hinreichend ge-
nau zu berechnen. Somit wird H2 gestiitzt.

Mit diesem erlangten Wissen wurden Untersuchungen von Einflussparametern fiir einen Stof3
durchgefiihrt. Es wurde gezeigt, dass das Seitenverhiltnis bei gleichem Flacheninhalt einen
enormen Einfluss auf die Kontaktkraft hat. Hierbei wurden unterschiedliche Randbedingungen
angenommen. Schon bei Seitenverhéltnissen von zwel ist es unerheblich, ob die kurzen Seiten
fest eingespannt oder komplett frei sind, wihrend die langen Seiten fest eingespannt sind. Auch
die Dicke der Platte hat einen Einfluss auf die Kontaktkraft, da diese mit steigender Dicke weni-
ger flexibel wird und somit mehr Energie in den Kontakt statt in die Plattenverformung gelangt.
Des Weiteren wurde der Einfluss des Lagenaufbaus von Faserverbundwerkstoffen untersucht.
Hierbei zeigte sich, dass prinzipiell ein groBer Einfluss zwischen gewihltem Lagenaufbau und
Kontaktkraft vorherrscht. Dieser Effekt ist vom Ort auf der Platte abhéngig, sodass allgemein
geschlussfolgert wurde, dass Lagenaufbauten, die groBtenteils senkrecht zum néhesten Rand
stehen, zu hoheren Kontaktkriften fithren. In Ergédnzung hierzu konnte gezeigt werden, dass
der Lagenaufbau auch einen Einfluss auf die bendtigte Kraft fiir die Schadensinitiierung hat.
Es wurde letztlich demonstriert, dass mit einem Lagenaufbau kaum Gestaltungsspielraum zum
Verhiiten von Schiden vorhanden ist. In einem letzten Schritt wurde der Detailgrad erneut ver-
ringert und der StoB3 auf eine stringerversteifte Platte, wie sie in einem zweistrahligen Ver-
kehrsflugzeug nach CS-25 verbaut wird, analysiert. Hierbei wurden unterschiedliche Szenarien
entwickelt, welche unter Einbeziehung von Stochastik zu dem Ergebnis gelangen, dass mit der
Reduzierung von Massen im Rumpf keine signifikante Erh6hung der Schadensanfilligkeit ge-
geniiber StoBen einhergeht.
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Die wichtigsten Erkenntnisse dieser Dissertation lassen sich wie folgt zusammenfassen:

e Der Stand der Technik konnte erheblich erweitert werden. Zuvor konnten nur Stof3e auf
runde Platten, die als rechteckige Platten angenédhert wurden, mit umlaufend gleichen
Randbedingungen und der Belastung in der Mitte semi-analytisch untersucht werden. Mit
dieser Arbeit konnen rechteckige Platten mit beliebigen Randbedingungen und beliebigen
Belastungsorten semi-analytisch berechnet und analysiert werden.

* Die Natur eines Stofles wurde genauer studiert. Vorherige Untersuchungen in der Litera-
tur haben gezeigt, dass das Massenverhéltnis zwischen Impaktor und Platte entscheidend
zum Verlauf der Kontaktkraft beitrdgt. Ein Verhiltnis, ab dem ein Stof kleiner Masse
auftritt, wurde in der Literatur anhand von Uberlegungen zu Vibrationen und induzier-
ten Wellen hergeleitet. In dieser Arbeit konnte dargestellt werden, dass jenes Verhiltnis
schlicht durch einen idealen Stof3 erklart werden kann. Diese Erkldrung ist nicht nur ein-
facher in der Herleitung, sondern auch intuitiver.

* Obwohl ein StoB} ein hochdynamisches Ereignis darstellt, konnte hergeleitet werden, dass
dieser mit Parametern aus quasi-statischen Versuchen berechnet werden kann. Somit miis-
sen keine experimentellen Stoversuche, welche aufwéndig bzgl. ihrer Messtechnik sind,
mehr durchgefiihrt werden, um die Kontaktkraft zwischen Impaktor und Platte zu erlan-
gen.

