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Berlcksichtigung der Dehnungsbehinderung in bruchmechanischen Sicherheitsanalysen

Abstract

In integrity assessments for structures containing defects fracture mechanics based
approaches are required. Therefore, besides the need to imply all parameters
contributing to the stressing it is essential to characterise the resistance.
Concerning upper shelf behaviour and ductile crack initiation, a physical as well as
a technical characteristic value of the critical crack tip loading J can be employed.
But, as the stress state is changing due to crack growth there is a certain influence
on the result of the fracture mechanics test. Whether the toughness value
determined with a laboratory-size specimen may be assigned to a structure can be
verified by constraint theory. Within a testing series of fracture mechanics tests as
well as a component test implying two different steels, the transferability is
approved by considering the specific stress state. Furthermore it is proven that
taking the constraint into account is a crucial point, particularly for semi-elliptical
crack configurations.

Kurzfassung

Flr Sicherheitsanalysen rissbehafteter Bauteile ist die Anwendung bruch-
mechanischer Konzepte erforderlich. Neben der Erfassung aller EinflussgréoBen der
Beanspruchung bildet die Angabe der die Widerstandseite reprasentierenden GroBe
hierfir die Grundlage. Im Bereich der Hochlage kommt dazu neben dem
physikalischen auch der technische Initiierungskennwert der Rissspitzenbelastung ]
in Betracht. Berticksichtigt werden muss dann jedoch, dass aufgrund des stabilen
Risswachstums bei der Kennwertermittlung sich der Spannungszustand andert, was
Einfluss auf das Ergebnis hat. Ob eine Ubertragbarkeit des an Laborproben
ermittelten Zahigkeitskennwertes auf das Bauteil gegeben ist, kann mit Hilfe der
Constraint-Theorie Uberprift werden. Anhand von Versuchsreihen mit zwei
unterschiedlichen Stahlen bestehend aus Bruchmechanikversuchen und einem
Bauteilversuch, wird die Ubertragbarkeit unter Beriicksichtigung des Spannungs-
zustandes nachgewiesen. Weiterhin wird gezeigt, dass, insbesondere bei
halbelliptischen Fehlerkonfigurationen, die Dehnungsbehinderung eine nicht zu
vernachlassigende EinflussgréBe ist.

Alexander Vélling, Institut fir Eisenhittenkunde (IEHK) der RWTH Aachen [



Inhaltsverzeichnis

Inhaltsverzeichnis
(W74 1= TS0 T P i
1. Einleitung und ZielSetzung........cuoiiuiiiiiii i 1
2. Theoretischer Hintergrund...........ccooiiiiiiiiii e e 4
2.1 Grundlagen der KontinuumsmechaniK..........ccoooiiiiiiiiiiiiiiie e 4
2.2 Kennwerte der duktilen Rissinitiierung und -ausbreitung............cccceuuveee. 13
2.3 Einfluss des CONSraintS.......cuuviiviruniiiiinirir e rrn e e 16
2.3.1 Spannungsmehrachsigkeit h........ccoiiiiii 17
G T2 I o 1= 0 11T PP 19
2.3.3 Q-Parameter.....ciuiiiiiii 22
2.3.4 Mehrparameter-Ansatze der Bruchmechanik........ccccovvviviiviiiiiiiiinennnenn, 25
3. Datenbasis der Untersuchung........ccooevuiiiiiiiiiini e e e 30
3.1 WErKSEOffe ..eeveiiiee e 30
3.2 VersuChSAateN .........oviiiiiiiiiii i 34
3.2.1 Bruchmechanikproben .........ccoeviiiiiiii e 35
3.2.2 BauteilversuChe. ........oouuuiiiii e 36
4. Details zu den FE-Modellen ..o 38
4.1  Bruchmechanikproben.........coivoiiiiiiiii e 39
4.1.1 Kompaktzugprobe C(T)2550 . ..uiiiiiiiiiiiiiiiiiiiiiriin s e e e e e e 40
4.1.2 ZUgProbe M(T)20S0....ucuuriruietrerieiiietieesies e s s s ses s s s e s sensens 41
4.2 DruckbenAITEr.........oiiiieiiiiii i 43
4.2.1 Variante B2 (20MNMONI5-5) .....iviiiiiiiii e 46
4.2.2 Variante B3 (STE460)......cuvvuiiiiiiriiiiiiiierer e reen s eae s e e e s e e ean 47
5. BerechnungsergebniSSe .......cicuiiiuiiiiiiiiiiiiie e 49
5.1  BruchmechaniKproben ........ccviiiiiiiiiriiiir e e e e e eaes 50



Inhaltsverzeichnis

5.1.1 Globale AUSWEITUNG ...c.uiiviiiic e e 50
5.1.2 LoKale AUSWEITUNG .....cuiiuiiiiiiii et 53

5.2 Druckbeh@Iter........ccuiieiiii e 62
5.2.1 Globale AUSWEITUNG ...c.uiiriiiiie e e e ea s 65
5.2.2 LoKale AUSWEITUNG .....c.iiuiiiiiiii et 68

6. Anwendung der Constraint-Theorien .........ccooiiiiiiini e, 87
7. AbschlieBende DiSKUSSION........ccuiiiiruiiiiiinirieiiae e e e e s e rras e eenaseees 96
8.  ZUSAMMENFASSUNG....cuuiiiriiitii it r e e s e s e s e e e ra e e rna s 106
0. LILEratUur e 110

II



Einleitung und Zielsetzung

1. Einleitung und Zielsetzung

Stahl wird bereits seit Jahrhunderten als Werkstoff genutzt, seine Bedeutung flir
den Maschinen- und Anlagenbau sowie das Bauwesen ist bis heute ungebrochen:
Stahl ist nach wie vor der wichtigste Konstruktionswerkstoff und wird es auch auf
absehbare Zeit bleiben. Zwar unterliegt der Bedarf konjunkturbedingten
Schwankungen und die Nachfrage ist eng verbunden mit der globalen
wirtschaftlichen Situation, jedoch ist der Werkstoff Stahl aus der heutigen Zeit nicht
mehr wegzudenken — er bildet die Basis flir Innovation und Fortschritt und ist im
taglichen Leben allgegenwartig.

Die beanspruchungsgerechte Planung und Konstruktion sowie eine wirtschaftliche
Auslegung von Bauteilen liegen hierbei in der Verantwortung des Ingenieurs.
Neben der Betriebs- wund Standsicherheit ist vor allem auch die
Gebrauchstauglichkeit von gréBter Bedeutung. Ausgehend vom Herstellungszustand
sind diese Eigenschaften Uber den gesamten Zeitraum der geplanten Nutzungs-
oder Einsatzdauer zu gewahrleisten.

Der Begriff Konstruieren bezeichnet einen schdpferischen Prozess. In den
uberwiegenden Fallen besteht eine Konstruktion aus mehreren Einzelteilen, die
entsprechend der gewiinschten Funktionalitit oder Asthetik zusammengefiigt
werden und eine Einheit bilden. Im Sinne einer mechanischen oder thermischen
Beanspruchbarkeit meint Zusammenfligen das Herstellen einer kraftschliissigen
Verbindung. Kaum eine Konstruktion kommt ohne Fligestelle aus. Diese sind zwar
schon Bestandteil der Planungphase und werden somit bei der Auslegung mit
einbezogen, dennoch sind Fligestellen geometrische oder auch werkstofftechnische
Unstetigkeiten. Eine solche Unstetigkeit spielt vor allem hinsichtlich des Kraftflusses
und der mechanischen Beanspruchbarkeit eine entscheidende Rolle, da sich hieraus
potentielle Keimstellen flir eine Schadigung ergeben, die dann eine Schwachung
der Funktionalitat oder der Tragfahigkeit zur Folge haben kann. Zudem birgt
oftmals schon der Herstellungsprozess die Gefahr, dass eine Filgestelle nicht
vollstdndig gemaB der in der Planung zugrunde gelegten Kraftschlissigkeit
ausgefuihrt werden kann. Als klassische Beispiele seien hier Unganzen in
SchweiBverbindungen (Poren oder Risse) oder auch das Lockern von Schrauben im
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Betrieb  aufgrund nicht  ordnungsgemdB  aufgebrachter  Vorspannkraft
(Motorblock/Zylinder, Pleuel/Kurbelwelle) genannt.

Weiterhin kédnnen auch durch die Nutzung oder im Betrieb einer Konstruktion lokale
Schadigungen auftreten, die ihre in der Bemessung zugrunde gelegte Tragfahigkeit
soweit beeinflussen, dass sich hieraus Beeintrachtigungen der Nutzbarkeit bis hin
zum Totalausfall ergeben. Ursache kann eine Werkstoffermiidung sein, aber auch
korrosive oder abrasive Einwirkungen sind in diesem Zusammenhang von
Bedeutung. Wenn auch eine Schadigung in Form von Dopplungen und grdberen
Einschliissen aus der Herstellung einzelner Stahlteile heutzutage weitgehend
ausgeschlossen ist, gibt es dennoch Prozesse, bei denen sich solche Fehlstellen
nicht vermeiden lassen. Beispiele sind hier Poren und Lunker in Gussbauteilen wie
z.B. in Naben von Windkraftanlagen, aber auch Einschllisse in geschmiedeten
Wellen von Turbinen.

Wenn in einer Konstruktion Schaden in Form von Rissen auftreten, dann stellt sich
die Frage, ob sie noch ihren Anforderungen gerecht wird und die Nutzbarkeit
weiterhin gewahrleistet ist. In den seltensten Fallen ist ein unmittelbarer Austausch
oder eine sofortige Reparatur moglich, und auch die Entscheidung zu einer
Stilllegung ist nicht zwangslaufig. Nicht zuletzt ist dies im Hinblick auf mdgliche
Ausfallzeiten auch eine wirtschaftliche Frage. Hier bedarf es bruchmechanischer
Ansatze und Nachweisverfahren, um mit rechnerischen Methoden eine
entsprechende Einschatzung vornehmen zu kdnnen. Insofern ist die Bruchmechanik
fur den Stahlbau ein unverzichtbares Hilfsmittel. Denn es ist haufig nur eine Frage
der Zeit, bis Schaden an einer Konstruktion auftreten. Es sind grundsatzlich immer
Fehler zu erwarten. Der Begriff Fehlerfreiheit meint haufig nur, dass entsprechend
der Nachweisgrenze angewendeter Prifverfahren keine Fehler auffindbar waren.

Vor diesem Hintergrund gewinnen bruchmechanische Konzepte besondere
Bedeutung. Solche Konzepte vereinen Ansatze, deren Anwendung sich vielfach
bewahrt hat, und stellen ein Hilfsmittel bei der Bewertung rissbehafteter Bauteile
dar. Das Vertrauen in diese bruchmechanischen Konzepte stitzt sich nicht zuletzt
auf ihre empirischen Grundlagen. Im Laufe der Zeit und mit Zunahme der
Anwendungsfalle wachst das Wissen um Grenzen und Mdglichkeiten. Integraler
Bestandteil dieser Konzepte ist das Streben nach Verbesserung durch standige
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Aufnahme und Berlicksichtigung neuer Erfahrungswerte. Insbesondere in der
heutigen Zeit, wo optimierte Bemessungsmethoden die bessere Ausnhutzung von
Tragreserven ermoglichen, sich die Komplexitat der Konstruktionen erhdht und
auch die Anspriiche an die Beanspruchbarkeit allgemein zunehmen, spielen solche
Konzepte eine bedeutende Rolle.

Durch computergestiitzte Berechnungsmethoden haben sich auch in der
Bruchmechanik neue Mdoglichkeiten ergeben, sowohl die Beanspruchung als auch
die Beanspruchbarkeit rissbehafteter Bauteile genauer zu ermitteln. Die
Untersuchung des Spannungszustandes an Rissen und die Bericksichtigung der
Dehnungsbehinderung (engl. constraint) in der bruchmechanischen Bauteilanalyse
ist in diesem Zusammenhang insbesondere fir den Anlagenbau ein zentrales
Thema.

Das erhoffte Potential liegt in der Ausnutzung moglicher Reserven, die sich in der
Ubertragung charakteristischer Bruchmechanikkennwerte von der Laborprobe auf
das Bauteil ergeben kdnnen. Dass ein Einfluss des Spannungszustandes auf
ermittelte Kennwerte besteht, ist seit vielen Jahren bekannt, und war bereits vor
Jahrzehnten Thema von Forschungsprojekten. Die Anwendung der FEM bieten hier
neue Mdoglichkeiten fiir die Berlicksichtigung von lokalen Einfllissen. Dass ein Bedarf
hierflir grundsatzlich besteht, zeigt nicht zuletzt auch das wachsende Interesse in
der Forschung am Thema Constraint und deren Bericksichtigung bei
Sicherheitsanalysen.

Im Rahmen der hier vorliegenden Arbeit werden sowohl dltere als auch neuere
Ansdtze und Methoden flir die Berlicksichtigung des Spannungszustandes bei der
Ubertragung von an Kleinproben ermittelten bruchmechanischen Kennwerten auf
Bauteile untersucht. Hierfir wird als Datenbasis auf Ergebnisse friherer
Forschungsprojekte zurtickgegriffen, die eine durchgangige Betrachtung von Labor-
und Bauteilversuchen ermdglichen. Ziel ist das Aufzeigen von Chancen und
moglichen Grenzen in der Anwendung der Constraint-Theorie.
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2. Theoretischer Hintergrund

2.1 Grundlagen der Kontinuumsmechanik

Wird ein dreidimensionaler Koérper durch duBere Krafte beansprucht, so werden in
ihm Spannungen hervorgerufen. Der Spannungszustand eines jeden Punktes
innerhalb des Koérpers wird durch bis zu neun Spannungskomponenten, drei
Normalspannungen o oder ; und sechs Schubspannungen t oder o; (i, j =1, 2, 3
oder X, Y, Z), beschrieben, die als Spannungstensor S zusammengefasst werden.
Hierbei handelt es sich um einen symmetrischen Tensor zweiter Stufe, der eine 3x3
Matrix bildet. Wie in Bild 2.1 dargestellt, ergeben sich die Komponenten dieser
Matrix in Abhdngigkeit der Beanspruchung. Aufgrund der Gleichheit paarweise
zugeordneter Schubspannungen t gibt es im raumlichen Fall nur sechs voneinander
unabhangige GréBen.

rdumlich eben einachsig

z
T lle Zi 1 %2

T 1
T, 7‘.’%”{1}% / _""sz xt!f‘
2% |

Oy Ty Tz 0O 0 ¢ 00 @
S=|t, & 1, S$=|0 o, 1, $=|00 0
Iz Iy G 0 1y o 60 0 g

Es gikt : Ty = Tyx ¢ Tyr = Try 1 Tax = Tz

Bild 2.1: Spannungszustande und ihre tensorielle Beschreibung.
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Die Notation des Spannungstensors S oder o in einem Kkartesischen
Koordinatensystem zeigt Gleichung 2.1.1:

G117 O12 013
S=O'=Gij= Gy; Oy O3 (211)

G313 O3 O33

Die einzelnen Komponenten des Spannungstensors sind abhdngig von der Richtung
des gewahlten Koordinatensystems. Es lassen sich aus den Komponenten jedoch
GroBen ableiten, die unabhangig von der Lage des zugrundeliegenden
Koordinatensystems im Raum immer den gleichen Wert annehmen. Diese GréBen
nennt man Invarianten I des Spannungstensors. Sie werden wie folgt berechnet:

I = o1+ o +o3 (2.1.2),
I, = + + - 612° - 613° - 623 (2.1.3)
2= 011022 T G611 033 T 0220633 - G12 -~ 013 ~ 023 -1.9),
I; = - 2- 2 - 242 2.1.4

3= 011 022 G633 ~ 011 0623 ~ 022 G13 033 012 012 G13 023 ( -1 )

Fir jeden beliebigen Spannungszustand kann durch Rotation des
Koordinatensystems um den betrachteten Punkt ein Hauptachsensystem gefunden
werden, flr das der Spannungstensor aus lediglich drei GroBen besteht, den
Hauptnormalspannungen o3, o, und os. Nur die Hauptdiagonale des Tensors ist
dann belegt, alle anderen Werte werden, wie in Gleichung 2.1.5 angegeben, zu 0:

(3] 0 0
c=/0 o, O (2.1.5).
0 0 O3

Nehmen die Hauptnormalspannungen gleiche Werte an (c;=0,=03), S0 spricht man
von  einem hydrostatischen Spannungszustand. Ein hydrostatischer
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Spannungszustand hat ausschlieBlich Volumenanderungen zur Folge. Diese
Aussage trifft nur bei einem isotropen Kontinuum zu; handelt es sich hingegen um
einen anisotropen Werkstoff, so kann auch Gestaltsanderung verursacht werden
[1].

Jeder Spannungstensor kann in einen hydrostatischen und in einen deviatorischen
Anteil zerlegt werden. Indem man den Einheitstensor mit dem Mittelwert der Spur
des Spannungstensors multipliziert, und diese voneinander subtrahiert, erhalt man
den Deviator c":

100 1 00 I
hyd _ Cy3 + Oy + 033 _ 1
o¥'=|0 1 0 3 _010-? (2.1.6).
0 01 0 01
(o) —I—l (¢3 (e}
11 3 121 13
o®=c-c""=| oy oy —?1 G23 (2.1.7).
I
031 G32 033 —?
Die Invarianten J des Deviators c° lauten:
Ji=onntonpto—-I1;=0 (2.1.8),
1
)= A [(011 - 022)2 + (022 - 633)2 + (033 - 611)2] + 612° + 613 + 023° (2.1.9),
J; = det (c®) (2.1.10).

Die Invarianten des Deviators J; (j=2, 3) stehen in folgender Beziehung zu den
Invarianten des Spannungstensors I; (i=1, 2, 3):
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3,= % (12-31,) (2.1.11)

Jy= 21—7 (213-9L, T, +2715) (2.1.12)

Bei metallischen Werkstoffen wird plastisches FlieBen ausschlieBlich durch den
deviatorischen Spannungsanteil verursacht (Vgl. [2], S.92 ff). Deshalb kann als
FlieBkriterium flir den Beginn plastischen FlieBens eine Funktion F nur in
Abhangigkeit der Invarianten J, und J; des Deviators aufgestellt werden:

F(J2, 35)=0 (2.1.13)

Die Gleichung 2.1.13 reprasentiert eine zylindrische Mantelflache, deren Mittelachse
die Raumdiagonale ist. Fir alle Spannungszustande F<O0 treten lediglich elastische
Verformungen auf.

Flr Metalle hat sich insbesondere das FlieBkriterium nach Huber-von Mises-Hencky
bewahrt, die Gestaltsanderungsenergiehypothese. Hierbei wird davon
ausgegangen, dass FlieBen dann eintritt, wenn die zweite Invariante J, des
Deviators einen kritischen Wert %> annimmt. Deshalb spricht man auch von der J,-
Plastizitit. Bei dem Wert y*> handelt es sich um einen charakteristischen
Werkstoffkennwert. Die entsprechende Gleichung lautet dann:

J—%2=0 (2.1.14)

In einem Hauptachsensystem ergibt sich somit nach Gleichung 2.1.9 folgende
Form:

é [(o1 - 62)2 + (02 - 63) + (03 - 61)2] = 7’ (2.1.15)
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Die GroBe y kann in einem einfachen Zugversuch ermittelt werden. Unter der
Annahme das dann o, der Streckgrenze oy des Werkstoffs entspricht, und c,=c3=0
ist, ergibt sich nach Gleichung 2.1.15 die Ldsung zu:

(2.1.16).

b3
]
&“q
w|[<

Die Verknupfung der Gleichungen 2.1.14 und 2.1.16 flihrte zur Definition einer
skalaren GroBe, die einen mehrachsigen Spannungszustand in Form eines
Vergleichswertes reprasentiert, der dem Werkstoffkennwert flir Beginn des FlieBens
gegenibergestellt werden kann. Diese skalare GroBe heiBt Vergleichsspannung o,
und lautet wie folgt:

5= 33, (2.1.17)

Es existieren weitere FlieBkriterien, wie z.B. das nach Tresca, welches davon
ausgeht, dass plastisches FlieBen dann eintritt, wenn die maximal auftretende
Schubspannung einen kritischen Wert erreicht. In Anlehnung an diese Annahme
spricht man von der Schubspannungshypothese.

Aufgrund einer duBeren Beanspruchung durch Krafte werden Translation und
Rotation (Starrkdrperverschiebung) sowie eine Verformung oder Verzerrung des
Kbérpers hervorgerufen. Betrachtet man ein Flachenelement im zweiachsigen
Verzerrungszustand, so setzt sich die Verzerrung aus einer Anderung der
Kantenldnge (Dehnung) sowie einer Anderung der Winkel (Winkelverzerrung oder
Schiebung) zusammen, Bild 2.2. Die Starrkorperverschiebung tragt nicht zur
Verformung bei und bleibt daher im Folgenden unberiicksichtigt.
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Dehnungen Winkelverzerrung

Bild 2.2: Der zweiachsige Verzerrungszustand [3].

In einem dreidimensionalen Koordinatensystem sind den Achsen X, Y, Z die
Verschiebungskomponenten u, v, w zugeordnet. Die Verzerrung an einem Punkt
innerhalb des Koérpers kann dann analog zum Spannungstensor in Form
eines Verzerrungstensors ¢ ausgedriickt werden. Fir den dreiachsigen
Verzerrungszustand  werden die  Komponenten dieses Tensors als
Verformungsgradienten gebildet und wie folgt angegeben:

ou d ou ov
€x :& und v,y =Yyx :E"‘&/
oV oW
_+_
oz oy
oW OW ou

€x :E und Yzx =Y xz :&"'E'

ov
gy :E und Yyz=Yzy =

' (2.1.18)

Flr den Verzerrungstensor ¢ kdnnen analog zur eingangs flr den Spannungstensor
o beschriebenen Art und Weise Invarianten I; sowie der Deviator £° und dessen
Invarianten J (i=1, 2, 3) aufgestellt werden. Zudem lasst sich auch hier wieder
durch Rotation des Koordinatensystems um den betrachteten Punkt immer ein
Achsensystem finden, fir das alle Nebendiagonalen des Tensors Null werden und
lediglich die Hauptdiagonale besetzt ist. In diesem Hauptachsensystem nehmen die
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Dehnungen Extremwerte an und es treten keine Gleitungen auf. Die Werte auf der
Diagonale sind dann die Hauptdehnungen ¢4, €, und &s.