* Es wurde gezeigt, dass Geometrie, Material und Randbedingungen der Platte einen star-
ken Einfluss auf die Kontaktkraft und somit auf die Schadensinitiierung haben. Mit ge-
schickter Wahl der Randbedingungen kann die Kontaktkraft stark gesenkt werden, ohne
Geometrie oder Material zu dndern.

* Untersuchungen haben ergeben, dass die Kontaktkraft eines Stofes sich mit dem Lagen-
aufbau einer Platte aus Faserverbundwerkstoffen dndert. Gleichzeitig dndert sich auch die
benotigte Kraft zur ersten Initiierung von Delaminationen. Diese Effekte heben sich ge-
genseitig auf, sodass mit der Variation des Lagenaufbaus kaum die Schadensanfilligkeit
beeinflusst werden kann.

 Stringerversteifte Platten, wie sie im Flugzeugbau der Vorschrift CS-25 angewendet wer-
den, sind mit den hier vorgestellten Methoden berechen- und analysierbar. Es wurde
dargetellt, dass eine Massenreduktion von 10% in Form von Dickenvariation zu keiner
stark erhohten Schadensanfilligkeit fiihrt. Hierzu wurden unterschiedliche Szenarien be-
trachtet, die die Wahrscheinlichkeiten von Initialgeschwindigkeit und Impaktormassen
beriicksichtigt. Somit wurde gezeigt, dass im aktuellen Flugzeugbau noch Potenzial zur
Reduktion des Trockengewichts vorhanden ist.
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* Es wurde dargestellt, dass die Begrenzung einer maximalen Stogeschwindigkeit Schi-
den verhindern kann. Die Uberschreitung dieser Geschwindigkeit kann unterbunden wer-
den, indem mogliche Fallhohen systemseitig beschridnkt werden. Im Durchschnitt haben
dicke und diinne stringerversteifte Platten die gleiche kritische Geschwindigkeit, um ei-
ne erste Delamination zu induzieren, aber diinnere Platten haben eine hohere Standard-
abweichung fiir die kritische Geschwindigkeit. Dies bedeutet, dass diinnere Platten Re-
gionen mit hoher und niedriger kritischer Geschwindigkeit aufweisen, die voneinander
getrennt sind, wihrend dickere Platten einen ausgeprédgten Gradienten zwischen diesen
Regionen aufweisen. Es hat sich also gezeigt, dass diinnere Platten im Vorteil sind, da die
Bereiche klarer voneinander getrennt sind und es daher unwahrscheinlicher ist, dass ei-
ne ,,Zwischengeschwindigkeit*im Ubergangsbereich der Regionen erreicht wird, die zu
einer Delamination fiihrt.

¢ Die in dieser Arbeit erstellte Datenbank mit iiber 2,4 Mio. Datensitzen zu Stofen auf
eine stringerversteifte Platte ist nach Ermessen des Autors in ihrer Quantitdt einmalig
im Bereich der Forschung zu StoBen. Ebenso stellt die hier prisentierte strukturierte,
quantitative Analyse unter Einbeziehung von Wahrscheinlichkeiten ein Novum in diesem
Forschungsbereich dar.

Aus den Ergebnissen dieser Arbeit lassen sich weitere, zukiinftige Arbeitspakete ableiten.
Einerseits kann die hier vorgestellte Methodik zur Berechnung der Plattensteifigkeiten sowie
der Kontaktkrifte mit einem neuronalen Netz ersetzt werden. Da zwischen den hier untersuch-
ten StoBen teilweise nur ein Parameter gedndert wird, eignet sich dieser Ansatz. Somit wird die
hier erarbeitete Datenbank in ein neuronales Netz transferiert, um zukiinftige Berechnungen zu
beschleunigen. Die Programmierung und das Trainieren eines neuronalen Netzes mit der hier
erarbeiteten Datenbank wurde bereits in einem ersten Schritt umgesetzt. Dabei hat sich gezeigt,
dass die Plattensteifigkeiten an den in Kapitel 5.4 definierten Punkten sehr genau ermittelt wer-
den konnen. Fir Werte zwischen diesen Punkten, mit denen das Netz auch tatsdchlich nicht
trainiert wurde, werden die Vorhersagen des Netzes sehr ungenau. Dieser Effekt wird in der
Literatur als ,,Overfitting* beschrieben. Mit einem grofleren Datensatz oder unter Reduzierung
der Parameter kann eine Verbesserung in den Ergebnissen erzielt werden. Hierzu sollte der be-
reits vorhandene Datensatz erweitert und das Training verbessert werden.