Die Verzerrungen ¢ setzen sich als Summe aus einem elastischen und einem
plastischen Anteil zusammen. Im allgemeinen, dreidimensionalen Fall gilt:

g = &f + & (2.1.19)

Ein mehrachsiger Verzerrungszustand kann ebenfalls in Form einer skalaren GréBe
ausgedriickt werden, der Vergleichsdehnung &,. In einem Hauptachsensystem wird
die Vergleichsdehnung ¢, nach Gleichung 2.1.20 berechnet (Vgl. [2], S. 131):

= 5 (o e+ (- es)4 (e )= 25 (2.1.20)

Flr den elastischen Anteil besteht nach dem Hooke’schen Elastizitatsgesetz ein
linearer Zusammenhang zwischen der Dehnung ¢® und der Spannung . Dieser
Zusammenhang wird mit Hilfe des Elastizitdtsmoduls E beschrieben:

(2.1.21)
Das dreidimensionale Elastizitatsgesetz lautet dann:

1 1
Ex =E[cx —v(cy +cz)] und Yxy =ETXV ,

1 1
€y :E[Gy -v (o, +0x)] und y,,=—1

G "’
2.1.22
sz:é[cz—v(0x+0'y)] und 'sz:étle ( )
. E
mit G—2(1+V)-

10
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Hierbei ist v die Poisson- oder Querkontraktionszahl, die flir Stahl lblicher Weise
mit 0,3 angenommen wird, und G der Schubmodul. Die elastische Dehnung ist
reversibel, d.h. bei vollstandiger Entlastung findet der Korper zurlick in den
unbelasteten Ausgangszustand.

Zur Beschreibung des irreversiblen Verformungsanteils, der plastischen Dehnung &P,
sind Laborversuche erforderlich. Hierbei wird der werkstoffspezifische
Zusammenhang zwischen Spannung und Dehnung in Form einer Kurve, der
FlieBkurve, bestimmt. Die real gemessene Kurve wird haufig durch eine Formel
approximiert. Insbesondere zur Definition des Materialgesetzes fiir die Anwendung
in Finite Elemente (FE) Simulationen werden diese Formeln dann dazu verwendet,
um das gemessene Werkstoffverhalten hin zu gréBeren Dehnungswerten zu
extrapolieren. Fir die Abbildung der Spannung-Dehnung-Kurve gibt es
verschiedene Funktionen. Zwei der gdngigsten werden im Folgenden naher
erlautert.

Ramberg-Osgood-Ansatz

Ramberg und Osgood suchten nach einen mdglichst einfachen Formel, um das
Deformationsverhalten metallischer Werkstoffe vollstandig beschreiben zu kénnen
[4]. Sie schlugen ein Potenzgesetz vor, das aus drei Parametern besteht:

c O.\n
e=2+K(2) (2.1.23)

Die Parameter K und n sind Konstanten, die mit Hilfe von Zugversuchsdaten
ermittelt werden koénnen, und E ist der Elastizitatsmodul.

Anhand des Vergleichs mit Werten einer umfangreichen Datenbasis aus Zug- und
Druckversuchen unterschiedlicher Werkstoffe konnten sie die Anwendbarkeit des
gewahlten Ansatzes aufzeigen. Gleichung 2.1.23 hat den Vorteil, dass es sich um
ein mathematisch einfach handhabbares Materialgesetz handelt, das insbesondere

11
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im Rahmen der Deformationstheorie der Plastizitdt (engl. deformation theory of
plasticity) seine Anwendung findet. Wie in [5] beschrieben, handelt es sich hierbei
jedoch tatsachlich nicht um ein plastisches, sondern lediglich um ein nichtlinear-
elastisches (hyperelastisches) Materialgesetz, welches in einigen Fallen — unter sehr
einschrankenden Voraussetzungen — auch geschlossene Ldsungen von
Randwertproblemen moglich macht. Zu beachten ist, dass Gleichung 2.1.23 eine
rein mathematisch basierte Beschreibung darstellt, deren Parameter n allein nicht
das Verfestigungsverhalten des Werkstoffes reprasentiert [6]. Bei der Anwendung
des Gesetzes nach Ramberg-Osgood im Rahmen der numerischen Simulation in der
Bruchmechanik wurde haufig festgestellt, dass es insbesondere bei modernen
Stahlen mit hoher Duktilitdt fiir groBe Rissspitzenbeanspruchungen zu einer
Uberschitzung der Verformung kommen kann.

Hollomon-Ansatz

Hollomon maodifizierte eine urspriinglich von Ludwik aufgestellte Gleichung, in dem
er die FlieBgrenze des Werkstoffes in der Formel vernachlassigte. Er definierte das
Verfestigungsverhalten mit folgendem Potenzgesetz:

oy = Keh (2.1.24)

Da hierdurch lediglich der plastische Anteil der Verformung nach Uberschreiten der
FlieBgrenze des Werkstoffes beschrieben wird, treten in Gleichung 2.1.24 nur die
um den elastischen Anteil reduzierten GréBen wahre Spannung o, und wahre
Dehnung ¢, auf. Ein Nachteil dieser vereinfachten Darstellung ist, dass fir ¢,->0
auch die Spannung gegen 0 strebt. Nach [7] wird mit dem Ansatz von Hollomon
haufig eine sehr gute Beschreibung der Spannung-Dehnung-Kurve gefunden.
Insbesondere fiir die Ermittlung von FlieBkurven zur Verwendung bei numerischen
Simulationen hat er sich vielfach bewahrt. Der Exponent n ist jedoch abhangig von
der FlieBspannung und somit allein nicht zur Beschreibung des
Verfestigungsverhaltens geeignet. Es handelt sich um eine rein mathematische
Beschreibung des Zusammenhangs zwischen Spannung und Dehnung.
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2.2 Kennwerte der duktilen Rissinitiilerung und
-ausbreitung

Der Einfluss der Temperatur auf das Versagensverhalten ferritischer Stdhle ist in
Bild 2.3 schematisch dargestellt. Bei tiefen Temperaturen liegt linear-elastisches
Werkstoffverhalten vor und es tritt Spaltbruch als Versagensmechanismus auf.
Lediglich an der Rissspitze bilden sich kleine plastische Zonen aus, so dass hierfir
die Annahme des KleinbereichsflieBens als Grundlage der linear-elastischen
Bruchmechanik (LEBM) zutrifft. Bei duktilem Werkstoffverhalten hingegen verliert
die LEBM ihre Anwendbarkeit [9]. Es stellt sich dann bei der Belastung
fehlerbehafteter Bauteile deutlicher ausgepragte plastische Deformation an der
Rissspitze ein, so dass mit steigender Temperatur Gleitbruch als Versagens-
mechanismus dominiert.
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Bild 2.3: Temperaturabhangigkeit der Bruchmechanismen.

Der Anwendungsbereich der elastisch-plastischen Bruchmechanik liegt vor allem
oberhalb der in Bild 2.3 dargestellten Temperatur T, ab der erstmalig duktile
Rissinitiierung und -wachstum einsetzt. Wie anhand einer Probe mit Mittenriss
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CC(T) (center cracked tension) vereinfacht dargestellt, ist jedoch ab Ty, mit einem
Uberschreiten der FlieBgrenze o im gesamten Nettoquerschnitt zu rechnen, so
dass bereits ab hier die Annahme des KleinbereichsflieBens nicht mehr zutrifft. Das
K-Konzept der LEBM verliert mit Anwachsen der plastischen Zone seine Giiltigkeit.

Zur Quantifizierung der Rissspitzenbelastung bei duktilem Versagen werden die
Rissspitzendffnung 6 oder CTOD (crack-tip opening displacement) sowie das J-
Integral nach Rice [10] angewendet. Bei Sicherheitsanalysen rissbehafteter Bauteile
ist vor allem das J-Integral von Bedeutung, da hiermit im Rahmen einer
Grenzzustandbetrachtung von Einwirkung und Widerstand ein charakteristischer
Grenzwert des Werkstoffwiderstandes der Rissspitzenbelastung J.,.: angegeben
werden kann. Dieser wird in Laborversuchen (blicher Weise an Kleinproben
bestimmt.

Hinsichtlich der Ermittlung von J,. kommt dem Moment der Initiierung eine
besondere Rolle zu. Bei langsamer, stetiger Laststeigerung setzt ab hier stabiles
Risswachstum ein und der bestehende Riss schreitet voran. Der korrespondierende
Kennwert der Rissspitzenbelastung J; ist ein charakteristischer Werkstoffkennwert,
der weitgehend frei von geometrischen Einflissen der gewahlten Probenform ist. Er
wird als physikalischer Initiierungskennwert bezeichnet und haufig als Grenzwert
des Werkstoffwiderstandes verwendet. Die Bestimmung von J; kann mit
erheblichem versuchstechnischem Aufwand verbunden sein. Neben der Anwendung
der Gleichstrompotentialmethode kommen hierzu auch Entlastungsversuche,
sogenannte Compliance-Versuche zur Anwendung, um den Initiierungskennwert J;
anhand der Risswiderstandskurve J-Aa zu ermitteln.

Die Beanspruchung im Moment der Rissinitiierung reprasentiert jedoch nicht
zwangslaufig auch den Grenzwert der Belastbarkeit eines Bauteils. Unter
Inkaufnahme  begrenzten  stabilen  Risswachstums  ermdglicht  duktiles
Werkstoffverhalten eine weitere Laststeigerung ohne Versagen. Somit ist die
Verwendung von J; als Grenzwert der Rissspitzenbelastung in vielen Fallen nicht zu
empfehlen, da hierdurch mogliche Reserven des Werkstoffes vernachlassigt
wirden. Dies fiihrte zur Entwicklung sogenannter technischer Ersatzkennwerte, die
alternativ.zum physikalischen Initiierungskennwert die Quantifizierung einer
kritischen Rissspitzenbelastung ermdglichen. Der wohl am weitesten verbreitete ist
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die Rissspitzenbelastung Ji. nach [11]. Die Bestimmung des technischen
Ersatzkennwertes Ji. im J-Aa-Diagramm als Schnittpunkt der entlang der Abszisse
um 0,2mm verschobenen Blunting-Line mit der Ausgleichsfunktion zeigt Bild 2.4.
Zurickgehend auf Forschungsergebnisse von Cornec et al. [12] wurde im Rahmen
einer europaischen Norm [13] auch die Definition der Rissspitzenbelastung Jg.s.
etabliert. Der Unterschied zwischen diesen beiden Varianten des technischen
Ersatzkennwertes liegt in der Definition der Steigung der Blunting-Line, die bei der
Bestimmung von Ji. etwas flacher verlduft und somit zu geringfligig hdheren
Werten der Rissspitzenbelastung flihrt.
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Bild 2.4: Bestimmung des technischen Ersatzkennwertes Ji., aus [9].

Da bei der Ermittlung des technischen Ersatzkennwertes generell ein gewisser
Anteil stabilen Risswachstums enthalten ist, liegt der Wert immer oberhalb des
physikalischen Initiierungskennwertes J,. Bei modernen, hochzahen Werkstoffen
kann der Unterschied um den Faktor 2 bis 4 betragen. Weiterhin dndert sich
wahrend der Versuchsdurchfiihrung aufgrund des Risswachstums der
Spannungszustand an der Rissspitze. Dies hat zur Folge, dass sich ein deutlicher
Einfluss aus Geometrie (Probendicke B, Risstiefe oder a/W-Verhadltnis) und
Belastung (Zug, Biegung oder Kombination aus beiden) einstellt [14]. Wie in Bild
2.5 gezeigt, kdnnen sich hierdurch je nach verwendetem Probentyp mit Ansteigen
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der Risslange erhebliche Abweichungen zwischen den ermittelten Riss-
widerstandskurven einstellen [15].
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Bild 2.5: Einfluss der Probengeometrie auf die J-Aa-Kurve eines Stahls A533B [15].

Um die Ubertragbarkeit des technischen Ersatzkennwertes von der
Bruchmechanikprobe auf das Bauteil gewahrleisten zu konnen, muss der
Spannungszustand berticksichtigt werden. Wenn die Dehnungsbehinderung im
Bereich der Rissspitze in der Laborprobe ahnlich der des Bauteils ist, dann ist
annahernd gleiches Risswachstumsverhalten zu erwarten. Die Bewertung des
Spannungszustandes kann mit Hilfe der Constraint-Theorie vorgenommen werden.

2.3 Einfluss des Constraints

Mit dem englischen Begriff Constraint ist im hier behandelten Kontext ein Einfluss
aus Geometrie (z.B. Verlauf der Rissfront, Abmessungen des betrachteten
Werkstoffvolumens sowohl im Sinne von GréBe oder Dimension als auch im
Hinblick auf Querschnittsanderung oder konstruktives Detail) und Beanspruchung
(z.B. Zug, Biegung, Schub, mégliche Uberlagerungen) auf ein Spannungs- und
Verzerrungsfeld gemeint. Ubersetzt ins Deutsche kommt der Begriff
Dehnungsbehinderung dieser Bedeutung am nachsten. Es wird zwischen In-Plane-
und Out-of-Plane-Constraint unterschieden, wobei als Bezug die Rissebene dient.
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In-Plane meint die Richtung in Ligament und Risswachstum, wohingegen
Out-of-Plane die Dickenrichtung meint und quer zur Risswachstumsrichtung wirkt.
Zur quantitativen Beschreibung der Dehnungsbehinderung werden verschiedene
Parameter verwendet, die im Folgenden ndher erldutert werden.

2.3.1 Spannungsmehrachsigkeit h

Plastische Deformation in Metallen wird durch Gleitvorgange im Kristallgitter
verursacht. Hierbei wechseln Aufgrund von wirkenden Schubspannungen einzelne
Atome dauerhaft ihre Lage in der Gitterstruktur [16]. In Versuchen konnte gezeigt
werden, dass unter Spannungszustanden, bei denen die Hauptnormalspannungen
gleiche Werte annehmen und somit c1=c,=03 ist, keine Gleitvorgange stattfinden.
Sie werden als hydrostatische Spannungszustidnde bezeichnet. Diese Uberlegung
fuhrte zu der Annahme, dass hydrostatische Spannungen keinen Einfluss auf den
Beginn des FlieBens und die plastische Verformung haben. Als Kriterium flir den
FlieBbeginn wird daher die Abweichung eines Spannungszustandes vom
hydrostatischen Spannungszustand betrachtet. Bei Uberschreiten eines festgelegten
Grenzwertes kommt es zu plastischer Verformung.

Weiterhin ist bekannt, dass der Spannungszustand entscheidenden Einfluss auf den
auftretenden Bruchmechanismus haben kann. Wahrend Schubspannungen
vornehmlich Gleitbruch auslésen, beginstigen allseitige Zugspannungen eher
Spaltbruch [17]. Durch den Umstand, dass der hydrostatische Spannungsanteil
zwar keinen Beitrag zum plastischen FlieBen leistet, gleichwohl aber in Form von
allseitigem Zug Spaltbruch auslésend wirken kann, liefert ein Vergleich
unterschiedlicher Spannungszustande hinsichtlich der Hohe ihres hydrostatischen
Anteils Erkenntnisse Uber die mogliche Verformung. Hierzu wird die
Spannungsmehrachsigkeit h betrachtet, die als Quotient aus hydrostatischer
Spannung o, dem arithmetischen Mittelwert der Hauptspannungen, und von Mises
Vergleichsspannung oy, in der nur die Schubspannungsanteile berticksichtigt sind,
berechnet wird (2.3.1).

13
s gkzz‘iﬁkk
h:ﬁ: o (2.3.1)
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Flr den ebenen Spannungszustand (ESZ) nimmt die Spannungsmehrachsigkeit den
Wert h=2/3 an. Je Hbéher die Spannungsmehrachsigkeit, desto groBer der Anteil
der hydrostatischen Spannung und desto geringer die Mdoglichkeit plastischer
Deformation. Dieser Einfluss der Spannungsmehrachsigkeit auf die Duktilitét wurde
u.a. auch von Hancock und Mackenzie belegt [18].

Im Zuge der Weiterentwicklung mikromechanischer Schadigungsmodelle erlangte
die Spannungsmehrachsigkeit h zunehmend an Bedeutung. Aufbauend auf dlteren
Arbeiten Uber duktiles Versagen an gekerbten Rundzugproben zeigten Needleman
und Tvergaard, dass der Beginn der Schadigung mit Hilfe einer einzigen
Grenzkurve, der Schadigungskurve, erfasst werden kann [19]. In der
Schadigungskurven ist neben der wahren plastischen Vergleichsdehnung ¢, , die
Spannungsmehrachsigkeit h die zweite entscheidende GrdBe. Aktuelle
Untersuchungen von Bao und Wierzbicki flihrten zu einer Erweiterung dieses
Ansatzes [20]. Hier wird die Schadigungskurve in Abhangigkeit eines Mittelwertes
der Spannungsmehrachsigkeit (index av, average) allgemein in drei Bereiche
unterteilt, wobei im Rahmen der hier vorliegenden Untersuchung lediglich der in
Bild 2.6 dargestellte rechte Teil mit groBen Werten fir h und Porenbildung als
Versagensmechanismus von Bedeutung ist.

€

-1 X7- - & -

Shek fractine Fracture due to

void formation
© /
S A
]

0.4

/3 0 0.4 G,
(“E—)av

Bild 2.6: Schadigungskurve nach Bao und Wierzbicki [20].
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Neben der Spannungsmehrachsigkeit h wird hdufig auch der Mehrachsigkeits-
quotient g nach Clausmeyer [21] verwendet. Zwischen diesen beiden Parametern
gilt folgende Beziehung:

h- (2.3.2)

1
a3

Es ist hierbei zu beachten, dass als inverser Wert der Spannungsmehrachsigkeit h
somit Spannungszustande mit geringem hydrostatischem Anteil zu hohen Werten
des Mehrachsigkeitsquotienten q flihren. Die Tendenz der beiden Parameter ist also
gegenlaufig.

2.3.2 T-Spannung

Das bekannteste Modell zur Beschreibung der Beanspruchung an Rissspitzen bei
linear-elastischem Werkstoffverhalten wurde von Griffith entwickelt. Er betrachtete
eine idealisierte Scheibe unendlicher GroBe, die einen Uber die Dicke
durchgehenden Riss unter Modus I Belastung aufweist. Das Ergebnis dieser
theoretischen Untersuchung zur Energiebilanz lieferte den Zusammenhang
zwischen kritischer globaler Spannung o und RissgréBe a. Die Grundlage flr das
Konzept der linear—elastischen Bruchmechanik und die Definition des Spannungs-
intensitatsfaktors K lieferte dann die Erweiterung nach Irwin, der die kleinen
plastischen Zonen an der Rissspitze in Form einer Verlangerung des Risses um den
Radius ry der plastischen Zone auf ag in die Energiebetrachtung mit einbezog.

Ein wesentlicher Bestandteil flir die Entwicklung der Beziehung zwischen
Rissspitzenbeanspruchung und auBen anliegender Spannung in dieser einfachen
Form ist die Konzentration auf den singuldren ersten Term der Lésung und eine
Vernachlassigung der folgenden Glieder héherer Ordnung, da dieser Anteil mit
abnehmendem Abstand zur Rissspitze klar dominiert. Fir eine Anwendung auf
Geometrien mit endlicher Abmessung wurde eine Formfunktion ¥ eingefiihrt,
welche die erforderliche Anpassung aufgrund der Abweichung zur theoretischen
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Lésung ermdglicht. Die quantitative Beschreibung der Rissspitzenbeanspruchung
durch den Spannungsintensitatsfaktor K als Fernfeldwert gelingt hiermit eindeutig:

Kett = 6 V(70 @efr) ¥ (2.3.3)

Die vollstéandige Darstellung des Spannungsfeldes in der Umgebung einer Rissspitze
in allgemeiner Form flihrt nach Williams [22] auf eine Gleichung folgender Form:

o=A r V2f0)+B r ° g(©)+C r "2 hy(@)+... (2.3.4)

Hierbei definieren wie in Bild 2.7 dargestellt der Abstand r und der Winkel ® den
betrachteten Ort in einem zylindrischen Koordinatensystem mit der Rissspitze als
Ursprung.

Crack front

Bild 2.7: Zylindrischen Koordinatensystem an einer Rissspitze [23].

Im Rahmen einer elastisch-plastischen FE-Analyse an unterschiedlichen Typen
rissbehafteter Proben, die alle bis zur gleichen Rissspitzenbelastung beansprucht
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wurden, stellten Larsson und Carlsson fest, dass die einzelnen Probentypen
deutliche Unterschiede in Form und GréBe der plastischen Zone im Bereich der
Rissspitze aufwiesen [24]. Weiterhin zeigten sich signifikante Unterschiede in der
erreichten Rissaufweitung sowie im Betrag der Riss6ffnungsspannung, ausgewertet
in einem festgelegten, gleichbleibenden Abstand vor der Rissspitze. Sie konnten
nachweisen, dass die festgestellten Abweichungen korrigiert werden kénnen, wenn
nicht-singuldre Anteile aus Gleichung (2.3.4) berilicksichtigt werden. Der einzige
nicht-singuldre Anteil dieser Gleichung ist der zweite Summand, der ausschlieBlich
einen Beitrag zur Normalspannungskomponente o, leistet. Diese wirkt parallel zu
den Rissflanken und senkrecht zur Rissfront und ist definiert als:

c11(r, ©)=K/NR2 nr) f11(@)+T furr->0 (2.3.5)

Die GroBe T stellt einen konstanten elastischen Spannungsanteil dar, der von der
Bauteil- und Rissgeometrie abhdngt und sich direkt proportional zur angreifenden
Last verhdlt. Er wird im Allgemeinen einfach als T-Spannung bezeichnet. Eine
Wirkung der T-Spannung besteht vorrangig aus dem elastisch dominierten
Fernfeld, das den plastifizierten Kleinbereich an der Rissspitze umgibt.