Andererseits stellt ein Ansatz fiir die Produktionstechnik eine weitere zukiinftige Arbeit dar.
Wie zum Ende des letzten Kapitels beschrieben, ist die Untersuchung zur Verhiitung von Schi-
den durch Werkzeugauswahl ein Thema mit Potenzial. Hierzu miissen Arbeitsabldufe, Schutz-
mafBnahmen und Werkzeugdesign evaluiert werden. Diese Uberlegungen sollten in einem Kon-
zept zusammenflieBen, um zu verhindern, dass Delaminationen durch fallengelassene Werk-
zeuge entstehen. Sobald ein solches vorliegt, kann von der konservativen Auslegung abgeriickt
und Masse im Rumpf eingespart werden. Wie zuvor beschrieben, konnen somit weitere Massen
reduziert und die Effizienz des Flugzeugs gesteigert werden.
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A Herleitung materialspezifischer Parameter fiir
Dickenmodell

Der materialspezifische Parameter Ky wird gemdl [53] folgendermallen berechnet:

(kD,l V/VD.1 kD,Z\/VD,Z)
Ky = Kp —
1+kp,1 1 +kpo
Ko — Cyz(Cyz +Cus) (kD,l _ kpp )
27Bp (VD1 — VD2)CxxCas \ VD1 VD2
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B Zeitliche und raumliche Auflosung des expliziten Modells

Das explizite Modell ist in der Lage, die generelle Verformung einer Platte infolge eines Sto-
Bes zu berechnen. Wihrend die iibrigen vorgestellten Stomodelle lediglich die Durchbiegung
am StoBort beschreiben konnen, kann das explizite nicht nur die Verformung der gesamten
Platte, sondern auch die aus dem Stof} resultierenden Wellenbewegungen wiedergeben, siehe
Abbildung B.1. Dort sind fiir unterschiedliche Zeitpunkte die Verformungen der Platte, mit in-
vertierter z-Achse zur besseren Ubersicht, bei Stof in Plattenmitte und in der Plattenecke mit
oben genannten Material- und Geometrieparametern zu erkennen. Die ersten Abbildungen von
oben zeigen den Zustand der Platte bei maximaler Kontaktkraft, die zweiten Abbildung den
Moment, in dem sich der Impaktor von der Platte 16st - der Stof3 sowie der Sto3vorgang sind
nun beendet - und die iibrigen Abbildungen den weiteren Verlauf der Plattendurchbiegungen
bzw. -schwingungen.
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Abb. B.1: Riumliche Auflosung der Plattendurchbiegung iiber die Stofizeit mittels explizitem Mo-
dell.



C Benutzte Materialparameter

Tabelle C.1: Parameter fiir die Vergleiche der Stomodelle. Die Platten und Impatkoren a, b und c
entsprechen den jeweiligen Sto3en in Abbildung 2.10.

Platte a b c
Material IM7-12k/MTM45-1 HTA6376 HTA6376
Lagenaufbau [(0,45,90, —45)]4 [45,—45,90,0]45 (0,90, +45)]4
a[mm] 150 125 127
b [mm] 100 75 127
h [mm] 4,13 4 6,2
Lagerung fest fest fest
E1 [N/mm?] 158.900 145.000 145.000
E> [N/mm?] 7.700 10.300 10.300
G12 [N/mm?] 3.600 5.300 5.300
Gy3 [N/mm?] 3.200 3.950 3.950
V12 0,36 0,3 0,3
V23 0,5 0,5 0,5
p[kg/m?] 1,56 1,6 1,6
Impaktor a b c
Material Stahl Stahl Stahl
r [mm] 8 6,35 6,35
m; [kg| 241 2,25 L5
E [N/mm?] 210.000 210.000 210.000
v[-] 0,3 0,3 0,3
Geschw. [mm/s] 1.930 1.810 3.650

Quelle [23] [100] [101]
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C Benutzte Materialparameter

Tabelle C.2: Materialparameter, Plattengeometrie und Lagenaufbau fiir die untersuchten anisotropen
Platten aus Kapitel 3.4.1.

Eyy

E»

G2

Gi3

G23

V12

Lagenaufbau

Linge a & Breite b

t

Verhiltnis Liange/Dicke

Platte 1 Platte 2 Platte 3
135.400 135.400 135.400
9.600 9.600 9.600
4.800 4.800 4.800
4.800 4.800 4.800
3.200 3.200 3.200
0,31 0,31 0,31
[02,90] 45 [0,45,—45,90] (60, —40] 25
200 x 200 200 x 200 200 x 200
4 1 1
50 200 200




D StoB auf isotrope Platte

Mitte, t=2mm, h=50mm Seite, t=2mm, h=50mm Ecke, t=2mm, h=50mm

Keine Verformung Leichte Verformung Starke Verformung

Mitte, t=4mm, h=350mm Mitte, t=Lmm, h=250mm Ecke, t=4mm, h=250mm

Leichte Verformung Minimale Verformung Starke Verformung

Abb. D.1: Ortliche Verformungen durch St6Be an isotropen Platten.






E Ergebnisse aus den Szenarien 1-4

In Kapitel 5 wurden exemplarisch die Platten SK/ und SK5, welche die schwerste und die
leichteste Platte darstellen, zur Visualisierung der erhaltenen Ergebnisse genutzt. Im Folgenden
werden die Ergebnisse aller Platten abgebildet. Dies umfasst die Biege-, Schub- und Mem-
bransteifigkeiten, die Ergebnisse der Szenarien 1-4 sowie die kritische Geschwindigkeit fiir die
Induzierung der ersten Delamination.
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SK1: t = 2,208 mm SK2: t = 2,18 mm SK3: t = 2,100 mm
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Abb. E.1: Biege- und Schubsteifigkeit &y, fiir die Platten SK1, SK2, SK3, SK4 und SK5.
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Abb. E.2: Membransteifigkeit ky, fiir die Platten SK1, SK2, SK3, SK4 und SK5.
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Abb. E.3: Mi.q/M fiir die Platten SK1, SK2, SK3, SK4 und SK5. Alle dargestellten Werte sind ge-

rundet.
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SK1: t=2,208mm SK2: t =2,148 mm SK3: t =2,100 mm
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Abb. E.4: Lokale Schadensanfilligkeiten der Platten SK/, SK2, SK3, SK4 und SK5 gemil
Szenario 1: Beriicksichtigung aller untersuchten Stofe.
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Abb. E.5: Lokale Schadensanfilligkeiten der Platten SK1, SK2, SK3, SK4 und SK5 gemil
Szenario 2: Beriicksichtigung aller untersuchten Stof3e unter 20J StoBenergie.
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SK1:t=2,208 mm SK2: t = 2,148 mm SK3: t=2,100 mm
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Abb. E.6: Lokale Schadensanfilligkeiten der Platten SK/, SK2, SK3, SK4 und SK5 gemil
Szenario 3: Beriicksichtigung menschlicher Ergonomie.
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Abb. E.7: Lokale Schadensanfilligkeiten der Platten SK/, SK2, SK3, SK4 und SK5 gemil
Szenario 4: Beriicksichtigung menschlicher Ergonomie sowie Wahrscheinlichkeiten bei
einer Fallhohe von O mm tiber dem Rumpf.
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Abb. E.8: Lokale Schadensanfilligkeiten der Platten SK/, SK2, SK3, SK4 und SK5 gemil
Szenario 4: Beriicksichtigung menschlicher Ergonomie sowie Wahrscheinlichkeiten bei
einer Fallhohe von 1300 mm iiber dem Rumpf.
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Abb. E.9: Kritische Geschwindigkeit fiir eine erste Delamination und einer Impaktormasse von 1kg
fiir die Platten SK1, SK2, SK3, SK4 und SK35.
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