Der Einfluss der T-Spannung auf die Dehnungsbehinderung an der Rissspitze ist
vielfaltig. Von Sherry et al. konnte in [25] gezeigt werden, dass negative
T-Spannungen den risséffnenden Spannungsanteil an der Rissspitze abmindern,
wohingegen fur positive T-Spannungen kein deutlicher Einfluss festzustellen war.
Shih et al. haben in [26] u.a. einen Einfluss der T-Spannung auf Form und
Ausbildung der plastischen Zone nachgewiesen. Sie stellten fest, dass die plastische
Zone unter positiven Werten der T-Spannungen erheblich kleinere Bereiche
einnimmt und sich eher von der Rissspitze rlickgewandt in Richtung des
bestehenden Risses erstreckt, bei negativen Werten sich jedoch deutlich in
Rissfortschrittsrichtung und Ligament verschiebt. Allgemein beeinflusst die
T-Spannung vor allem den hydrostatischen Spannungsanteil im Bereich der
Rissspitze, wobei weniger der Absolutwert von Bedeutung ist, als der relative, auf
die Streckgrenze normierte Wert. Neben den bereits erlauterten Einflissen auf die
plastische Zone kann die T-Spannung nach Gao et al. auch einen Wechsel im
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Versagensmechanismus herbeifiihren [27]. Sie konnten bei numerischen
Untersuchungen zum Rissfortschritt im bruchmechanischen Ubergangsbereich eine
Zunahme des Anteils stabilen Risswachstums vor Auftreten von Spaltbruch mit
steigendem Betrag negativer T-Spannung ermitteln. Dies flhrte u. a. zu der
Schlussfolgerung, dass negative Werte der T-Spannung den Ubergang vom duktilen
Versagen zum Spaltbruch verzégern. Von Betegdon und Hancock wird der Einfluss
negativer T-Spannungen als eine allgemeine Absenkung des Spannungsniveaus vor
der Rissspitze beschrieben [28]. Die Hohe der Spannungsabsenkung ist hierbei nur
von T beeinflusst und unabhdngig vom betrachteten Ort. Nach den Autoren ist der
Effekt positiver T-Spannungen hingegen deutlich schwacher. Fir praktische
Anwendungen konnte kein Einfluss nachgewiesen werden, so dass dann das
Nahfeld nur von der Rissspitzenbelastung J dominiert wird.

Bei den Untersuchungen zum Einfluss der T-Spannung und insbesondere auch bei
der Herleitung bilden das KleinbereichsflieBen und die Annahme linear-elastischen
Werkstoffverhaltens die Grundlage. Hierdurch ergibt sich grundsatzlich eine
Beschrankung der Gliltigkeit auf den Bereich der linear-elastischen Bruchmechanik.
Jedoch wurde in vielen Forschungsarbeiten zum Thema Constraint ein Fortbestehen
des Einflusses der T-Spannung auch unter Auftreten grdBerer plastischer
Deformation und Uber die eigentlichen Giiltigkeitsgrenzen hinaus nachgewiesen,
wie z. B. bei Betegdn und Hancock [28] sowie Sumpter [29].

Eine direkte Bestimmung der T-Spannung ist auf einige einfache Anwendungsfalle
beschrankt, flir die entsprechende Formeln entwickelt und Lésungen in Form von
Tabellenwerken wie z.B. in [25] aufbereitet wurden. Insbesondere flir komplexere
Geometrien und Bauteile ist eine Ermittlung der T-Spannung nur numerisch mit
Hilfe der FEM mdoglich. Sie wird dann, wie auch der Spannungsintensitatsfaktor
oder das J-Integral, als Gebietsintegral berechnet, wobei hierflir der gréBtmagliche
Radius gewahlt werden sollte, um einen konstanten und damit reprdsentativen
Fernfeldwert zu erhalten.

2.3.3 Q-Parameter

In Anlehnung an die Arbeiten zur Untersuchung des Spannungs- und
Verzerrungsfeldes an Rissspitzen fiir den linear-elastischen Fall suchten O’Dowd
und Shih nach der Erweiterung zur Ubertragung auf elastisch-plastische
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Beanspruchungszustdnde [30]. Hierbei betrachteten sie einen Riss unter Modus I
Beanspruchung im ebenen Dehnungszustand. Das Verfestigungsverhalten des
Werkstoffs wird durch das Potenzgesetz nach Ramberg-Osgood fir einachsigen Zug
erfasst. Bei der Abbildung mehrachsiger Beanspruchungszustande findet die
Deformationstheorie auf Grundlage der _J-Plastizitat (Vergleich Kapitel 2.1)
Anwendung.

Zur Beschreibung der Spannung stellten sie zunachst folgende allgemeine
Gleichung auf:

1 A
ﬁz ; mCSﬁ(@}I‘I)#-Q r "cij(®;n)+... (236)
6, \ag,o, I r J/o,

In der Gleichung definieren der Abstand r und der Winkel ® wieder den
betrachteten Ort in einem zylindrischen Koordinatensystem mit der Rissspitze als
Ursprung.

Sowohl Rice [31] als auch Hutchinson und Rosengren [32] verdéffentlichten im Jahr
1968 zeitgleich ihre Arbeiten zur Ubertragung der Energiebetrachtung nach Griffith
und deren Erweiterung nach Irwin auf den elastisch-plastischen Fall. Der erste
Term in Gleichung 2.3.6 entspricht der nach den Autoren benannten Ldsung der
HRR-Theorie, die das asymptotische Spannungsfeld an der Rissspitze fir
verfestigendes Werkstoffverhalten beschreibt. Hierdurch konnte u. a. auch die
Bedeutung des J-Integrals als lokaler Beanspruchungsparameter begriindet
werden. Eine ausflihrliche deutschsprachige Erlduterung zur HRR-Theorie sowie
eine numerische Lésung der Gleichung und die Aufbereitung der Ergebnisse in
Form einer Tabelle wurden von Brocks et al. erarbeitet [33]. Der zweite Term in
Gleichung 2.3.6 enthdlt den Parameter Q, einen dimensionslosen und noch
unbestimmten Faktor, als steuernde GroéBe. Nach O'Dowd und Shih ist eine
vereinfachte Form ausreichend, um die Spannungen im Nahfeld der Rissspitze,
jedoch auBerhalb des Bereichs groBer Deformation unmittelbar an der Singularitat,
zu definieren. Sie fassten Gleichung 2.3.6 zu folgendem Ausdruck zusammen:

1

o {;}m 55(0;m)+Q 05(0;n) (2.3.7)

o, \agyo,Ir
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Hierdurch werden nach O’'Dowd und Shih die Spannungen im Nahfeld vor der
Rissspitze in einem Winkel von |©|<n/2 mit ausreichender Genauigkeit
wiedergegeben. In einer numerischen Studie variierten sie anschlieBend gezielt die
einzelnen Parameter, um deren Einfluss auf die Ausbildung der plastischen Zone bei
verschiedenen Probenformen und Risstiefen zu untersuchen. Sie konnten zeigen,
dass bei Beanspruchungszustdanden, welche gleiche Werte fir Q aufweisen, die
Spannungs- und Dehnungsverlaufe entlang des Ligamentes vor der Rissspitze den
gleichen Verlauf annehmen, diese somit lediglich vom Parameter Q abhdngen,
wenn der Abstand r jeweils mit dem Ausdruck J/o, normiert wird. Wahrend der
erste Term der Gleichung mit der Rissspitzenbelastung J als Faktor hauptsachlich
die Ausdehnung des Gebietes steuert, Uber das sich groBe Spannungen und
Dehnungen ausbilden, wird mit dem zweiten Term durch den Faktor Q vor allem
der Verlauf und das erreichte Maximum der Spannung festgelegt. Im Wesentlichen
wird durch Q die Héhe eines gleichférmigen hydrostatischen Spannungsanteils an
der Rissspitze gesteuert. Sie schlussfolgerten, dass der Parameter Q als eine GréBe
zur Beschreibung der Spannungsmehrachsigkeit herangezogen werden kann und
eine direkte Quantifizierung der Dehnungsbehinderung erlaubt. Er wird von der
Probengeometrie beeinflusst und ist weiterhin abhangig von der Ausdehnung des
plastifizierten Bereichs. Der Q Parameter ermdglicht eine quantitative Einordnung
unterschiedlicher rissbehafteter Bauteile entsprechend ihrer Dehnungsbehinderung,
wobei Werte Q<0 auf eine geringe und Werte Q=0 auf eine hohe
Dehnungsbehinderung hindeuten.

In einer weiteren Verdffentlichung stellten O’'Dowd und Shih Ergebnisse zur
Untersuchung des Einflusses von Q auf den Spannungszustand an der Rissspitze
vor [34]. Der Parameter Q wird hier als Differenz zwischen dem Spannungswert
aus der vollstdndigen Losung nach Gleichung 2.3.7 und der Ldsung aus dem
HRR-Feld, die hierbei als Referenzwert (cg)rer dient, definiert. Anstelle der Lésung
des HRR-Feldes kann auch die einer Boundary-Layer Analyse verwendet werden.
Hierbei wird das FE-Modell einer Kreisscheibe mit Riss betrachtet, auf das
Randverschiebungen in Abhangigkeit der Rissspitzenbelastung aufgebracht sind. Es
wird die Spannung-Dehnung-Kurve des betrachteten Werkstoffs zu Grunde gelegt.
Der Radius der Scheibe wird so gewahlt, dass der gesamte linear-elastisch
beanspruchte Bereich umschlossen und eine plastische Zone im Vergleich zur GréBe
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des Gesamtmodells klein ist. Diese Variante wird auch als Small-Scale-Yielding
Ldsung (SSY) bezeichnet (Vgl. [30], [35]).

Q=G®® — (060 ket (2.3.8)

Og

Die Auswertung der Spannungen aus Gleichung 2.3.8 wird fir eine festgelegte
Position vor der Rissspitze im Abstand r=2]/c, vorgenommen. Hiermit soll
gewahrleistet sein, dass der Ort der Auswertung auBerhalb des Bereiches groBer
plastischer Deformation, jedoch innerhalb des von J dominierten Nahfeldes liegt.

O’'Dowd und Shih zeigten, dass bei gleicher Rissspitzenbelastung ] fiir Geometrien
mit Werten Q<0 Blunting, das Ausrunden der Rissspitze, ausgepragter ist als bei
solchen mit Q=0. Sie flihrten dies darauf zuriick, dass mit negativen Werten fiir Q
die Spannung vor der Rissspitze absinkt und der Anteil plastischer Dehnung
zunimmt. Dieser Abfall in der Dehnungsbehinderung sorgt flir eine Tendenz in
Richtung duktiles Versagen. Stark ausgepragtes Blunting kann nach O’'Dowd und
Shih jedoch auch dazu flihren, dass der Q Parameter seinen Einfluss verliert.
Bei positiven Werten fiir Q steigt mit Ausbreitung der plastischen Zone der
hydrostatische Anteil der Spannung an, wohingegen der Betrag der plastischen
Dehnung im Nahbereich der Rissspitze weitgehend unverandert bleibt. Hierdurch
wird Spaltbruch als Versagensmechanismus begtinstigt. Sie wiesen weiterhin nach,
dass flir Werte Q<0 mit steigendem Betrag die erreichbare Zahigkeit stark
zunimmt. Als Grund flir diesen Zahigkeitsanstieg nannten sie, dass insbesondere im
Wirkungsbereich von Spaltbruch schon eine geringe Abminderung des
hydrostatischen Spannungsanteils zu einer signifikanten Verbesserung des
Zahigkeitsverhaltens fihren kann.

2.3.4 Mehrparameter-Ansétze der Bruchmechanik

Grundlage bei der Entwicklung der Ansatze aus der klassischen Bruchmechanik ist,
dass die Singularitat an der Rissspitze von nur einer GréBe dominiert wird. In der
linear-elastischen Bruchmechanik ist dies der Spannungsintensitatsfaktor K, in der
elastisch-plastischen Bruchmechanik die Rissspitzenbelastung J. Diese GrdBen
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bestimmen demnach sowohl die Hbhe der auftretenden Spannung als auch die
GroBe des Bereiches, lber den sich die Spannung und evtl. auftretende plastische
Deformation auswirken. Diese Annahme ist vor allem dann zutreffend, wenn die
plastische Zone sich nur auf kleine Bereiche beschrankt, also flr das
KleinbereichflieBen. Bei zahlreichen Untersuchungen zur Ermittlung bruch-
mechanischer Kennwerte konnte jedoch festgestellt werden, dass die Ergebnisse
sowohl von der Probengeometrie als auch von der Fehlertiefe beeinflusst sein
kédnnen. Dies gilt insbesondere flr den Bereich der elastisch-plastischen
Bruchmechanik und die Bestimmung von Risswiderstandskurven J-Aa, aber auch
fur die Ermittlung kritischer Spannungsintensitatsfaktoren Ky in der linear-
elastischen Bruchmechanik. Dieser Effekt nimmt mit dem Anstieg des Anteils
plastischer Deformation zu. Eine solche Abhadngigkeit bei der Bestimmung eines
charakteristischen Werkstoffkennwertes zur Verwendung als Grenzwert im Rahmen
von Sicherheitsanalysen ist inakzeptabel. Deshalb sind in den einschlagigen
Prifnormen Giltigkeitsgrenzen flr die Kennwertermittlung festgelegt, die mit der
Probengeometrie und der Werkstofffestigkeit verkntpft sind. Hierdurch soll
gewahrleistet werden, dass in der Probe eine hohe Dehnungsbehinderung
vorherrscht und das Ergebnis frei von Geometrieeinfllissen ist. Somit stellt ein an
Normproben ermittelter bruchmechanischer Kennwert eine untere Grenze der
Zahigkeit dar. Dennoch gibt es auch Fadlle, wo trotz Einhalten der
Gultigkeitsgrenzen streng genommen kein charakteristischer Werkstoffkennwert
ermittelt wird. Als Beispiel sei hier die Ermittlung des technischen Ersatzkennwertes
JoosL genannt, dessen Betrag je nach verwendetem Probentyp groBe Unterschiede
aufweisen kann [36]. Zur Uberpriifung der Ubertragbarkeit von
Werkstoffkennwerten auf Bauteile muss dann der Spannungszustand an der
Rissspitze beriicksichtigt werden.

Haufig treten in Bauteilen und Konstruktionen jedoch derart hohe
Dehnungsbehinderungen nicht auf, so dass im Vergleich zur Normprobe teilweise
noch Zahigkeitsreserven bestehen. Dies flihrte zur Entwicklung von
zwei-parameter Ansdtzen, wo neben K und ] die jeweilige lokale
Dehnungsbehinderung in Form von T-Spannung und Q-Parameter quantitativ
erfasst und mit in die Betrachtung einbezogen wird [37]. Die Bruchzahigkeit ist
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dann, wie in Bild 2.8 dargestellt, eine Funktion der Dehnungsbehinderung. Hiermit
kann eine Grenzkurve im K-T- oder J-Q-Raum aufgestellt werden.
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Bild 2.8: Bruchzahigkeit als Funktion der Dehnungsbehinderung nach Chiesa et al. [38].

Nach einem Vorschlag von Roos wird der Einfluss des Spannungszustandes nicht
nur punktuell an einem festgelegten Ort, sondern (ber einen gewissen Bereich im
Ligament betrachtet [39]. Hierbei wird eine Strecke r; in Abhdngigkeit von der
Geometrie oder dem Mehrachsigkeitsquotienten q als reprasentativer
Auswertebereich festgelegt.

. {OIB(W - ao)}
0 <r, <min

r(q=0187)

Das Integral Uber den Mehrachsigkeitsquotienten q im Bereich r; wird einem
kritischen Mehrachsigkeitsquotienten q. gegenibergestellt, der die Grenze zwischen
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Sprédbruch und Zahbruch quantifizieren soll. Dieser kann in Abhangigkeit von der
Querkontraktion v mit Gleichung 2.3.9 berechnet werden:

\/5.1—2v

C 2 1+v

(2.3.9)

Auf dieser Grundlage wird ein Versagenskriterium fir Risspitzenbelastungen 1>J;
aufgestellt, das zwei Falle unterscheidet:

i 1 j qndx < q, -> Sprédbruch,

ko

ii. 1 Iq dx >> q -> stabiles Risswachstum nach Initiierung.
) A c
io

Hinsichtlich der Ubertragbarkeit von bruchmechanischen Kennwerten von der Probe
auf das Bauteil werden die entsprechenden Betrdage des Integrals Uber die
Mehrachsigkeit miteinander verglichen. Wenn gilt:

n r
J. q(x) dX(Bauteil) = J. q(x) dX(Pr obe)
0 0

dann ist bei gleicher Rissspitzenbelastung J mit gleichem Risswachstum in Probe
und Bauteil zu rechnen.

Thaulow et al. wendeten die mehrparametrige Bruchmechanik u.a. im Rahmen
ihrer Arbeit Uber den Einfluss der Dehnungsbehinderung auf die kritische
Rissspitzenbelastung J. im Ubergangsgebiet hochfester Stihle an [40]. Sie
untersuchten hier auch den Einfluss von Risswachstum auf den Spannungszustand
an der Rissspitze und die Constraint-Parameter, da diese flir stationdre Rissen
hergeleitet wurden. Ziel war die Skalierung von Zahigkeitskennwerten
unterschiedlicher Bruchmechanikproben unter Berticksichtigung von Risswachstum
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mit Hilfe der Constraint-Korrektur. Weiterhin stellten sie einen vereinfachten Ansatz
vor, bei dem, anstatt die reale Probenstruktur in 3D zu erfassen, nur ein
idealisiertes Schalenmodell mit Federelementen (Linespring-Elements) im
Rissbereich verwendet wird. Die Ubertragung eines solchen idealisierten Modells
auf ein Bauteil zeigten dann Berg et al. am Beispiel eines rissbehafteten Rohres
[41].
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3. Datenbasis der Untersuchung

Die Versuchsdaten entstammen Forschungsberichten der Bundesanstalt fir
Materialforschung und —priifung (BAM) in Berlin von Ende der 80er und Anfang der
90er Jahre (nahere Details sind in [42], [43] und [44] angegeben). Zu dieser Zeit
wurde intensiv an dem Thema des stabilen Risswachstums, insbesondere auch von
halbelliptischen Fehlern in druckflihrenden Komponenten sowie der Ableitung des
Risswiderstandsverhaltens aus Kerbschlagbiegeversuchen geforscht. Neben der
normgerechten Ermittlung von Zahigkeitskennwerten wurden dabei auch
Bauteilversuche an Druckbehadltern und Rohrsegmenten durchgefiihrt. Hierbei
wurden  verschiedene  Typen von  Bruchmechanikproben  verwendet,
Fehlerkonfigurationen sowie die Beanspruchung wurden variiert und
unterschiedliche Werkstoffe eingesetzt.

Der Einfluss der Probengeometrie und —belastung auf die Hohe der ermittelten
bruchmechanischen Zahigkeitskennwerte, insbesondere im Hinblick auf die
Ermittlung von Risswiderstandskurven, wurde mit umfangreichen Versuchsreihen
untersucht. Begleitet wurden diese Versuchsreihen von numerischen Rechnungen
mit der Finite-Elemente-Methode zur Analyse des Spannungs- und
Verformungsfeldes an den Rissspitzen. Ziel war u.a. die Berechnung des
Risswachstums auf Grundlage von Risswiderstandskurven J-Aa  unter
Berlicksichtigung lokaler Unterschiede in der Dehnungsbehinderung. Es konnte
gezeigt werden, dass neben der Rissspitzenbelastung J vor allem die
Dehnungsbehinderung einen groBen Einfluss auf das Risswachstum hat. Somit war
die Notwendigkeit eines zweiparametrigen Konzeptes zur Analyse des stabilen
Risswachstums in Bauteilen ein zentrales Ergebnis dieser Forschungsreihen.

3.1 Werkstoffe

Innerhalb der Versuchsreihen wurden zwei fir den Druckbehalterbau
standardmaBig eingesetzte Stahle verwendet, ein 20MnMoNi5-5 (1.6310) und ein
StE460 (1.8901).

Der Stahl 20MnMoN:i5-5 ist ein schweiBgeeigneter, warmfester Druckbehalterstahl
und wird den legierten Edelstihlen zugeordnet. Ublicherweise wird er im
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vergiteten Zustand ausgeliefert. Die Anforderungen an diesen Stahl sind in einer
nationalen Erweiterung von [45] geregelt, dem SEW028 [46]. Das Ergebnis einer
Stlickanalyse wird mit den hierin definierten Anforderungen in Tabelle 3.1
wiedergegeben. Der Grenzwert des Schwefelgehaltes wird etwas Uberschritten.

Tabelle 3.1: Chemische Zusammensetzung 20MnMoNi5-5, Stlickanalyse [M.-%].

C Si Mn P S Cr Mo Ni \'/
Norm® 0,23 0,15/0,3 1,2/1,5 0,012 0,008 0,2 0,4/0,55 0,5/0,8 0,02
Analyse 0,19 0,22 1,43 0,009 0,009 0,14 049 0,56 0,01

N Al Cu Co
Norm™ 0,013 0,01/0,04 0,12 0,03
Analyse - 0,023 0,07 0,008

* Wenn nicht anders angegeben handelt es sich um max.-Werte.

Der StE460 (Jetzt: S460N oder P460N) gehdrt als hochfester, schwei3geeigneter
Baustahl ebenfalls in die Gruppe der legierten Edelstdhle. Er wird im normalisierten
Zustand ausgeliefert. Ein Vergleich mit den Werten der Stlickanalyse nach [47]
zeigt Tabelle 3.2. Der Aluminiumgehalt unterschreitet leicht die Mindestforderung.

Tabelle 3.2: Chemische Zusammensetzung StE460, Stlickanalyse [M.-%].

C Si Mn P S Nb \'/ Al Ti
Norm™ 0,22 0,65 0,95-1,8 0,035 0,03 0,06 0,22 >0,015 0,06
Analyse 0,17 0,28 1,52 0,009 0,009 <0,005 0,18 0,01 0,002
Cr Ni Mo Cu N zZudem.: V+Nb+Ti Mo+Cr CEV
Norm™ 0,35 0,85 0,13 0,6 0,027 0,26 0,38 0,53
Analyse 0,04 0,62 0,01 0,03 0,012 <0,187 0,05 0,52

* Wenn nicht anders angegeben handelt es sich um max.-Werte.

Die mechanischen Kennwerte der beiden Stdhle bei Raumtemperatur sind in
Tabelle 3.3 angegeben. Der Stahl StE460 hat im Vergleich zum Stahl 20MnMoNi5-
5 eine etwas groBere Festigkeit. Sowohl Streck- oder Dehngrenze als auch
Zugdfestigkeit liegen ungefahr 6% hdher. Der Stahl StE460 erreicht mit 20% eine
groBere Bruchdehnung A, als der Stahl 20MnMoNi5-5 mit 17%. Der Unterschied in
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der Brucheinschniirung Z ist nur gering. Ein Vergleich der Kerbschlagarbeitswerte
ist nur bedingt mdglich. Fir den normalisierten Stahl StE460 sind normseitig
besondere Anforderungen an die Kerbschlagarbeit Ky bei tieferen Temperaturen
gestellt, so dass eine Priifung insbesondere bei T=-20°C erfolgt. Der Stahl
20MnMoNi5-5 gehort zur Gruppe der warmfesten Stahle, so dass vornehmlich die
Hochlage von Bedeutung ist. Auffallig ist, dass der Feinkornbaustahl StE460 mit
105] einen fast doppelt so hohen Zahigkeitskennwert erreicht als der warmfeste
Baustahl 20MnMoNi5-5 mit 55]. Im physikalischen Initiierungskennwert J; schlagt
sich dieser Unterschied jedoch nicht nieder, beide Stdhle liegen mit 120N/mm und
117N/mm nahezu gleichauf. Dies gilt ebenfalls flr den Ersatzkennwert Jg,g.. Auch
hier stimmt die Tendenz mit 170N/mm flir den 20MnMoNi5-5 und 163N/mm flr
den StE460 mit der des Initiierungskennwertes Uberein und zeigt eine geringfligig
héhere Zahigkeit flir den Stahl 20MnMoN:i5-5.

Tabelle 3.3: Mechanische Kennwerte.

20MnMoNi5-5 StE460 (Jetzt: S460N oder P460N)

E-Modul, MPa 204 000 210 000
ReL oder Rpo.2, MPa 460 490
Rm, MPa 604 642
Ay, % 10,4 12,8
Ao, % 17 20
Z, % 63 64
Ky, J (T=-20°C/Hochlage) * n.b./77 64/105
J;, N/mm (CT25sg) * 120 117
Jo.28, N/mm (CT25sg) * 170 163
R.-0O. Konstante o, --- 2,3 2,6
R.-0O. Exponent n, --- 7,1 7,4
Hollomon Konstante ky, --- 1062,3 1096,1
Hollomon Exponent ny, --- 0,183 0,200

* Probenlage T-L, n.b.=nicht bekannt

Die in Tabelle 3.3 angegebenen Parameter der Ramberg-Osgood- und der
Hollomon-Gleichung zur Extrapolation der FlieBkurven ab GleichmaBdehnung
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werden anhand von Zug- und Druckversuchsdaten ermittelt. Die entsprechenden
FlieBkurven nach Hollomon sind in Bild 3.1 dargestellt. Der StE460 zeigt eine
etwas starkere Verfestigung als der 20MnMoNi5-5, ab einer wahren plastischen
Dehnung von ca. &,,,=0,7 verlauft die FlieBkurve des 20MnMoNi5-5 flacher. Um zu
verhindern, dass in der Simulation aufgrund fehlender Definition entsprechender
Spannung-Dehnung-Wertepaare ein ideal-plastisches Werkstoffverhalten zugrunde
gelegt wird, sind die FlieBkurven bis zu einer wahren plastischen Dehnung von
ew,pi=5 in der Berechnung hinterlegt.
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Bild 3.1: FlieBkurven nach Hollomon.

Ein Vergleich zwischen den FlieBkurven nach Ramberg-Osgood und denen nach
Hollomon ist in Bild 3.2 dargestellt. Bis hin zu einer wahren Dehnung von ca.
ew=0,25 sind die Kurven nahezu deckungsgleich. Im weiteren Verlauf zeigen die
FlieBkurven nach Ramberg-Osgood jedoch eine deutlich geringere Verfestigung.
Zudem ist kaum ein Unterschied zwischen der Kurve des 20MnMoNi5-5 und der des
StE460 auszumachen. Bei den nach Hollomon extrapolierten FlieBkurven zeigt sich
in Bild 3.1 hingegen, dass der StE460 eine starkere Verfestigung aufweist.
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Bild 3.2: Vergleich der FlieBkurvenverlaufe.
3.2 Versuchsdaten

Flr eine Untersuchung des Einflusses unterschiedlicher Probengeometrien und zur
Uberpriifung der Anwendbarkeit von an Kleinproben ermittelten Z&higkeits-
kennwerten flir bruchmechanische Sicherheitsanalysen rissbehafteter Bauteile
bildet eine durchgehende Versuchsreihe mit jeweils einer Stahlgtite die Grundlage.

Bei Untersuchungen der Bundesanstalt flr Materialforschung und —priifung (BAM)
zur Analyse und Weiterentwicklung bruchmechanischer Versagenskonzepte sind in
[43] und [44] zahlreiche Versuche u.a. mit Kompaktzugproben C(T) und Zugproben
mit durchgehendem, beidseitigem AuBenriss DEC(T) sowie Mittenriss CC(T) oder
auch M(T) durchgeflihnrt worden. Weiterhin waren Bauteilversuche an einem
Rohrsegment sowie an  einem Druckbehdlter = mit  verschiedenen
Fehlerkonfigurationen Bestandteil dieser  Untersuchung. Mit  diesen
Forschungsberichten steht eine ausfiihrliche Datensammlung fiir die beiden Stahle
zur Verfligung, die als Basis fiir die hier vorliegende Untersuchung dient.
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3.2.1 Bruchmechanikproben

Fir die weitere Betrachtung werden Versuchsdaten zweier Probentypen verwendet.
Neben Ergebnissen von Versuchen mit Kompaktzugproben C(T)25sg werden auch
die von Zugproben CC(T)20sg oder auch M(T)20sg herangezogen, die in Bild 3.3
dargestellt sind. Hierbei bedeutet das Kiirzel sg, dass beide Proben im Ligament mit
Seitenkerben versehen sind. Der Offnungswinkel der Seitenkerben betrégt 45°. Die
Zahl in der Bezeichnung gibt die Dicke B der ungekerbten Probe an, die durch die
Seitenkerben auf die Netto-Dicke By reduziert wird.

Grundsatzlich unterscheiden sich die beiden Probentypen neben ihren
Abmessungen auch in der Belastungsart. Zwar werden wie in Bild 3.3 zu erkennen
beide Proben Uber Bolzen mit einer Zugkraft F beansprucht, jedoch ergibt sich in
der Probe C(T)25sg hieraus eine Uberlagerung von Biegung und Zug, wohingegen
in Probe M(T)20sg nur Zug anliegt.

C(T)25sg M(T)20sg
el Al (AT
«f) - o |

a, By,

w| |l 2a, L

= -
_2W

B I By
i - L
Bild 3.3: Skizze der untersuchten Bruchmechanikproben.

Die wesentlichen Abmessungen sind in Tabelle 3.4 angegeben. Beide Proben
haben die gleiche Breite W. Der Unterschied in der Netto-Dicke By ist mit 19mm fir
die Kompaktzugprobe und 16mm flir die Zugprobe gering. Die Tiefe des
Anfangsrisses ist mit a;=29,5mm in der C(T) Probe um 4,5mm gr6Ber als in der
Probe CC(T), wo Ligament by und Anfangsfehler ag mit 25mm gleich groB sind.
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Tabelle 3.4: Abmessungen der Bruchmechanikproben.

W, mm B, mm By, mm ao/W, ---
C(T)25sg 50 25 19 0,59
CC(T)20sg/M(T)20sg 50 20 16 0,50

Kompaktzugproben C(T) weisen eine hohe Dehnungsbehinderung auf, wahrend
sich in Zugproben mit Mittenriss M(T) oder CC(T) eine vergleichsweise eher geringe
Dehnungsbehinderung einstellt. Somit ist im Hinblick auf den Einfluss der Wahl des
Probentyps auf die Entwicklung der Dehnungsbehinderung hier ein deutlicher
Unterschied zu erwarten.

3.2.2 Bauteilversuche

Als Bauteil wird ein Modellbehdlter mit anndhernd halbelliptischem, sich in
Langsrichtung erstreckenden Oberflachenfehler betrachtet. Dieser ist in T-L-Lage
des Blechs ausgerichtet. Der in Bild 3.4 dargestellte Druckbehalter wird mit zwei
unterschiedlichen Fehlerkonfigurationen untersucht. Die Fehler werden in Ronden
eingebracht, die in den zylindrischen Mantelschuss eingeschweiBt werden. Nach
dem SchweiBvorgang wird spannungsarm gegliht.
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Bild 3.4: Skizze des Versuchsbehalters.
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Der Behalter ist aus dem Stahl StE460 gefertigt. Die Ronden sind bei Variante B2
[42] aus dem Stahl 20MnMoNi5-5 und bei Variante B3 [43] aus dem Stahl StE460.
Die Fehler werden zunachst mit Scheibenfrasern in Form einer Kerbe eingebracht.
AnschlieBend wird der Behalter mit Wasser als Druckmedium geftillt und durch
pulsierenden Innendruck ein Ermidungsanriss erzeugt. Die Rissinitiierung sowie die
—ausbreitung werden mit Gleichstrom-Potentialsonden erfasst. Diese sind,
zusammen mit mehreren Clip-Gages zur Aufweitungsmessung, an der Oberflache
entlang des Risses angebracht. Die wichtigsten Abmessungen sowie Angaben zur
Beanspruchung sind in Tabelle 3.5 aufgelistet. Die tatsachliche Risskontur wird
idealisiert als halbe Ellipse mit den Achsenlangen 2a und 2c angenommen.

Tabelle 3.5: Angaben zu Geometrie und Belastung des Bauteilversuchs nach [43].

B2 (20MnMoN:i5-5) B3 (StE460)

Innenradius r;, mm 750
Lange des zyl. Mantelschusses Ly,mm 3000
Wanddicke t, mm 40,0 39,8
Rissldange an der Oberflache 2c, mm 180,40 192,12
Tiefste Stelle des Risses a, mm 21,60 28,04
Aufweitung (el.+pl.) bei Initiierung vy, mm 0,64 0,78
Innendruck bei Initiierung P;, MPa 22,40 20,00
Maximal aufgebrachter Innendruck Pmax, MPa 24,20 22,36

Bei der Versuchsdurchflihnrung wird der Innendruck P des wassergefiillten Behalters
monoton schwellend bis zu dem in Tabelle 3.5 angegebenen Maximalwert Ppax
erhdoht. Der Druck bei Rissinitierung P; wird anhand der Messschriebe der
Potentialsonden bestimmt.
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4. Details zu den FE-Modellen

Die Finite-Elemente-Berechnungen werden mit dem Programm ABAQUS CAE in der
Version 6.8 durchgeflihrt. Zur Abbildung der Singularitat an der Rissspitze wird die
im  Interaction-Modul von ABAQUS/Standard implementierte Methode zur
Erzeugung von kollabierten Elementen verwendet. Mit der Variante “Collapsed
element side, duplicate nodes” wird plastisches Werkstoffverhalten erfasst. Die
Position des Mittenknotens auf den Elementkanten wird Uber "Singularity: Midside
node Parameter: 0.3" auf knapp ein Drittel der Kantenlange entfernt von der
Rissspitze gesetzt. Hierdurch kann das durch ein Potenzgesetz beschriebene
Verfestigungsverhalten des Werkstoffs abgebildet werden.

Um die groBen Spannungs- und Verzerrungsgradienten nahe der Rissspitze
erfassen zu konnen, ist in diesem Bereich eine sehr feine ElementgréBe
erforderlich. Durch Anwendung der Bias-Funktion wird ausgehend von der Spitze
des Risses eine kontinuierliche VergréBerung der Elemente ermdglicht, wodurch
sich die typische, spinnennetzartige Ausbildung des FE-Netzes flir Untersuchungen
im Bereich von Rissspitzen ergibt.

Weiterhin spielt auch die Wahl des Elementtyps eine nicht zu vernachlassigende
Rolle. Allgemein sollte dies unter Bericksichtigung der (blichen, hinlénglich
bekannten numerischen Probleme wie shear-locking, hour-glasing oder
Inkompatibilitit an den Grenzflachen zweier benachbarter Elemente erfolgen.
MaBgebend hierfiir sind die Beanspruchung und die Verformungsfigur eines
Elementes. Nahere Erlduterungen kbénnen z.B. [48] entnommen werden. Fir
Berechnungen mit (Metall-) Plastizitat sind im Handbuch des Programms ABAQUS
diverse, teils auch widerspriichliche Angaben hinsichtlich des geeigneten
Elementtyps zu finden. Im Rahmen dieser Untersuchung werden alle Modelle mit
quaderféormigen Volumenelementen und quadratischer Ansatzfunktion erstellt, sog.
C3D20-Elemete. Hierbei ist zu beachten, dass sich bei plastischer Deformation der
Werkstoff nahezu inkompressibel verhdlt, so dass die Querkontraktionszahl von
ve=0,3 flr elastisches sich asymptotisch dem Wert v,=0,5 flr ideal-plastisches
Werkstoffverhalten annahert (Vgl. [2], S.132-134). Dies flihrt wiederum dazu, dass
bei der numerischen Berechnung der Spannungs-Dehnungsbeziehung auf
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Grundlage der von Mises’schen FlieBhypothese keine eindeutige Ldsung flir den
hydrostatischen Spannungsanteil gefunden werden kann, da dieser hierbei
definitionsgemal keinen Einfluss auf das FlieBen hat (vgl. Kapitel 2.1). Bemerkbar
macht sich dieser Effekt als Oszillation der Spannungswerte entlang des Ligamentes
vor der Rissspitze. Dies gilt insbesondere fiir den Elementtyp C3D20. Abhilfe kann
die Verwendung von sogenannten Hybridelementen C3D20H schaffen. Mit
Hybridelementen wird der hydrostatische Spannungsanteil bei der Berechnung
gesondert behandelt. Gleichgewicht wird dann unter kombinierter Beriicksichtigung
von Verschiebung sowie Spannungsanteilen berechnet [49].

4.1 Bruchmechanikproben

Es werden zwei unterschiedliche Typen von Bruchmechanikproben untersucht.
Beide sind im Ligamentbereich mit Seitenkerben versehen, deren Offnungswinkel
45° betragt. Um die Anzahl der Elemente und somit den Rechenaufwand mdglichst
klein zu halten, werden bei der Modellierung Symmetrieebenen ausgenutzt. An den
Symmetrieebenen werden die Verschiebungen in Richtung der jeweiligen
Flachennormalen blockiert. Als Randbedingung wird anstatt einer Last eine
Verschiebung eingepragt. Die Berechnungen werden mit nichtlinearem
Werkstoffgesetz durchgeflihrt. Eine Updated-Lagrange Formulierung wird nicht
verwendet (NLgeom=0FF), da diese die Abbildung der Singularitat erschwert und
das Ausrunden der Rissspitze, das sogenannte Blunting, beeinflusst.

Flr die Generierung eines geeigneten FE-Netzes werden um die Rissspitze drei
Bereiche, sog. Partitionen, erstellt. Um die Rissspitze verlauft zundchst eine
halbkreisférmige Partition mit einem Radius von 0,1mm. Hier werden die fiir die
Erzeugung der Singularitat erforderlichen Wedge-Elemente konzentrisch um die
Rissspitze angelegt, das heiBt, die Kantenldnge eines Elementes entspricht hier
dem Radius. Es werden flinf Elemente pro 90° erzeugt. Daran schlieBt eine zweite,
ebenfalls halbkreisformige Partition mit einem Radius von 1,0mm an. Umschlossen
werden diese von einer dritten, rechteckigen Partition mit Kantenldngen von 8,5mm
und 17,0mm.
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4.1.1 Kompaktzugprobe C(T)25sg

Es werden zwei Symmetrieebenen ausgenutzt und lediglich ein Viertel der Probe
abgebildet. Eine Symmetrieebene verlduft entlang der Rissflache, die zweite teilt
die Probe in der Mitte der Dicke B. Anstatt eines Bolzens wird die eigentliche
Bohrung als gesonderter, zylinderférmiger Bereich partitioniert, innerhalb dessen
Wedge-Elemente konzentrisch angeordnet sind. Hierflir wird ein gesondertes, rein
elastisches Werkstoffgesetz hinterlegt. Das erzeugte FE-Netz wird in Bild 4.1
dargestellt.

Bild 4.1: FE-Netz der Probe CT25sg.

Eine Verschiebung von 1,5mm wird entlang der Mittellinie der zylindrischen
Partition im Bereich der eigentlichen Bohrung aufgebracht, wahrend die anderen
beiden Richtungen blockiert sind. In Bild 4.2 sind die Partitionen sowie Teile die
Randbedingungen zu erkennen. In Dickenrichtung wird die Probe in insgesamt 9
Schichten, sogenannte Layer unterteilt.
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Bild 4.2: Randbedingungen und Partitionen des FE-Modells CT25sg.

4.1.2 Zugprobe M(T)20sg

Es werden drei Symmetrieebenen ausgenutzt und lediglich ein Achtel der Probe
abgebildet. Eine Symmetrieebene verlduft in Langs-, eine in Querrichtung entlang
der Mittelachsen der Probe, eine weitere halbiert die Probe entlang ihrer Dicke B.
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Bild 4.3: FE-Netz der Probe MT20sg.

Wie in Bild 4.4 durch die Pfeile angedeutet, wird eine Verschiebung von 1mm
aufgebracht. Uber die Dicke wird die Probe in insgesamt 10 Layer unterteilt.

Bild 4.4: Randbedingungen und Partitionen des Modells MT20sg.
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4.2 Druckbehalter

Es werden 2zwei Varianten eines sich in Langsrichtung erstreckenden,
halbelliptischen Oberflachenfehlers in einem Druckbehalter untersucht. Hierbei sind
die Grundabmessungen des Druckbehalters (vgl. 3.2.2) fiir beide Varianten gleich.
Sie unterscheiden sich jedoch neben den Abmessungen der Halbachsen des
eingebrachten Fehlers, der in den FE-Modellen durch eine Ellipse angenahert wird,
auch im Werkstoffgesetz.

Zur Reduzierung des Berechnungsaufwandes werden bei der Abbildung des
Druckbehdlters Vereinfachungen getroffen. Es wird lediglich der zylindrische
Mantelbereich betrachtet, die Behalterbdéden bleiben in der Geometrie des FE-
Modells unberiicksichtigt. Die entsprechenden Langsspannungen o, werden mit der
Kesselformel (4.1) berechnet und als zusatzliche Randbedingung berticksichtigt.
Hierbei ist Dinen der Innendurchmesser des Druckbehalters, s die Wanddicke und
Pinnen der Innendruck:

oL = m' Pinnen (4 1)

4-s

Weiterhin werden die Symmetrieebenen in Langs- und Querrichtung ausgenutzt,
und lediglich ein Viertel der Mantelschale (180°, halber Umfang) betrachtet. Hierbei
wird auch der Bereich des Risses geschnitten. Die Symmetrieebene in
Langsrichtung lauft durch die Rissebene. Die Symmetrieebene in Querrichtung
halbiert den Riss, so dass nur ein Viertel einer Ellipse als Risskontour abgebildet
wird. Als letzte Vereinfachung wird die Mantelschale nochmals entlang der
Langsachse in zwei Segmente mit jeweils 90° Umfang geteilt und fir die
Berechnung lediglich der in Bild 4.5 dargestellte Teil mit einer Risshalfte
berlicksichtigt. An den Schnittflachen werden die Verschiebungen in
Normalenrichtung blockiert. Als Beanspruchung wirkt der Druck Py, auf der
gesamten Innenseite der Mantelflache des Zylindersegmentes, wodurch auch die
oben genannten Langsspannungen erzeugt werden.
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Bild 4.5: FE-Modell des Zylindersegment und Randbedingungen.

Aufgrund der komplexen Geometrie mit gekrimmter Zylinderschale und
halbelliptisch verlaufender Rissfront ist eine flir die lokale Spannungsanalyse an der
Rissspitze ausreichend feine Vernetzung kaum mdoglich. Deshalb werden die
Berechnungen des Druckbehdlters in zwei Stufen durchgeflihrt. Zundchst wird ein
Modell wie im vorherigen Absatz beschrieben erstellt. Hierbei wird ein Torusstlick
mit halbkreisformigem Querschnitt als Partition um die Rissspitze angelegt. Dieses
Globalmodell wird wie in Bild 4.6 dargestellt mit einem gréberen Netz versehen.
Neben dem nichtlinearen Werkstoffgesetz kommt die Updated-Lagrange
Formulierung zur Anwendung (NLgeom=0N). Es wird zwar eine Rissspitze definiert
und das J-Integral berechnet, die Abbildung der Singularitat ist hierbei jedoch von
untergeordneter Bedeutung (No degeneracy).
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Bild 4.6: FE-Netz des Globalmodells, Variante B2.

In einer zweiten Stufe wird ein Submodell erstellt. Dieses erfasst lediglich den
Bereich des Torusstlicks um die Rissspitze. Das Submodell wird mit einem sehr
feinen Netz versehen, um die groBen Spannungs- und Verformungsgradienten
erfassen zu kénnen. Weiterhin werden einzelne Layer, entlang denen das J-Integral
berechnet und die lokale Auswertung vorgenommen wird, weitgehend orthogonal
zur Rissfront angelegt. Bild 4.7 zeigt das vernetzte Submodell des Behalters B2.
Als Randbedingung wirkt die Verschiebung des Globalmodells auf der freien
Oberflaiche des Submodells. Die Berechnung wird mit nichtlinearem
Werkstoffgesetz, jedoch ohne Updated-Lagrange Formulierung durchgefiihrt
(NLgeom=0OFF), da aufgrund der Abbildung der Singularitdt in Verbindung mit der
sehr feinen Vernetzung andernfalls keine Konvergenz der Losung gefunden werden
konnte.
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Bild 4.7: FE-Netz des Submodells, Variante B2.

4.2.1 Variante B2 (20MnMoNi5-5)

Die Tiefe des Fehlers betragt im Maximum a=21,6mm, die Gesamtlange an der
Oberflache des Druckbehalters 2c=180,4mm. Die Werte a und c¢ dienen als
Halbachsen fiir die Ellipse, mit der der Rissverlauf im FE-Modell angendhert wird.
Die in der Behaltervariante B2 eingeschweiBte Ronde, die im Gegensatz zum
Behalter nicht aus StE460 besteht, wird durch eine achteckige Partition abgebildet.
Ein Viertel dieser Partition, welcher die Werkstoffdaten des Stahls 20MnMoNi5-5
zugewiesen wird, ist im Ausschnitt des in Bild 4.8 dargestellten Eckbereiches des
Globalmodells zu erkennen. Weiterhin sieht man die halbkreisférmige Partition
entlang des Risses. Diese dient als Abgrenzung fiir den Bereich des Submodells und
hat einen Radius von r=10mm.

Bild 4.8: Partition im Bereich des Risses, Globalmodell Variante B2.
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Da die Auswertung des lokalen Beanspruchungszustandes an der Rissspitze am
Submodell stattfindet, ist dort eine sehr feine Vernetzung erforderlich. Hierftir sind
diverse Einteilungen in Partitionen unumganglich. Fir die Abbildung der Singularitat
an der Rissspitze missen um diesen Bereich keilformige Wedge-Elemente
konzentrisch angeordnet werden. Dazu wird entlang des Rissverlaufs eine
halbkreisformige Partition mit einem Radius von 0,2mm erstellt. Dieser Radius
entspricht somit der Kantenldnge der ersten Elementreihe am Riss. Ein kleinerer
Radius ist aufgrund der starken Krimmung kurz vor Austritt des Fehlers an der
Oberflache nicht moglich. Hieran schlieBt sich eine zweite, ebenfalls
halbkreisformige Partition mit einem Radius von 1,0mm an. Weiterhin muss das
Submodell in einzelne Abschnitte unterteilt werden, um eine weitgehend
orthogonale Anordnung der Layer zur Rissfront zu gewahrleisten. Entlang dieser
Layer wird sowohl das J-Integral berechnet als auch die Auswertung der
BeanspruchungsgroBen vorgenommen. Bild 4.9 zeigt das unterteilte Submodell.

Bild 4.9: Partitionen am Submodell, Variante B2.

4.2.2 Variante B3 (StE460)

Fir die Variante B3 betragt die Tiefe des Fehlers im Maximum a=28,04mm und die
Gesamtlange an der Oberflache 2c¢=192,12mm. Fir den ganzen in Bild 4.10
dargestellten Bereich werden die Werkstoffparameter des Stahls StE460 hinterlegt.
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Bild 4.10: Partitionen des Globalmodells, Variante B3.

Aufgrund der groéBeren Halbachsen a und c der Ellipse, durch die der Rissverlauf
angenahert wird, ist ihre Krimmung geringer als bei dem Modell der Variante B2.
Hierdurch ist es moglich, einen Radius flir die erste Partition um die Rissspitze im
Submodell von r=0,1mm zu wahlen. Die weitere Unterteilung erfolgt wie bereits flir
das Submodell von Variante B2 beschrieben.
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5. Berechnungsergebnisse

Neben der Geometrie sind auch die Werkstoffparameter wichtiger Bestandteil der
Eingabedaten eines FE-Modells. Diese koénnen entscheidenden Einfluss auf das
Ergebnis der Simulation haben. Im hier betrachteten Fall bietet das Programm
ABAQUS zwei Mdglichkeiten, die Daten fir das Werkstoffgesetz des Stahls
einzugeben. Ublicherweise wird neben dem Elastizitdtsmodul E, der Streckgrenze o,
und der Querkontraktionszahl v der plastische Teil des Werkstoffverhaltens multi-
linear angendhert und in tabellarischer Form als Wertepaare wahre Spannung und
wahre plastische Dehnung oy-ew i €ingegeben. Die einfachere und elegantere
Variante jedoch ist die in ABAQUS implementierte Mdglichkeit, anstatt einer
FlieBkurve lediglich die Parameter der Ramberg-Osgood-Gleichung einzugeben.
Grundlage hierfir ist die plastische Deformationstheorie, die auch als Basis flir die
Entwicklung der unter Kapitel 2.3.3 vorgestellten Constraint-Theorie der elastisch-
plastischen Bruchmechanik diente. Diese Variante hat den Vorteil, dass nicht eine
multi-lineare Kurve mit endlichen Wertepaaren eingegeben, sondern eine stetige
Funktion definiert wird, anhand der das Werkstoffverhalten abgebildet wird.
Hierdurch ist auch die potentielle Gefahr gebannt, dass durch ein Uberschreiten der
hinterlegten Spannung-Dehnung-Werte im weiteren Verlauf dann ein ideal-
plastisches Werkstoffverhalten in der Simulation angenommen wird. Die
Auswirkung bei der Anwendung der beiden unterschiedlichen Mdglichkeiten auf das
Simulationsergebnis wird zunachst sowohl flr die Bruchmechanikproben als auch
fur die Druckbehalter untersucht.

Im Folgenden wird die Auswertung der Berechnungen vorgestellt. Es werden die
berechneten Ergebnisse Last-Aufweitung den im Versuch gemessenen Werten
gegenuber gestellt, um die Abbildungsgenauigkeit des FE-Modells bewerten zu
kdnnen. Die weitere, lokale Auswertung an der Rissspitze beschrankt sich dann auf
die Darstellung der Ergebnisse der FE-Berechnung. Die Auswertung erfolgt entlang
festgelegter Pfade im Ligament mit der Rissspitze als Startpunkt. Hierflr wird der
deformierte Zustand (deformed) und der hierauf bezogenen wahre Abstand (frue
distance) von der Rissspitze gewahlt.
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5.1 Bruchmechanikproben

5.1.1 Globale Auswertung

Der Vergleich der globalen Werte flir das Modell der Probe C(T)25sg zwischen
Versuch und Simulation ist in Bild 5.1 dargestellt. Die Last F ist Uber der
Aufweitung in der Lasteinleitungslinie v, unter Verwendung der FlieBkurven nach
Hollomon und Ramberg-Osgood aufgetragen. Da fiir den Werkstoff StE460 keine
entsprechenden Versuchsdaten zur Verfligung stehen, beschrankt sich die
Uberpriifung der Abbildungsgenauigkeit der FE-Simulation auf den hier
dargestellten Versuch mit dem Stahl 20MnMoNi5-5. Die Initiierung wurde nicht
erfasst.

C(T)25sg, 20MnMoNi5-5

50
40
30 | /
P4
4 |
w / —A&— Versuch
2 20
© —&—Hollomon
-l
—8— Ramberg-Osgood
10
0
0,0 0,2 0,4 0,6 0,8 1,0 1,2 1,4

Aufweitung v, mm

Bild 5.1: Vergleich zwischen Versuch und Simulation, Kompaktzugprobe C(T)25sg.

Die obere Kurve mit den Messwerten des Versuchs wird von den Ergebnissen der
FE-Simulationen nicht ganz erreicht. Es zeigt sich, dass die Abbildung des
Werkstoffgesetzes nach Ramberg-Osgood zu gréBeren Abweichungen flihrt. Zwar
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wird der lineare Anfangsbereich mit beiden Varianten der FlieBkurvenapproximation
richtig erfasst, mit der Approximation nach Ramberg-Osgood beginnt der Ubergang
in den plastischen Bereich jedoch deutlich friiher. Mit der FlieBkurve nach Hollomon
wird der Ubergang vom elastischen in den plastischen Bereich weitaus genauer
wiedergegeben, die Anndherung an die Messwerte gelingt im gesamten
dargestellten Verlauf der Kurve besser. Wahrend die maximale Abweichung in der
Last hier unter AP=2kN und damit weniger als 5% liegt, ergeben sich bei den
Werten nach Ramberg-Osgood Abweichungen von tber 5 kN oder mehr als 14%.

M(T)20sg, 20MnMoNi5-5
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Bild 5.2: Vergleich zwischen Versuch und Simulation, Zugprobe M(T)20sg.

Auch bei dem in Bild 5.2 dargestellten Versuch mit der Zugprobe M(T)20sg aus
20MnMoNi5-5 wurde die Initiierung nicht erfasst. Der linear-elastische
Anfangsbereich der Belastung wird von beiden Varianten sehr gut erfasst. Abermals
beginnt der Ubergang in den plastischen Bereich unter Verwendung der FlieBkurve
nach Ramberg-Osgood deutlich friiher als im Versuch gemessen. Hier verlasst die
Kurve bereits bei ca. F=260kN den linearen Anstieg, im Versuch beginnt die
Plastifizierung hingegen erst bei ca. F=430kN. Der gesamte Ubergangsbereich wird
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nicht gut angendhert. Wahrend sich im Versuch ein scharfes Abknicken der Kurve
und fast bilineares Verhalten zeigt, stellt sich mit dem Werkstoffgesetz nach
Ramberg-Osgood ein gleichmaBiger Verlauf ein. Das Ergebnis mit der FlieBkurve
nach Hollomon hingegen erfasst diesen Ubergang sehr gut. Auch der plastische
Bereich wird anfanglich gut angendhert, wohingegen mit Zunahme der
Verlangerung Messwerte und Simulationsergebnis divergieren. Dies ist vor allem
auf die sich im Versuch einstellende Rissverlangerung zurlick zu fuhren, die in der
FE-Rechnung nicht berlcksichtigt wird. Deshalb beschrankt sich der Vergleich der
Werte im Folgenden auf den Bereich der Verlangerung bis AL=0,4mm, ab dem mit
groBer Wahrscheinlichkeit bereits Rissinitiierung stattfindet. Die gréBte Abweichung
unter Verwendung des Hollomon-Ansatzes stellt sich nach dem Ubergang in den
plastischen Bereich ein, sie betragt mit ca. AF=15kN nicht mehr als 3%. Mit
Ramberg-Osgood hingegen treten Abweichungen in einer GréBenordnung von bis
zu AF=50KN oder tber 11% auf.

M(T)20sg, StE460
600 e

| ,,J“"H_.___..-—Q——-.“"
Fi= 472KN P Ln ey $AF=27K

480 Feeecce v:

360 1 Initiierung im Versuch
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E 240 : —&— Versuch
- '
' —&— Hollomon
120 1 —a#— Ramberg-Osgood —
! (obere Messwertgrenze)
1 AL;=0,33mm
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Bild 5.3: Vergleich zwischen Versuch und Simulation, Zugprobe M(T)20sg.
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Bei dem Versuch mit der Zugprobe M(T)20sg aus Werkstoff StE460 wurde die
Initilerung mit der Gleichstrompotentialsonde erfasst und ensprechend in Bild 5.3
eingetragen. Wie bereits zuvor diskutiert ist auch hier festzustellen, dass das
nahezu bi-lineare Verhalten im Versuch durch die Simulation unter Verwendung der
FlieBkurve nach Ramberg-Osgood nicht wiedergegeben werden kann. Der Beginn
plastischer Verformung liegt hier bei ca. F=300kN, wohingegen im Versuch erst ab
ca. F=460kN der Ubergang zum plastischen Bereich beginnt. Mit der FlieBkurve
nach Hollomon hingegen gibt die Simulation den Verlauf der Messwerte sehr gut
wieder. Sowohl! der Knick beim Ubergang in den plastischen Bereich als auch der
Verlauf im linearen und plastischen Teil des Versuchs werden qualitativ gut erfasst.
Allerdings wird die erreichte Last etwas Uberschatzt. Der in Bild 5.3 dargestellte
Versuch stellt zwar die untere Grenze in einer Serie von Versuchen mit der
Probenform M(T)20sg dar, jedoch wird auch die obere Grenze der gemessenen
Werte, die im plastischen Bereich um ungeféahr AF=27kN hdher liegen als der hier
gezeigte Verlauf, in der Simulation Uberschritten. Die Abweichung betragt bezogen
auf den dargestellten Versuch ca. AF=43kN oder 9%, bezogen auf die obere
Messwertgrenze jedoch lediglich bis zu ca. AF=17kN oder etwas lber 3%. Das
Ergebnis der Berechnung mit der FlieBkurve nach Hollomon zeigt eine bessere
Anndherung an den Versuch, insbesondere auch weil hierdurch das
Probenverhalten genauer wiedergegeben wird.

Aufgrund des Vergleichs der Messwerte aus den Versuchen mit den globalen
Werten der FE-Simulation wird im weiteren Verlauf fir die Berechnung bei beiden
Werkstoffen die FlieBkurve nach Hollomon fiir die Beschreibung des
Werkstoffverhaltens verwendet. Bei Anwendung der FlieBkurven nach Ramberg-
Osgood wird das Verfestigungsverhalten nur unzureichend wiedergegeben, und es
tritt eine zu groBe Aufweitung auf.

5.1.2 Lokale Auswertung

Die lokale Auswertung beschrankt sich auf den Bereich der Symmetrieebene, wo
die Tendenz zum ebenen Dehnungszustand herrscht. Der erste Knoten bleibt
hierbei unberilicksichtigt. Als Bestandteil der Rissspitze ist der ermittelte Wert hier
stark von der Art der eingepragten Singularitdt beeinflusst und nicht reprasentativ.
Zudem befindet sich die Prozesszone, in der die eigentliche Werkstoffschadigung
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stattfindet, nicht direkt an der Rissspitze, sondern leicht ins Ligament verschoben.
Dies ist insbesondere auf die dort vorhandene, groBere Mehrachsigkeit zurlick zu
fuhren. Somit sind Werte direkt an der Rissspitze von untergeordneter Bedeutung,
da an der freien Oberflache ein ebener Spannungszustand herrscht.

C(T)25sg, 20MnMoNi5-5
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Bild 5.4: Mehrachsigkeit im Ligament, Kompaktzugprobe.

In Bild 5.4 ist der Verlauf der Mehrachsigkeit im Ligament der Probe C(T)25sg flir
den Vergitungsstahl 20MnMoNi5-5 dargestellt. Wahrend das erreichte Maximum an
der Rissspitze nahezu unbeeinflusst von der Hohe der Rissspitzenbelastung J ist,
kann fir den weiteren Verlauf ein leichter Anstieg der Mehrachsigkeit beim
Ubergang von J, auf Joos festgestellt werden. Die Erhohung der
Rissspitzenbelastung um AJ=50N/mm flihrt jedoch lediglich zu einer Zunahme der
Mehrachsigkeit um im Mittel ca. Ah=0,15 oder knapp 6%.
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Bild 5.5: Normierte Risséffnungsspannung (©=0) im Ligament, Kompaktzugprobe.

Hinsichtlich der Risséffnungsspannung ist Bild 5.5 zu entnehmen, dass durch den
Ubergang von J; auf Jy,g die gesamte Kurve etwas angehoben wird und auch der
Maximalwert im Rissspitzenbereich ansteigt. Der Unterschied liegt mit ca.
Acee=60MPa weniger als 5% und ist gering.
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Bild 5.6: Mehrachsigkeit im Ligament, Kompaktzugprobe.

Flr den Stahl StE460 gibt Bild 5.6 den Verlauf der Mehrachsigkeit h im Ligament
wieder. Nahe der Rissspitze wird die hochste Mehrachsigkeit bei der
Rissspitzenbelastung J; ermittelt. Hierbei ist jedoch unklar, ob es sich lediglich um
ein numerisches Artefakt aufgrund der Nahe zur Singularitdt handelt. Daflir spricht
insbesondere, dass der darauf folgende Wert stark abfallt und im weiteren Verlauf
mit einem deutlichen Abstand unterhalb der Ergebnisse bei Jy,g. Vverlauft. Somit
fuhrt die Erhdhung der Rissspitzenbelastung zu einem Anstieg von h. Insgesamt
liegt die Mehrachsigkeit hier jedoch niedriger als bei dem Stahl 20MnMoNi5-5.
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Bild 5.7: Normierte Riss6ffnungsspannung (©=0) im Ligament, Kompaktzugprobe.

Anhand des Verlaufs der Risséffnungsspannung cee in Bild 5.7 ist ebenfalls eine
Abhangigkeit von der Rissspitzenbelastung erkennbar. Mit steigendem J-Wert
nimmt auch die Riss6ffnungsspannung zu. Diese Tendenz korreliert mit der
Entwicklung der Mehrachsigkeit. Die durch h ausgedriickte groBere
Dehnungsbehinderung bei Jo,s. flhrt aufgrund der Behinderung des
Verformungsvermogens zu einem Anstieg der Risséffnungsspannung.
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M(T)20sg, 20MnMoNi5-5

rﬁo/Ji=2

rGolJO

28L72

—@—-]_0.2BL, 170N/mm

—o—Ji, 120N/mm

Mehrachsigkeit h, -
N
/

0,0 0,5 1

,0

1,5
Abstand r, mm

2,0 2,5

Bild 5.8: Mehrachsigkeit im Ligament, Zugprobe.

3,0

In der Zugprobe M(T)20sg tritt eine um etwa Faktor 2 niedrigere Mehrachsigkeit
auf als in der Kompaktzugprobe. Zudem macht Bild 5.8 deutlich, dass ein Einfluss
auf die Mehrachsigkeit h durch den Ubergang von Rissspitzenbelastung J; auf Jg s
mit der Probe M(T)20sg fir den Vergltungsstahl marginal ist. Insbesondere im
Anfangsbereich nahe der Rissspitze sind die Verlaufe der Kurven nahezu
deckungsgleich. Lediglich um den Abstand r=0,5mm lasst sich erkennen, dass mit
Joos. die Mehrachsigkeit etwas abfallt. Diese Tendenz ist insbesondere vor dem
Hintergrund der Ergebnisse der Probe C(T)25sg so nicht zu erwarten; dort hat die
hohere Rissspitzenbelastung klar eine gréBere Mehrachsigkeit zur Folge. Die
Abweichung ist allerdings sehr gering, und kann vernachlassigt werden.
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Bild 5.9: Normierte Riss6ffnungsspannung (©=0) im Ligament, Zugprobe.

Der Verlauf der Riss6ffnungsspannung cee zeigt in Bild 5.9, dass bei Jy .5 hdhere
Werte erreicht werden. Es wird jedoch auch hier deutlich, dass im Vergleich zur
Probe C(T)25sg die Beanspruchung insgesamt geringer ausfallt. Zwar entsprechen
die Maximalwerte an der Rissspitze etwa denen der Kompaktzugprobe; jedoch
fallen die Werte anschlieBend weitaus schneller ab, so dass die Kurve erheblich
flacher abklingt und insgesamt zu niedrigeren Werten verschoben auslauft.
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Bild 5.10: Mehrachsigkeit im Ligament, Zugprobe.

Bei der Mehrachsigkeit ist auch fiir den Stahl StE460 zumindest bis zu einem
Abstand von r=0,5mm kein signifikanter Einfluss aus der Erhéhung der
Rissspitzenbelastung von J; auf Jy,p. ersichtlich. Wie in Bild 5.10 zu entnehmen,
steigt mit Jyos jedoch im weiteren Verlauf entlang des Ligamentes die
Mehrachsigkeit verglichen mit J; an. Dieser Unterschied fallt etwas gréBer aus als
beim Vergitungsstahl 20MnMoNi5-5 und erreicht bei ca. r=0,7mm mit ungefahr
Ah=0,13 bis zu 9%. Ein maBgeblicher Einfluss auf die Rissbildung ist hierdurch
jedoch nicht zu erwarten, da dieser Bereich auBerhalb der eigentlichen Prozesszone
an der Rissspitze liegt, in der die Werkstoffschadigung stattfindet.
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Bild 5.11: Normierte Riss6ffnungsspannung (©=0) im Ligament, Zugprobe.

Der Verlauf der Risséffnungsspannung ist in Bild 5.11 dargestellt. Fir Jq,5. Werden
héhere Werte fir cee ermittelt. Wie schon bei der Kompaktzugprobe mit StE460
diskutiert ist auch hier zu erkennen, dass die Unterschiede im Anfangsbereich von
ungefahr r=0,15mm bis r=0,65mm deutlicher ausfallen. Der Unterschied in der
Rissoffnungsspannung erreicht bei ca. r=0,2mm mit fast Acee=130MPa bis zu
11%. Somit kann auf eine starker ausgepragte Spannungsumlagerung im
Nahfeldbereich der Rissspitze bei J; geschlossen werden.
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Tabelle 5.1: Lokale Auswertung an der Stelle roo/J=2, C(T)25sg.

Werkstoff J, N/mm  ooege-0, MPa h, - gy p, %

20MnMoNi5-5  J; =120 1463 2,53 0,36
Jo.28L, c7=170 1462 2,52 0,45

StE460 3, cr=117 1483 2,4 0,35
Jo.BL, c7=163 1483 2,4 0,43

Im Sinne der klassischen mehrparametrigen Bruchmechanik sind vor allem die
lokalen Werte im Abstand r=2]/c, von Bedeutung, wo die jeweils angreifende
Rissspitzenbelastung J und die Streck- oder Dehngrenze des Werkstoffs die Position
der Auswertung im Ligament festlegen. Die entsprechenden Ergebnisse sind fiir die
Probe C(T)25sg in Tabelle 5.1 und flir die Probe M(T)20sg in Tabelle 5.2
zusammengestellt. Ein Vergleich dieser Werte macht wieder deutlich, dass die
Dehnungsbehinderung in der Kompaktzugprobe wesentlich gréBer ist als in der
Zugprobe. Die Werte der Rissdffnungsspannung ogq sind flir die Probe C(T)25sg um
rund 40% groBer, und die Mehrachsigkeit h liegt im Schnitt um mehr als 50%
hoher als bei der Probe M(T)20sg.

Tabelle 5.2: Lokale Auswertung an der Stelle roo/J=2, M(T)20sg.

Werkstoff J, N/mm 000,(6=0)/ MPa h, === &v,ply %

20MnMoNi5-5  J; cr=120 1093 1,55 1,59
JO.ZBL, cT= 170 1078 1,47 1,74
StE460 J, cr=117 1083 1,55 1,37

Jo.28L, c7=163 1076 1,52 1,74

5.2 Druckbehalter

Flr die unter Kapitel 4.2 beschriebenen Modelle wird eine Berechnung mit der
FlieBkurve nach Hollomon sowie unter Verwendung der Parameter aus der
Ramberg-Osgood Gleichung durchgefiihrt. Der Vergleich der berechneten globalen
Werte Innendruck P {ber der Aufweitung v mit den entsprechenden im
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Bauteilversuch gemessenen Werten soll eine Einschatzung der
Abbildungsgenauigkeit ermdglichen.

Die in Bild 5.12 dargestellten Ergebnisse flir Behalter B2 machen deutlich, dass bei
Verwendung der Daten des Ramberg-Osgood Gesetzes keine zufriedenstellende
Anndherung an die Ergebnisse des Bauteilversuchs erreicht wird. Mit einem
Innendruck von rund P=19MPa erreicht die Simulation deutlich friher die im
Versuch gemessene Aufweitung bei Initiierung vi. Bezogen auf das Erreichen des
Initiilerungsdruckes P;=22,4MPa des Versuchs liegt zwischen gemessener und
berechneter Aufweitung der Faktor zwei. Unter Verwendung der FlieBkurve nach
Hollomon hingegen wird insbesondere im Bereich der Initiierung eine sehr gute
Ubereinstimmung gefunden, die im nachfolgenden Unterkapitel 5.2.1 noch néher
diskutiert wird.

Behalter B2
25 T
pi=22,4MPa —2* /./L/O”*
©
o . .
= Initiierung im Versuch
o 15
=
3}
=)
S
T 10
S
c —A— Bauteilversuch
c
= 5 —&— Hollomon
—8— Ramberg-Osgood
v;=0,64mm
: | 1

0,0 0,2 0,4 0,6 0,8 1,0 1,2 1,4 1,6 1,8

Aufweitung v, mm

Bild 5.12: Vergleich der Simulationsergebnisse mit den Messdaten des Versuchs B2.
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Ein Vergleich der Ergebnisse flir Behalter B3 mit dem Versuch in Bild 5.13 zeigt,
dass auch hier mit dem Werkstoffgesetz nach Ramberg-Osgood eine deutliche
Abweichung zu verzeichnen ist. Die Aufweitung bei Initiierung v; wird in der
Simulation bereits bei ca. P=18MPa erreicht. Beim Initiierungsdruck P;=20MPa ist
die berechnete Aufweitung um ein Drittel groBer als im Versuch gemessen. Der
Unterschied ist somit zwar geringer als flr Behdlter B2, dennoch werden die
Messwerte des Bauteilversuchs durch die Berechnungsergebnisse mit der
FlieBkurve nach Hollomon bis zum Erreichen der Initiierung wesentlich genauer
angenahert. Die hierbei auftretenden Abweichungen werden im nachfolgenden
Unterkapitel 5.2.1 naher erldutert. Da das Risswachstum in der FE-Simulation nicht
berlicksichtigt wird, ergibt sich im weiteren Verlauf zwischen Messwerten des
Versuchs und den Berechnungsergebnissen ab Initiierung zwangslaufig eine

Divergenz.
Behalter B3
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o
=
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Jé Initiierung im Versuch
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Bild 5.13: Vergleich der Simulationsergebnisse mit den Messdaten des Versuchs B3.

Der direkte Vergleich der Berechnungsergebnisse mit den gemessenen Werten des
Bauteilversuchs fiihrt zu der Entscheidung, dass fiir alle im Folgenden vorgestellten
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FE-Simulationen ausschlieBlich die jeweilige FlieBkurve nach Hollomon verwendet
wird. Die Ramberg-Osgood-Formel hat sich beim Vergleich der Ergebnisse als
ungeeignet erwiesen. Mit dem dadurch definierten Verfestigungsverhalten des
Werkstoffs treten beim Vergleich der Daten des globalen Bauteilverhaltens mit den
Versuchsdaten deutlich groBere Abweichungen auf als mit dem nach Hollomon. Wie
bereits in Kapitel 3.1 diskutiert sind die Unterschiede der FlieBkurven insbesondere
mit zunehmender Dehnung signifikant. Zwar beschrankt sich der Bereich groBer
Dehnung vor allem auf die plastische Zone in unmittelbarer Umgebung der
Rissspitze, dennoch beeinflusst dieser offensichtlich maBgeblich das Verhalten der
Rissaufweitung.

5.2.1 Globale Auswertung

Der Vergleich der globalen Daten erfolg anhand der Werte aus dem Globalmodell
der FE-Simulation. Hier entspricht der Innendruck der Beanspruchung, und die
entsprechenden gemessenen Werte der Aufweitung aus der Versuchsdurchfiihrung
werden mit der Simulation verglichen.

Die ermittelten Werte flir den Behalter B2 sind in Bild 5.14 dargestellt. Die blaue
Kurve mit den Rautensymbolen gibt die Aufweitung v bei steigendem Innendruck p
in der Simulation wieder, die griine mit den Dreiecksymbolen zeigt die im Versuch
gemessenen Werte. Zusatzlich ist mit der orangefarbenen Kurve die Entwicklung
des arithmetischen Mittelwertes des J-Integrals Jmw) oder auch Jsprem aus der
Simulation dargestellt (abzgl. des Layers an der freien Oberflache). Das Erreichen
des Initiilerungsdruckes P; ist mit einem Kreis und das Erreichen der berechneten
korrespondierenden Rissspitzenbelastung J mit einem Quadrat markiert.
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Behalter B2, Hollomon
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Bild 5.14: Vergleich P-v aus Simulation und Versuch, B2.

Zunachst wird bei der Betrachtung von Bild 5.14 deutlich, dass der linear-elastische
Anstieg zu Beginn der Behalterbeanspruchung durch die Simulation sehr gut erfasst
wird. Wahrend jedoch im Versuch bis zu einem Druck von ca. P=18MPa eine
nahezu lineare Zunahme der Aufweitung zu verzeichnen ist, verlassen die Werte
aus der Simulation bereits ab ca. P=7MPa die Gerade. Der Verlauf der Ergebnisse
aus der Simulation schmiegt sich asymptotisch an die Messwerte an. Somit wird
deutlich, dass gerade der im Versuch ermittelte scharfe Ubergang vom elastischen
in den plastischen Bereich durch das Werkstoffgesetz mit der FlieBkurve nach
Hollomon nicht ausreichend erfasst werden kann. Beim Erreichen des
Initiilerungsdruckes P; nahern sich die Verlaufe jedoch wieder an. Die Abweichung
betragt dann hinsichtlich der Aufweitung mit Av;=0,04mm ca. 6%, bezogen auf den
Innendruck mit AP=0,37MPa also 2%. Unter Berlicksichtigung der Tatsache, dass
die Kontur des Risses durch einen elliptischen Verlauf angendhert und das Modell
des Behélters zudem lediglich als Schale abgebildet wird, ist die Ubereinstimmung
sehr gut. Eine korrekte Abbildung der Aufweitung Uber den Zeitpunkt der
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Initiilerung hinaus ist ohnehin nicht zu erwarten, da das dann einsetzende
Risswachstum im FE-Modell nicht berticksichtigt wird.

Behalter B3, Hollomon
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Bild 5.15: Vergleich P-v aus Simulation und Versuch, B3.

In Bild 5.15 sind die Simulationsergebnisse flir Behdlter B3 den Messwerten des
entsprechenden Versuchs gegentiber gestellt. Wieder wird die Aufweitung v des
halbelliptischen Fehlers an der Behalteroberflache in Abhangigkeit vom Innendruck
P verglichen. Weiterhin ist der Mittelwert des J-Integrals Jmw) in Bild 5.15
dargestellt, der als arithmetischer Mittelwert der berechneten Werte in dem
einzelnen Layern entlang der Rissfront gebildet wird. Hierbei bleibt das Ergebnis
des Layers an der freien Oberflache unberticksichtigt.

Die als blaue Linie mit Rautensymbolen dargestellte Kurve der
Simulationsergebnisse verlauft zu Beginn leicht oberhalb der real im Versuch
gemessenen, in grin mit dreieckigen Symbolen dargestellten Kurve. Trotz eines
etwas steileren Anstiegs in der Simulation wird der lineare Anfangsbereich durch
das FE-Modell dennoch sehr gut abgebildet, der Unterschied in der Steigung ist mit
ca. 11% gering. Wahrend im Versuch ein scharfer Ubergang vom elastischen in den
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plastischen Bereich zu verzeichnen ist, stellt sich in der Simulation ein
kontinuierlicher Ubergang ein. Hierbei verlassen die Werte bereits ab ca.
P=12,5MPa Innendruck den linearen Anfangsbereich, wohingegen im Versuch erst
ab P=17,5MPa plastisches Verhalten einsetzt. Bei Erreichen des Initiierungsdruckes
P; liegen die beiden Kurven wieder nah beieinander. Im weiteren Verlauf nimmt die
Abweichung jedoch deutlich zu, da die Kurve der Messwerte des Versuchs verlduft
erheblich flacher. Dies ist insbesondere auf das bei Initiierung einsetzende
Risswachstum zurlick zu fihren, das in der Simulation nicht beriicksichtigt wird.
Bezogen auf den Initiierungsdruck von P;=20MPa ergibt sich eine Abweichung in
der erreichten Aufweitung bei der Simulation von Av;=0,03mm oder 4%, bezogen
auf das Erreichen der im Versuch gemessenen Aufweitung bei Initiierung von
v;i=0,78mm und mit AP,=0,3MPa eine Abweichung im Innendruck von unter 2%.
Somit kann auch fiir Behalter B3 eine sehr gute Ubereinstimmung der globalen
Werte zwischen Simulation und Versuch erreicht werden.

5.2.2 Lokale Auswertung

Anhand der Einzelwerte des J-Integrals entlang der Rissfront des Globalmodells
wird festgelegt, flir welche Bereiche des Submodells die lokale Auswertung
vorgenommen wird. Weiterhin wird auch die Entwicklung des Risswachstums im
Versuch mit einbezogen, um den Bereich der lokalen Auswertung einzugrenzen. Im
Submodell werden dann fir die so identifizierten Bereiche die lokalen Werte der
Rissoffnungsspannung oy, oder Si;, der Mehrachsigkeit h sowie der plastischen
Vergleichsdehnung PEEQ oder ¢, im Ligament ermittelt. Zur Definition der
Auswerteposition entlang der Rissfront wird die in Bild 5.16 gezeigte Konvention
vereinbart.
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#

Rissfront’

Bild 5.16: Konvention zur Festlegung der Auswerteposition entlang der Rissfront.

In Bild 5.17 sind die einzelnen Layer-Werte des J-Integrals bei Initiierungsdruck P;
entlang der Rissfront dargestellt. Demnach wird mit J=215N/mm die hdchste
Rissspitzenbelastung an der tiefsten Stelle im Scheitelpunkt des Risses erreicht,
nach auBen hin fallt J deutlich ab. Bei ca. ®=65° wird mit J=88N/mm das Minimum
erreicht. Auffallend ist der darauf folgende Anstieg auf ungeféahr J=117N/mm bei
80°.
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Bild 5.17: J-Werte entlang der Rissfront bei Initiierungsdruck P;.

69



Berechnungsergebnisse

Bild 5.18 zeigt den Verlauf des J-Integrals normiert mit dem Maximalwert.
Weiterhin ist das nach dem Versuch gemessene Risswachstum entlang der
Rissfront normiert mit dem Maximalwert dargestellt. Es ist deutlich zu erkennen,
dass das maximale Risswachstum bei ca. ®=71° auftritt und somit nicht mit dem
Ort der maximalen Rissspitzenbelastung korreliert, sondern eher mit der Position
des zweiten, kleineren Peaks zusammenfallt. Flr die Auswertung der lokalen
Beanspruchung im Submodell wird im Folgenden der Spannungszustand im Bereich
von »=0° bis 5° sowie ®=68° bis 83° naher betrachtet.
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Bild 5.18: J-Werte und Risswachstum Aa entlang der Rissfront, normiert.

Fir die lokale Auswertung muss eine Festlegung hinsichtlich des Abstandes von der
Rissspitze getroffen werden, bei dem die Daten ermittelt werden. Eine
Fokussierung auf den Maximalwert der Rissoffnungsspannung oder der
Mehrachsigkeit vor der Rissspitze erscheint nicht sinnvoll, da dieser hier immer am
zweiten Knoten vor der Rissspitze im kollabierten Element erreicht wird. Aufgrund
der groBen Verformungen unmittelbar an der Rissspitze und der Nahe zur
Singularitdt erscheinen die Werte im Rissspitzenelement als wenig aussagekraftig
und werden vernachlassigt. Neben der Uber die Rissspitzenbelastung festgelegten
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Position r=2]/cy wird auch der Mittenknoten des zweiten Elementes im Abstand von
r=0,15mm von der Rissspitze flir die Auswertung herangezogen.

Die entsprechenden Werte flir die Rissspitzenbelastung J; sind in Tabelle 5.3
angegeben. Fir den Bereich nahe des Scheitelpunktes oder der tiefsten Stelle des
Fehlers wird die geringste Spannungsmehrachsigkeit h ermittelt. Dies spiegelt sich
auch in der plastischen Vergleichsdehnung wider, die hier mit Werten deutlich >3%
am groBten ist. Aufgrund der hoheren plastischen Verformbarkeit kdnnen
Spannungsspitzen durch Umlagerung abgebaut werden, so dass flur die
Rissoffnungsspannung in diesem Bereich die niedrigsten Werte ausgewiesen
werden. Hinsichtlich der Position der hochsten Dehnungsbehinderung ist eine
leichte Abhangigkeit vom Ort der Auswertung zu verzeichnen. Wahrend flir roo/J=2
die Spannungsmehrachsigkeit bei ®=75° bis 76° am gréBten ist, verschiebt sich
dieses Maximum fir die Position r=0,15mm leicht in Richtung freier Oberflache zu
®»=78° bis 80°. Unter Beriicksichtigung des maximalen Risswachstums bei ca.
®w=71° stimmt die Position der ermittelten hdchsten lokalen Beanspruchung somit
in der Tendenz eher mit der Auswertung am Ort roo/]J=2 Uberein. Zudem bleibt
hierbei zu berlcksichtigen, dass es sich beim FE-Modell um eine idealisierte
Abbildung der tatsachlichen Risskontur handelt, so dass eine exakte
Ubereinstimmung mit der tatsichlichen Lage des Ortes mit maximalem
Risswachstum unwahrscheinlich ist. Die Tendenz ist jedoch eindeutig.
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Tabelle 5.3: Lokale Werte fur J=J,=120N/mm, Behalter B2.

h, --- coo, MPa gv, pi, % (PEEQ)
®,° rog/)J=2 r=0,15mm rog/J=2 r=0,15mm roo/J=2 r=0,15mm
0 1,59 1,87 1044,7 1401,0 1,27 3,19
2 1,59 1,87 1044,3 1401,0 1,26 3,18
3 1,59 1,87 1043,6 1400,7 1,25 3,18
5 1,59 1,87 1042,7 1400,5 1,24 3,17
68 1,89 2,16 1128,2 1426,3 0,87 2,09
70 1,89 2,18 1135,7 1432,5 0,88 2,0
71 1,9 2,21 11414 1439,1 0,88 1,96
72 1,9 2,23 1147,7 1443,5 0,89 1,89
73 1,9 2,26 1153,9 1451,9 0,91 1,84
75 1,91 2,28 1161,6 1461,5 0,94 1,77
76 1,91 2,3 1166,6 1472,6 0,97 1,72
77 1,9 2,32 1168,3 1483,6 1,02 1,67
78 1,87 2,33 1164,6 1492,4 1,09 1,64
80 1,81 2,33 1149,9 1496,7 1,17 1,62
81 1,73 2,3 1120,2 1488,2 1,27 1,63
83 161 2,23 1070,8 1463,5 1,41 1,68

Weiterhin zeigen die Werte in Tabelle 5.3 deutlich, dass - wie zu erwarten — mit
sinkendem Abstand zur Rissspitze eine hdéhere Beanspruchung ermittelt wird. Die
Werte der Rissoffnungsspannung liegen im Vergleich zur Position rcg/J=2 um
ungefahr Faktor 1,2 bis 1,4 hoher, und auch die ermittelte plastische
Vergleichsdehnung ist um rund Faktor 1,2 bis zu 2,5 groBer. Der signifikante
Anstieg der Mehrachsigkeit bei Verringerung des Abstandes zur Rissspitze fir die
Auswertung auf r=0,15mm macht zudem die Verscharfung des
Beanspruchungszustandes deutlich.
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Bild 5.19: Lokale Werte entlang der Rissfront flir J;, roo/]J=2.

In Bild 5.19 sind die Werte aus Tabelle 5.3 fiir roo/J=2 normiert mit dem
jeweiligen Maximum dargestellt. Fir die Positionen »=0° bis 5° nahe der tiefsten
Stelle des Oberflachenfehlers, wo die hdchste Rissspitzenbelastung J zu
verzeichnen ist, zeigt sich ein nahezu konstanter Verlauf. Die Beanspruchung liegt
deutlich unter dem Niveau des Bereichs »=68° bis 83°. Hier deutet sich ein
Maximum der Spannungsmehrachsigkeit h sowie der Risséffnungsspannung bei
ungeféahr ©=75° an. Weiter in Richtung der freien Oberflache féllt die
Dehnungsbehinderung dann ab, was sich vor allem in der Zunahme der plastischen
Vergleichsdehnung PEEQ oder ¢, , bemerkbar macht.
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Bild 5.20: Lokale Werte entlang der Rissfront flir J;, r=0,15mm.

Die in Bild 5.20 gezeigten Ergebnisse fiir die Position r=0,15mm geben einen
veranderten Verlauf wider. Im Bereich ®=0° bis 5° sind die Werte weiterhin recht
konstant, jedoch wird hier jetzt eindeutig die groBte plastische Vergleichsdehnung
und die geringste Mehrachsigkeit ermittelt. Die Riss6ffnungsspannung S;; ist
dennoch im Vergleich zu der bei roo/J=2 etwas erhdht. Im duBeren Bereich hin zur
freien Oberflache stellt sich wieder ein Maximum fir h uns S;; ein, das im Vergleich
zu Bild 5.19 jedoch deutlicher ausfallt und mit ca. ®=80° etwas weiter auBen liegt.
Zudem ist das Abklingen der Beanspruchung hin zur freien Oberflache wesentlich
schwacher ausgepragt.

Wenngleich auch Unterschiede im Verlauf der ermittelten Werte beim Vergleich der
Ergebnisse beider Auswertepositionen festzustellen sind, wird eindeutig die hdhere
Beanspruchung ausgedriickt als Mehrachsigkeit h und Risséffnungsspannung Si;
ungefahr flir den Bereich »=75° bis 80° festgestellt. Diese Position stimmt
annahernd mit dem Ort des grtBten Risswachstums Uberein. Weiterhin geben
beide Verlaufe insbesondere den Zusammenhang zwischen Mehrachsigkeit h und
plastischer  Vergleichsdehnung PEEQ eindeutig wider, aber auch die
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Rissoffnungsspannung S;; korrespondiert deutlich mit der ermittelten plastischen
Vergleichsdehnung: Geringe Dehnung bedeutet wenig Mdoglichkeit zur
Spannungsumlagerung, so dass Si; hohe Werte annimmt.

In Tabelle 5.4 sind die Ergebnisse flir Rissspitzenbelastung Jq .5 angegeben. Flr
den Bereich in der Nahe des Scheitelpunktes werden auch hier die geringste
Mehrachsigkeit sowie die niedrigste Riss6ffnungsspannung ermittelt. Lediglich flir
die Position rog/J=2 wird bei ®=83° eine geringere Beanspruchung ausgewiesen.
Der Ort der hochsten lokalen Beanspruchung liegt hier im Bereich «=68° bis 71°
und somit an der Stelle des maximalen Risswachstums. Fir die Position r=0,15mm
wir die hochste lokale Beanspruchung hingegen bei ungefdahr ®=78° ermittelt, so
dass im Vergleich zur Auswertung bei Rissspitzenbelastung J; keine nennenswerte
Veranderung eintritt.

Quantitativ ist hingegen festzustellen, dass unabhangig vom Abstand des Ortes der
Auswertung von der Rissspitze die Dehnungsbehinderung bei Jq .5 geringer ist als
bei J;.. Dies ist insbesondere an den Werten der Spannungsmehrachsigkeit h und
der plastischen Vergleichsdehnung PEEQ feststellbar, wahrend die hdhere
Rissoffnungsspannung ogy hingegen vorwiegend bei Jy,p ermittelt wird. Diese
Abnahme der Dehnungsbehinderung mit Anstieg der Rissspitzenbelastung wird als
Loss-of-Constraint bezeichnet und spiegelt das duktile Werkstoffverhalten wider,
welches einen Abbau der lokalen Beanspruchung vor der Rissspitze ermdglicht.
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Tabelle 5.4: Lokale Werte fiir J=Jg.25.=170N/mm, Behalter B2.

o, h, --- cee, MPa ev, pi, %0 (PEEQ)
roo/J=2 r=0,15mm rog/l =2 r=0,15mm roco/)J=2 r=0,15mm
0 1,45 1,86 1033,9 1478,7 1,7 4,4
2 1,45 1,86 1033,8 1478,8 1,7 4,4
3 1,45 1,86 1033,5 1478,8 1,69 4,4
5 1,45 1,86 1033,1 1478,9 1,69 4,39
68 1,77 2,11 1146,6 1551,1 1,37 3,52
70 1,77 2,14 1155,5 1564,5 1,39 3,39
71 1,77 2,16 1160,4 1575,6 1,4 3,3
72 1,76 2,19 1163 1583,3 1,42 3,17
73 1,75 2,21 1164,9 1593 1,45 3,07
75 1,74 2,23 1166,5 1601,2 1,49 2,94
76 1,72 2,26 1162 1608,5 1,54 2,83
77 1,69 2,28 1151,1 1614,2 1,6 2,7
78 1,64 2,29 1132,6 1615,8 1,68 2,6
80 1,57 2,29 1102,8 1611,2 1,78 2,52
81 1,48 2,26 1062,1 1594,6 1,9 2,48
83 1,37 2,21 1004,9 1566,4 2,04 2,49

Bild 5.21 zeigt die Ergebnisse flir die Position rco/J=2 aus Tabelle 5.4 in grafischer
Form. Qualitativ ist keine nennenswerte Veranderung zu den Ergebnissen flr J;
festzustellen. Lediglich das Maximum der Beanspruchung wandert leicht nach innen
mehr in Richtung der Stelle des gréBten Risswachstums.
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Bild 5.21: Lokale Werte entlang der Rissfront flir Jo g, roo/J=2.

Auch die Darstellung der Ergebnisse der Auswertung bei r=0,15mm in Bild 5.22
zeigt keine signifikante Veranderung im Vergleich zu der bei Rissspitzenbelastung J;.
Sowohl Verlauf als auch Position von Maximum und Minimum der lokalen
BeanspruchungsgréBen bleiben weitgehend unverandert.
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Bild 5.22: Lokale Werte entlang der Rissfront flr Jo g, r=0,15mm.

Der Verlauf der einzelnen Layer-Werte des J-Integrals bei P; entlang der Rissfront
des Behalters B3 sind in Bild 5.23 dargestellt. Das Maximum wird mit J=190N/mm
an der tiefsten Stelle des Fehlers erreicht. Im weiteren Verlauf nimmt die
Rissspitzenbelastung immer weiter ab, wobei insbesondere ab ca. »=70° zur
Oberflache hin ein starker Abfall zu verzeichnen ist. Um »=60° deutet sich, wie
auch schon flr Behdlter B2 festgestellt, ein leichter Anstieg des J-Integrals an. Die
Verlaufe ahneln sich, wobei hier im Vergleich zu B2 der Abfall sowie der Peak der
Rissspitzenbelastung geringer ist. Die Werte des J-Integrals liegen bei Behalter B3
im gesamten Bereich von ®=0° bis 70° oberhalb des Ersatzkennwertes Jy,g. der
Konpaktzugprobe.
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Bild 5.23: J-Werte entlang der Rissfront bei Initiierungsdruck P;.

Die Werte des J-Integrals und des Risswachstums Aa sind in Bild 5.24 in
normierter Form dargestellt. Der groBte Anteil stabilen Risswachstums tritt bei
®=81° auf. Fur die Auswertung des Spannungszustandes wird im Folgenden der
Bereich ®»=0° bis 5° sowie ®=63° bis 84° ndher betrachtet, um einen
Zusammenhang zwischen Risswachstum und lokaler BeanspruchungsgréBe zu
finden. Es wird neben dem Ort rog/J=2 wie zuvor bei Behdlter B2 auch der
Mittenknoten des zweiten Elementes fir die Auswertung herangezogen, der im
Abstand r=0,12mm von der Rissspitze entfernt liegt.
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Bild 5.24: J-Werte und Risswachstum Aa entlang der Rissfront, normiert.

Die Ergebnisse der lokalen Auswertung bei Rissspitzenbelastung J; sind in Tabelle
5.5 angegeben. Fir den Bereich ®=0° bis 5° in dem die hochste
Rissspitzenbelastung ] auftritt, wird die geringste Mehrachsigkeit h ermittelt.
Wahrend die Werte der Rissoffnungsspannung oy hier auch die geringsten Betrage
aufweisen, zeigt sich bei der plastischen Vergleichsdehnung e, eine Abhangigkeit
vom Ort der Auswertung. Fur den festen Ort r=0,12mm nimmt e, die hochsten
Werte an, wohingegen am Ort roo/J=2 die geringsten Dehnungswerte ermittelt
werden. Somit korrelieren die Ergebnisse der Auswertung bei r=0,12mm: Eine
hohe Mehrachsigkeit fihrt zu einer geringe Dehnung und somit zu einer groBen
Risséffnungsspannung und umgekehrt. Bei roo/J=2 hingegen sind die geringen
Dehnungswerte doch unerwartet. Ursache hierfir kdnnte das mit einer
Rissoffnungsspannung von o©4<1000MPa im Vergleich deutlich niedrigere
Spannungsniveau sein.

Fir den Bereich ©=63° bis 84° ist sowohl die Mehrachsigkeit als auch die
Rissoffnungsspannung weitaus groBer. Wahrend flr die Position r=0,12mm
dementsprechend sehr niedrige Werte fiir die Dehnung ermittelt werden, steigt
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diese flir roo/J=2 in Richtung freier Oberflache, also mit zunehmendem Winkel o
immer weiter an. Vermutlich ist hierfir auch ein dominanter Einfluss der
Rissdffnungsspannung verantwortlich, die ihrerseits auch von der Mehrachsigkeit
abhangig ist.

Tabelle 5.5: Lokale Werte fiir J=J;=117N/mm, Behalter B3.

h, --- Geo, MPa ev, pi, Y0 (PEEQ)
®,° rog/)J=2 r=0,15mm rog/J=2 r=0,15mm roo/)J=2 r=0,12mm
0 1,29 1,64 936,8 1313,7 0,38 5,02
1 1,29 1,64 936,7 1313,7 0,38 5,02
2 1,29 1,64 936,5 1313,3 0,38 5,01
3 1,29 1,64 936,5 1312,9 0,38 5,00
5 1,29 1,64 936,8 1312,8 0,37 4,98
63 1,96 2,51 1215,5 1448,7 0,61 1,75
64 1,97 2,52 1222,8 1457,7 0,62 1,65
66 1,97 2,54 1230,8 1466,7 0,63 1,54
67 1,98 2,54 1238,6 1475,5 0,64 1,44
69 1,98 2,55 1246,9 1487,1 0,66 1,33
71 1,98 2,55 1255,4 1499,8 0,68 1,23
73 1,99 2,55 1263 1519 0,71 1,11
74 1,98 2,55 1266,4 1530,8 0,75 1,05
76 1,98 2,54 1269,2 1543,1 0,8 1
77 1,97 2,52 1266,7 1552,8 0,85 0,96
79 1,94 2,5 1256,8 1561,1 0,94 0,96
80 1,9 2,47 1233,8 1557,8 1,05 0,99
82 1,81 2,42 1188,5 1537,6 1,2 1,12
84 1,68 2,33 1109,4 1480 1,37 1,28

In Bild 5.25 sind die Ergebnisse der Auswertung bei rco/J=2 in normierter Form
dargestellt. Die grafische Darstellung verdeutlicht den signifikanten Unterschied der
Beanspruchungshdhe zwischen den beiden Bereichen. Sowohl Mehrachsigkeit als
auch Rissoffnungsspannung verlaufen anndahernd konstant, lediglich im
oberflachennahen Bereich nehmen die Werte ab. Ihr Minimum erreichen sie im
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Bereich der tiefsten Stelle des Fehlers, fir den die hochsten Werte des J-Integrals
ermittelt wurden. Die Dehnung hingegen steigt in Richtung Oberflache bei »=90°
immer weiter an.
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Bild 5.25: Lokale Werte entlang der Rissfront flr J;, roo/]J=2.

Die in Bild 5.26 dargestellte Auswertung bei r=0,12mm offenbart einen anderen
Verlauf. Mehrachsigkeit und Riss6ffnungsspannung erreichen zwar auch hier fir
®=0° bis 5° die niedrigsten Werte, die Werte der Dehnung sind jedoch maximal.
Ein Grund hierflir kdnnte die Nahe des Ortes der Auswertung zur Singularitat sein.
Flr den oberflaichennahen Bereich zeigt sich die zu erwartende Korrespondenz
zwischen Mehrachsigkeit und Spannung auf der einen und Dehnung auf der
anderen Seite. Die hdchste Beanspruchung wird demnach ungeféhr bei w=77°
erreicht.
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Bild 5.26: Lokale Werte entlang der Rissfront flir J;, r=0,12mm.

Fir die Rissspitzenbelastung Jq 5. sind die Ergebnisse der Auswertung in Tabelle
5.6 angegeben. Auch hier ist flir den Auswertebereich um die tiefste Fehlerstelle
allgemein die geringste Mehrachsigkeit und Riss6ffnungsspannung zu verzeichnen.
Wie bereits zuvor festgestellt ist jedoch wiederum flir Position r=0,12mm die
Dehnung zwar maximal, flir Position rog/J=2 hingegen minimal. Die hochste
Dehnungsbehinderung tritt bei ungefahr ®=74° auf, was insbesondere anhand der
dort erreichten Werte der Mehrachsigkeit und der Riss6ffnungsspannung
auszumachen ist.
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Tabelle 5.6: Lokale Werte flur J=Jy,5 =163N/mm, Behalter B3.

h, --- coo, MPa gv, pi, % (PEEQ)
®,° rog/)J=2 r=0,15mm rog/J=2 r=0,15mm roo/)J=2 r=0,12mm
0 1,19 1,66 878,8 1396,6 0,97 6,35
1 1,19 1,66 878,8 1396,8 0,97 6,35
2 1,19 1,66 879 1396,7 0,97 6,34
3 1,19 1,66 879,4 1396,6 0,96 6,34
5 1,2 1,67 880 1396,7 0,94 6,33
63 1,88 2,37 1184,8 1566,4 0,89 3,6
64 1,9 2,41 1199,1 1579,9 0,91 3,5
66 1,91 2,46 1212,1 1592,8 0,94 3,33
67 1,92 2,51 1223,2 1603,4 0,96 3,14
69 1,93 2,57 1232,8 1614,5 0,99 2,93
71 1,93 2,62 1239,9 1622,4 1,03 2,7
73 1,93 2,69 1244 1634,8 1,08 2,41
74 1,93 2,78 1244,3 1641,6 1,13 2,22
76 1,92 2,76 1240 1654,8 1,2 2,01
77 1,89 2,71 1228,6 1664 1,27 1,84
79 1,85 2,7 1206 1663,3 1,37 1,71
80 1,79 2,65 1168,2 1649,8 1,51 1,66
82 1,68 2,59 1108,1 1617,3 1,67 1,72
84 1,53 2,52 1020,8 1547,2 1,85 1,85

Bei der grafischen Darstellung der Ergebnisse flir roo/J=2 in Bild 5.27 ist dieses
Durchlaufen einer maximalen Beanspruchung klar auszumachen: Bei ca. ©=73°
nehmen h und S;; die hochsten Werte an. Auch die Unterschiede zwischen
oberflachennahem Bereich und der Auswertung in Scheitelpunktndhe ist eindeutig
zu erkennen. Im Gegensatz zu J; ist bei Jo,p der Unterschied der Dehnung im

Ubergang der beiden Auswertebereiche gering.
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Bild 5.27: Lokale Werte entlang der Rissfront flir Jo g, roo/J=2.

Bild 5.28 zeigt die Ergebnisse bei r=0,12mm. Der gréBte Unterschied zu Bild 5.27
ist das Erreichen der maximalen Dehnungswerte flir den Bereich ®=0° bis 5°. Auch
der Verlauf der Dehnung bei »=63° bis 84° weist signifikante Unterschiede zu dem
bei roo/J=2 auf. Die Korrespondenz zwischen den einzelnen lokalen
BeanspruchungsgroBen ist starker ausgepragt und gibt einen eindeutigen
Zusammenhang wider: Mit steigender Mehrachsigkeit ist die
Verformungsbehinderung gréBer, was zu einer Verminderung der Dehnung flhrt
und die Rissoffnungsspannung ansteigen lasst. Die Position der hdchsten lokalen
Beanspruchung bei ca. ®=74° ist deutlich erkennbar.
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Bild 5.28: Lokale Werte entlang der Rissfront flr Jo g, r=0,12mm.

AbschlieBend kann festgehalten werden, dass sowohl fur den Druckbehalter B2 als
auch fir den Druckbehadlter B3 das stabile Risswachstum Aa maBgeblich durch die
Dehnungsbehinderung beeinflusst ist. Der Bereich des maximalen Risswachstums
Aanmax fallt ungefahr mit dem der hdchsten Mehrachsigkeit zusammen und tritt nicht
an der tiefsten Stelle des Fehlers auf, wo die hdchste Rissspitzenbelastung J]
ermittelt wird. Somit wird deutlich, dass fiir den hier betrachteten Fall eines
halbelliptischen  Oberflachenfehlers und duktilem  Werkstoffverhalten die
Rissspitzenbelastung J allein nicht dazu in der Lage ist, dass Versagensverhalten zu
erfassen.
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6. Ahwendung der Constraint-Theorien

Da im Rahmen dieser Untersuchung insbesondere die Ubertragbarkeit technischer
Ersatzkennwerte flr duktile Rissinitiierung Uberprift wird, beschrankt sich die
Auswertung der numerischen Ergebnisse sowie die Anwendung der Constraint-
Theorien auf den Vergleich der Dehnungsbehinderung bei der Rissspitzenbelastung
Ji und Jo,s. der Kompaktzugprobe C(T)25sg. Diese Probenform wird Ublicher Weise
zur Bestimmung von Risswiderstandskurven verwendet. Im Sinne der klassischen
zweiparametrigen Constraint-Theorie ist der Ort der Auswertung auf die von der
Rissspitzenbelastung abhangige Position roo/]J=2 festgelegt.

In Tabelle 6.1 und Tabelle 6.2 sind die in [43] und [44] ermittelten Werte des
J-Integrals angegeben. Neben den im Versuch bestimmten Werten sind hier zudem
auch die in der FE-Simulation berechneten, arithmetischen Mittelwerte des
J-Integrals Jsprem bei Erreichen des Initiierungsdruckes P; im Behdlterversuch mit
angegeben.

Tabelle 6.1: Rissspitzenbelastung des Vergitungsstahls 20MnMoN:i5-5.

CT25$g MTZOSg B2 (J3D,FEM@Pi)
3;, N/mm 120 115 (177)
Jo_23|_, N/mm 170 237 ---

Anhand der Tabellenwerte wird deutlich, dass der niedrigste Wert des J-Integrals
jeweils mit der C(T) Probe erreicht wird. Eine Ausnahme bildet hier der J-Wert der
Zugprobe M(T)20sg fir Werkstoff 20MnMoNi5-5. Mit einem Unterschied von
AJ=5N/mm und damit deutlich wunter 5% liegt die hier erreichte
Rissspitzenbelastung jedoch nur minimal unter der der C(T) Probe, so dass die
Werte im Rahmen der zu erwartenden Streuung annahernd gleich sind.

Tabelle 6.2: Rissspitzenbelastung des TM-Stahls StE460.

CTZSSg MTZOSg B3 (J3D,FEM@Pi)
3;, N/mm 117 127 (175)
Jo_23|_, N/mm 163 315 ---
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Weiterhin ist den Tabellen zu entnehmen, dass der in der Simulation berechnete
Wert des J-Integrals Jsp rem bei Initiierung in den Druckbehaltern noch oberhalb des
jeweiligen Ersatzkennwertes Jq .5 der Kompaktzugprobe liegt. Hierbei ist jedoch zu
berlicksichtigen, dass die Werte entlang der Rissfront lokal groBe Unterschiede
aufweisen und teilweise noch hdher, aber auch geringer ausfallen. Insofern tauscht
der Eindruck, dass Initiierung erst bei einer groBeren Rissspitzenbelastung als Jg.s.
einsetzt.

Die T-Spannungen werden in einer linear-elastischen Rechnung mit dem Programm
ABAQUS ermittelt. Hierflr wird die Rissspitzenbelastung J nach Gleichung 6.1 unter
Vernachldssigung des plastischen Anteils in einen &quivalenten K-Wert
umgerechnet. Fir die Berechnung des K-Wertes in der Simulation werden die
gleichen Konturen verwendet wie auch bei der J-Integralberechnung. Es wird
anschlieBend der arithmetische Mittelwert KJ3D,FEM der einzelnen Layer-Werte
gebildet, wobei der Wert des Layers an der freien Oberflache bei ®=90° wieder
nicht berlcksichtigt wird:

(6.1)

Flr den Vergleich der lokalen Werte wird bei der Auswertung der Constraint-
Parameter der Druckbehalter jeweils die Position entlang der Rissfront gewahlt, wo
die Mehrachsigkeit h bei ]y, ihr Maximum erreicht. Diese Position fallt wie unter
Kapitel 5.2.2 erlautert annahernd mit dem Bereich des groBten Anteils stabilen
Risswachstums zusammen. Fur den Behalter B2 ist das bei Winkel o=71°, fir den
Behalter B3 bei w=74°. Die Ergebnisse der Berechnung der T-Spannung sind in
Tabelle 6.3 angegeben. In der Kompaktzugprobe werden ausschlieBlich positive
T-Spannungen ermittelt, so dass kein signifikanter Einfluss auf die plastische Zone
zu erwarten ist. Sowohl fur die Zugprobe als auch flir die Behdlter B2 und B3
nimmt die T-Spannung negative Werte an. Demnach wird die
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Dehnungsbehinderung im Bereich der Rissspitze abgebaut. Weiterhin steigt ihr
Betrag beim Ubergang von J, auf Jy.s, so dass durch die Erhéhung der
Rissspitzenbelastung der Einfluss der T-Spannung auf die Dehnungsbehinderung
steigt. Flr die Zugprobe nimmt die T-Spannung mit Abstand die gréBten Betrdage
an, die Dehungsbehinderung wird hier also am starksten beeinflusst.

Tabelle 6.3: Ermittelte Werte der T-Spannung aus FEM, [MPal].

20MnMoNi5-5 StE460
Beanspruchung | C(T)25sg M(T)20sg B2 | C(T)25sg M(T)20sg B3
K 309 -519 -397 310 -703 -211
K’o.251 368 -618 -472 366 -830 -250

Zur Ermittlung der Risséffnungsspannung des Referenzfeldes wird das unter Kapitel
2.3.3 beschriebene SSY-Modell verwendet (Vgl. auch [50]). Die Ergebnisse sind
Tabelle 6.4 zu entnehmen. Sie werden fir die Berechnung des Q Parameters nach
Gleichung 2.3.8 verwendet.

Tabelle 6.4: Rissoffnungsspannung (cee)rer des SSY-Referenzfeldes fiir 6=0, [MPa].

Beanspruchung 20MnMoNi5-5 StE460
K’; 1397 1419
K’o.28L 1397 1419

Bei den Bruchmechanikproben wird die Auswertung in der Mitte entlang der
Symmetrieebene vorgenommen, da dort die hochste Dehnungsbehinderung
auftritt.

Tabelle 6.5: Constraint-Parameter fiir Stahl 20MnMoNi5-5.
h Q T/co

Ji Joom | Ji Joom | Ji Joom
C(T)25sg | 2,53 2,52 | 0,14 0,14 | 0,67 0,8
M(T)20sg | 1,55 1,47 |-0,66 -0,69 |-1,13 -1,34

B2 19 1,77/-0,56 -0,52]-0,86 -1,03
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In Tabelle 6.5 sind die Werte der Constraint-Parameter flir den Stahl
20MnMoNi5-5 bei J; und Jy.s. angegeben. In der CT-Probe wird die hochste
Spannungsmehrachsigkeit erreicht. Zudem sind hier sowohl die Werte des
Q-Parameters als auch die Werte der normierten T-Spannung >0 und weisen somit
eine hohe Dehnungsbehinderung aus. Wahrend der Q-Parameter beim Ubergang
von J; auf Jg,g unverandert bleibt, ist flir h ein leichter Rlickgang zu verzeichnen.
Diese Tendenz kann jedoch durch die T-Spannung nicht bestatigt werden.

Die geringste Dehnungsbehinderung wird bei der Probe MT20sg ermittelt. Die
Spannungsmehrachsigkeit erreicht hier im Vergleich die niedrigsten Werte, der
Q-Parameter und auch die T-Spannung ist deutlich <0. Der Anstieg der
Rissspitzenbelastung beim Ubergang von J; auf Jg,g. fiihrt zu einer Abminderung
von h. Diese Tendenz findet sich sowohl bei dem Q-Parameter als auch in der
T-Spannung wieder, so dass insgesamt ein Abbau der Dehnungsbehinderung mit
Zunahme der Rissspitzenbelastung festgestellt werden kann.

Flir den Druckbehalter B2 ist die Spannungsmehrachsigkeit bei Jy.s. mit h=1,77
geringer ist als bei J; mit h=1,9. Der Q-Parameter offenbart eine gegenlaufige
Tendenz. Mit Q=-0,56 bei J; und Q=-0,52 bei Jj,p. ist diese jedoch nicht signifikant,
so dass der Q-Parameter als anndhernd gleich betrachtet wird. Die Werte der
T-Spannung sind ebenfalls <0 wund zeigen somit auch eine geringe
Dehnungsbehinderung an. Normiert mit o, fallen die Betrage kleiner aus als flir die
Probe M(T)20sg. Ihre Tendenz bei Zunahme der Rissspitzenbelastung J stimmt
jedoch im Gegensatz zum Q-Parameter mit der der Mehrachsigkeit h tberein.
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Bild 6.1: Mehrachsigkeitsparameter des Vergttungsstahls 20MnMoN:i5-5.

Die Ergebnisse des Q-Parameters aus Tabelle 6.5 in Abhdngigkeit der
Spannungsmehrachsigkeit h sind in Bild 6.1 dargestellt. Fiir die Probe C(T)25sg
wird die mit Abstand hochste Mehrachsigkeit ermittelt. Die geringste
Mehrachsigkeit wird in Probe MT20sg erreicht, was mit dem Q-Parameter und der
T-Spannung korrespondiert, die beide Werte deutlich <0 annehmen. Die
Dehnungsbehinderung im Druckbehdlter B2 liegt etwas oberhalb der in Probe
M(T)20sg. Die Ergebnisse des Q-Parameters flir B2 bestdtigen jedoch nicht die
Tendenz in der Spannungsmehrachsigkeit h, welche mit Zunahme der
Rissspitzenbelastung J einen leichten Riickgang der Dehnungsbehinderung anzeigt.
Insbesondere in der Probe M(T)20sg ist hingegen ein Rilickgang der
Dehnungsbehinderung mit Zunahme der Rissspitzenbelastung J zu verzeichnen,
wahrend in der Probe C(T)25sg die Dehnungsbehinderung nahezu unverandert
bleibt.
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Tabelle 6.6: Constraint-Parameter flir Stahl StE460.
h Q T/co

Ji Joom | Ji Joom | Ji Joomw
C(T)25sg | 2,4 2,4 | 0,13 0,13 | 0,63 0,75
M(T)20sg | 1,55 1,52 |-0,67 -0,7 |-1,43 -1,69

B3 198 193 /-0,31 -0,36|-0,43 -0,51

Die Ergebnisse der Auswertung der Constraint-Parameter flir Stahl StE460 sind in
Tabelle 6.6 angegeben. Die hoéchste Dehnungsbehinderung wird wieder in der
C(T)-Probe erreicht. Hierbei zeigt sich weder in der Mehrachsigkeit noch im Q-
Parameter ein Einfluss aus der Erhéhung der Rissspitzenbelastung von J; auf Jgp..
In beiden fallen wird h=2,4 und Q=0,13 ermittelt. Lediglich die T-Spannung steigt
leicht an. Alle Werte fiir die Kompaktzugprobe sind >0. Die Probe M(T)20sg weist
mit Mehrachsigkeiten unter h=1,6 die niedrigste Dehnungsbehinderung auf. Auch
die ermittelten Werte des Q-Parameters und vor allem der T-Spannung sind dem
entsprechend deutlich <0. Die sich beim Ubergang von J; auf Jo.s ergebenden
Tendenzen sind fir alle drei GréBen eindeutig und zeigen einen Rilickgang der
Dehnungsbehinderung beim Anstieg der Rissspitzenbelastung. Dies gilt auch fr
den Behalter B3. Die Mehrachsigkeit liegt hier mit Werten von h<2 in der Mitte
zwischen den Werte der Bruchmechanikproben. Sowohl Q-Parameter als auch T-
Spannung sind fiur B2 deutlich <0, so dass lediglich eine geringe
Dehnungsbehinderung besteht.

In Bild 6.2 ist der Q-Parameter als Funktion von h aufgetragen. Es ist ein nahezu
linearer Zusammenhang zu erkennen. Die Dehnungsbehinderung im Behalter B3
gliedert sich mittig zwischen M(T)- und C(T)-Probe ein. Im Vergleich zu Stahl
20MnMoN:i5-5 ist die Dehungsbehinderung in der C(T)-Probe etwas geringer,
wohingegen fir die M(T)-Probe ahnliche Werte erreicht werden.
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Bild 6.2: Mehrachsigkeitsparameter des TM-Stahls StE460.

Auf einen Vorschlag von Roos geht der Ansatz zuriick, die Mehrachsigkeit nicht nur
lokal an einem festen Ort auszuwerten, sondern (ber einen reprasentativen
Auswertebereich r; im Ligament zu integrieren. Dieser Bereich wird, wie bereits in
Kapitel 2.3.4 beschrieben, definiert als kleinerer von 0<r<0,3(W-a;) und
0<ri<rin=o,66). Die Ergebnisse des Integrals von h Uber r sind in Tabelle 6.7
angegeben. Bei den Modellen der Bruchmechanikproben wird die Symmetrieebene
in der Probenmitte betrachtet. Flir die Auswertung im Druckbehdlter wird, wie
bereits zuvor erldutert, die Position entlang der Rissfront gewahlt, bei der die
Mehrachsigkeit h unter Jo,s ihr Maximum erreicht. Das Integral wird fir
Druckbehalter B2 und B3 bis zu einem Abstand von r=6,00mm von der Rissspitze
gebildet, so dass r; hier auch annahernd die Streckenléange der Auswertung in den
Bruchmechanikproben erfasst. Fiir den Beginn des Integrals wird in allen Fallen der
dritte Knoten vor der Rissspitze ungefahr bei r=0,1mm gewahlt, an dem das erste
und zweite Element vor der Rissspitze miteinander verbunden sind.
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Tabelle 6.7: Integral Iy von h Uber reprasentative Strecke r; nach Roos [39].

20MnMoNi5-5 StE460
Ji Jo2st | Ji Jooml
C(T)25sg | 10,19 10,81 | 9,87 10,43
M(T)20sg | 5,98 6,51 |6,07 6,61
Behilter | 7,43 7,58 |8,00 814

Fir die Uberprifung des Auftretens von Sprédbruch wird ein kritischer
Mehrachsigkeitsquotient q. definiert, der von der Querkontraktionszahl v abhdngt
(s.h. Gleichung 2.3.1). Unter der Annahme von v =0,3 und umgerechnet in h
nimmt dieser kritische Wert den Betrag h.=2,17 an. Nach [39] muss der Quotient
aus Integralwert in Tabelle 6.7 und Ldnge des reprasentativen Auswertebereichs
I/ri < hc sein, um Sprddbruch auszuschlieBen. Dies trifft bei der hier vorliegenden
Auswertelangen von durchweg ri>5,9mm zu. Bei Erreichen von J; ist duktiles
Risswachstum zu erwarten, wenn I,/r; << h. ist. Mit I;/ri=1,73 hat die C(T)-Probe
den hdchsten Wert, insgesamt wird h. also nicht erreicht. Aufgrund der
Versuchsergebnisse wurde bereits gezeigt, dass stabiles Risswachstum eintritt, so
dass diese Aussagen bestatigt werden konnten.

Weiterhin  soll die Risswiderstandskurve der Probe dann auch das
Risswachstumsverhalten im Bauteil reprasentieren, wenn der Integralwert fir
Rissspitzenbelastungen J>J; ungefdhr gleich dem der Probe ist. Dies trifft hier
weder flr die C(T)-Probe noch flir die M(T)-Probe zu. Mit den Werten der C(T)-
Probe wirde ein zu groBes Risswachstum unterstellt werden, wohingegen mit den
Werten der M(T)-Probe das Risswachstum zu gering ware. Eine direkte
Ubertragbarkeit der Risswiderstandskurve ist demnach nicht gegeben.

Vergleicht man vor diesem Hintergrund die ermittelten Werte des J-Integrals in
Tabelle 6.1 und Tabelle 6.2, so lasst sich zumindest die festgestellte Tendenz bzgl.
des Risswachstums bestatigen. Die erreichten Werte Jg . der M(T)-Proben liegen
um Faktor 2 bis 2,5 hdher als bei den Kompaktzugproben, die normierten
Intergralwerte der Mehrachsigkeit I;/r; um ca. Faktor 1,6 niedriger. Ein Vergleich
mit den Werten Jsprem der Druckbehdlter ist hier nicht ohne Weiteres mdglich.
Aufgrund der lokal stark unterschiedlichen Werte des J-Integrals entlang der
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halbelliptischen  Risskontur ist die Aussagekraft einer rein auf der
Rissspitzenbelastung basierenden Betrachtung fraglich. Vielmehr zeigen die
Ergebnisse, dass erst die Bertlicksichtigung der Mehrachsigkeit eine Beschreibung
des Risswachstums im Bauteil mdglich machen kann.

Hinsichtlich der Frage nach der Anwendbarkeit des Ersatzkennwertes Jy.g der
C(T)-Probe kann eine eindeutige Antwort gegeben werden. Die Analyse des lokalen
Spannungszustandes in den Druckbehdltern hat gezeigt, dass hier Dehnungs-
behinderungen deutlich unter dem Niveau der Kompaktzugprobe liegen.
Dementsprechend ist die Anwendung des Ersatzkennwertes Jo.s moglich, was
zudem auch durch die Versuchsergebnisse bestdtigt werden konnte. Die
Verwendung der Risswiderstandskurve von C(T)- oder M(T)-Probe zur
Beschreibung des weiteren Risswachstums im Druckbehalter ist allerdings insofern
unsicher, als das die Werte der Mehrachsigkeit sowie der Rissspitzenbelastung
entlang der halbelliptischen Rissfront lokal groBe Unterschiede aufweisen.
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7. AbschlieBende Diskussion

Die Ubertragbarkeit von in Laborversuchen ermittelten Kennwerten auf Bauteile
und deren Verwendung im Rahmen von Sicherheitsanalysen ist von fundamentaler
Bedeutung. Hierbei sollte klar sein, dass Normproben eine Idealisierung darstellen
und ausschlieBlich das Werkstoffverhalten reprasentieren. Dennoch konnte vielfach
gezeigt werden, dass durch die Wahl der Probe sowohl im Sinne von Abmessung
und Geometrie als auch von Probentyp und Beanspruchungsart ein deutlicher
Einfluss auf das Versuchsergebnis besteht. Diesem Umstand wurde zunachst
Rechnung getragen, indem in Abhdngigkeit von Geometrie und Festigkeit
Glltigkeitsgrenzen fiir die ermittelten Kennwerte festgelegt wurden. Diese
groBtenteils empirischen Grenzen haben nach wie vor Bestand und sind in den
einschlagigen Prifnormen angegeben. Das Ziel ist hierbei immer, eine kritische
GroBe als unteren Grenzwert flir die Beanspruchbarkeit zu bestimmen, der dann
den Ubergang vom sicheren zum unsicheren Bauteilverhalten definiert. Als solcher
muss dieser Grenzwert allgemeine Giiltigkeit besitzen und flir alle Bauteile
anwendbar sein. Geometrie- und Beanspruchungseinfliisse des jeweiligen Bauteils
bleiben hierbei weitgehend unberlicksichtigt. Somit kdnnen sich in einzelnen
Anwendungsfallen erhebliche Sicherheitsreserven ergeben. Die Anwendung eines
allgemein glltigen unteren Grenzwertes der Beanspruchbarkeit fiihrt dann zu
deutlich konservativen Abschatzungen.

Im Zuge der Weiterentwicklung PC-gestlitzter Berechnungsmethoden haben sich
neue Mdglichkeiten ergeben, die lokale Beanspruchung an Rissspitzen auszuwerten,
so dass diese bei einer Sicherheitsbewertung beriicksichtigt werden kann. Das
erhoffte Potential steckt hierbei in der Mdoglichkeit, den Grenzwert der
Beanspruchbarkeit individuell an den jeweiligen Anwendungsfall anzupassen,
vorhandene Sicherheitsmargen auszuschdpfen und somit einen 6konomischen
(Laufzeitverlangerung von Anlagen, Planungsvorlauf flir Revisionen) sowie
Okologischen (Verlangerung der Einsatzzeit von Komponenten, Schonen von
Ressourcen) Vorteil zu schaffen.

Im Rahmen der hier vorliegenden Untersuchung wurden die gangigen Methoden
der Constraint-Beriicksichtigung mit dem Ziel angewendet, die Ubertragbarkeit
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bruchmechanischer Kennwerte zu Uberpriifen. Die Untersuchung beschrankt sich
auf den Bereich der Hochlage, der Sprodbruch wird nicht behandelt. Alle
Betrachtungen fihrten zu dem Ergebnis, dass der Ersatzkennwert der
Rissspitzenbelastung Jo.s. der C(T)-Probe auf den Druckbehdlter mit
Oberflachenfehler (bertragbar ist. Belegt werden konnte diese Aussage durch
entsprechende Versuchsergebnisse.

Dennoch ist die Beriicksichtigung des Spannungszustandes flir den Vergleich
zwischen Normprobe und Bauteil mit Vorsicht durchzuflihren. Bei der Berechnung
und Auswertung der Dehnungsbehinderung an Rissspitzen gibt es einige
Unsicherheiten. Hierbei spielt insbesondere die Tatsache, dass sich ein realer Riss
im Dreidimensionalen erstreckt, die lokale Betrachtung der Beanspruchung jedoch
im Zweidimensionalen erfolgt, eine nicht zu vernachldssigende Rolle. Die in diesem
Zusammenhang anschlieBende Reduzierung auf eindimensionale, ortliche
Einzelwerte, ausgedriickt als Constraint-Parameter, stellt eine weitere, erhebliche
Vereinfachung dar. Flr eine Bruchmechanikprobe mit durchgehendem Fehler tritt
die hochste Beanspruchung und die groBte Dehnungsbehinderung klar in
Probenmitte auf, die Wahl der entsprechenden Position entlang einer
halbelliptischen Rissfront im Bauteil ist jedoch - insbesondere bei komplexer
Geometrie, wie z.B. in einem Rohrleitungsabzweig, und sich (berlagernden
Beanspruchungen - nicht ohne weiteres maglich.

Bei der numerischen Berechnung des J-Integrals wird die Rissspitzenbelastung
auch bei dreidimensionalen Strukturen stets als zweidimensionale GroBe berechnet.
HierfUir wird das FE Modell entlang der Rissfront Uber die Dicke in einzelne
Schichten, sogenannte Layer unterteilt, in deren Grenz- oder StoBflachen dann
jeweils ein J-Wert berechnet wird. Der dreidimensionale Wert J;p wird dann
ublicher Weise als Mittelwert (ber die Layer berechnet. Wahrend flr die
Bruchmechanikproben mit gerader Rissfront keine gravierenden Unterschiede
auftreten, kénnen die einzelnen Werte entlang einer halbelliptischen Rissfront
betrachtliche Schwankungen aufweisen. Es treten lokal signifikante Unterschiede in
der Héhe der Rissspitzenbeanspruchung auf, was die generelle Anwendung eines
festen Grenzwertes fur das J-Integral erschwert. Diese Winkelabhdngigkeit der
Beanspruchung entlang der Rissfront ist umso ausgepragter, je kleiner das
Halbachsenverhadltnis a/c und je gréBer die relative Tiefe a/t ist [51]. Mit
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steigendem Halbachsenverhdltnis und zunehmender Risstiefe wandert das
Maximum der Beanspruchung vom Scheitelpunkt des Risses zur Oberfldche. Dieser
Zusammenhang zeigt sich hier beim Vergleich der J-Werte entlang der Rissfront
zwischen B2 mit a/c=0,239 und a=21,6mm und B3 mit a/c=0,292 und
a=28,04mm. Wahrend flr B2 die maximale Rissspitzenbelastung eindeutig in der
Mitte des Fehlers auftritt und das J-Integral zum Rand hin abféllt, nehmen die
Werte entlang der Rissfront in Behalter B3 in Richtung Oberflache nur allmdhlich
ab, sodass eine hohe Rissspitzenbelastung Uber einen weiten Bereich entlang der
Rissfront besteht.

Weiterhin konnte gezeigt werden, dass nicht die Rissspitzenbelastung ] allein,
sondern vor allem auch die Mehrachsigkeit des Spannungszustandes das duktile
Risswachstum maBgeblich beeinflusst. Auch hier spielt die Geometrie eine
entscheidende Rolle. Mit sinkendem Verhaltnis a/c und demnach eher flachen und
langen Rissen verlagert sich das Risswachstum von Dicken- in Langsrichtung des
Rohres, was als Kanu-Effekt bezeichnet wird [52]. Die Kontur des Risswachstums
verlauft dann ahnlich der Form eines Kanus in der Seitenansicht, da der gréBte
Anteil stabilen Risswachstums nicht im Bereich der tiefsten Stelle des Fehlers
auftritt, sondern ungefahr bei +/-70° nahe der Oberflache. Wie von Zadeh gezeigt,
ist hierflir die Dehnungsbehinderung maBgeblich [53]. Bei der Durchfihrung von
Leck-vor-Bruch-Analysen druckflinrender Komponenten ist die Ausbildung der
Risskontur von entscheidender Bedeutung, da sie die Lange des
wanddurchdringenden Fehlers bestimmt. Anhand der schematischen Darstellung in
Bild 7.1 soll dieser Zusammenhang im Folgenden verdeutlicht werden. Das
Risswachstum eines halbelliptischen Oberflachenfehlers kann hiernach in vier
Phasen eingeteilt werden. Ausgehend vom Anfangsfehler der Tiefe ag und der
Ldnge 2cy wachst der Riss in Phase I zundchst unterkritisch. In Phase II tritt mit
der kritischen Fehlertiefe a, und der kritischen Fehlerlange 2c, die
Wanddurchdringung ein. Der Moment des Wanddurchbruchs wird als lokale
Instabilitat bezeichnet, bei dem dann die Risslange auf 2¢p ansteigt. In Phase drei
steigt die FehlergroBe unter stabilem Risswachstum bis zu einer kritischen Lange
2cc an, mit der dann die Phase IV erreicht ist und globale Instabilitat zum
vollstéandigen Ausfall des Bauteils fuhrt. Wenn ein halbelliptischer Oberflachenfehler
also ein starker ausgepragtes Risswachstum in Langsrichtung aufweist, vergréBert
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das die Lange des Fehlers bei Wanddurchdringung 2cp. Dies fiihrt zu einer
Verkirzung der Phase III und kann im Extremfall auch direkt in Phase IV, dem
Bauteilversagen, minden, wenn die kritische Lange cp=c erreicht ist. Wie in Bild
7.1 mit dem gestrichelten senkrechten Pfeil bei t; angedeutet, wirde dann Bruch
vor Leck eintreten. Somit kann der Wanddurchbruch in Phase II auch als
Verzweigungspunkt zwischen lokaler oder globaler Instabilitat aufgefasst werden.
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fl \\ 10“ @
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Bild 7.1: Ausbreitung eines halbelliptischen Oberflachenrisses [54].

Eine weitere EinflussgréBe auf die Ausbildung der Risskontur und das
Risswachstum ist die Art der Beanspruchung. Die Dehnungsbehinderung ist z.B. bei
rein auf Zug beanspruchten Proben eine andere als bei biegebeanspruchten [55].
Somit wird deutlich, dass die Wahl der Auswerteposition nicht aufgrund der
Rissspitzenbelastung allein, sondern  vielmehr auch  anhand  der
Dehnungsbehinderung zu treffen ist.

Wenn die Festlegung der Position flir die Auswertung des lokalen
Spannungszustandes getroffen wurde, ergeben sich flir die darauf folgende
Betrachtung im Zweidimensionalen weitere Fragen hinsichtlich der Bestimmung der
ortlichen BeanspruchungsgréBen. Es wird der Verlauf der den Spannungszustand
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beschreibenden GroéBen entlang eines Pfades im Ligament ausgewertet, und
ublicherweise ein Abstand r von der Rissspitze festgelegt, an dem die Werte
bestimmt werden. Bei den zweiparametrigen Ansdtzen der elastisch-plastischen
Bruchmechanik ist dies Ublicherweise der von der Rissspitzenbelastung und der
Streck- oder Dehngrenze  abhangige Ort  rog/)=2. Bei  groBen
Rissspitzenbelastungen kann r mehrere Millimeter von der Rissspitze entfernt
liegen, so dass der Einfluss der Singularitdt schon weitgehend abgeklungen ist und
dementsprechend eine niedrige Dehnungsbehinderung ausgewiesen wird. Dies gilt
insbesondere flir moderne, hochzahe Stahle, wo sich der physikalische und der
technische Kennwert der duktilen Rissinitiierung um Faktor 2 bis 4 unterscheiden
kdnnen, wie am Beispiel eines Stahls S355M in Bild 7.2 gezeigt.
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Bild 7.2: Mehrachsigkeit h im Ligament, Beispiel aus [61].

Die Auswirkung auf das Ergebnis aus der Wahl der Auswerteposition sind
exemplarisch anhand der Berechnungsergebnisse fir Behalter B2 in Bild 7.3
dargestellt. Der signifikante Einfluss auf die Werte der Spannungsmehrachsigkeit h
ist klar zu erkennen. Insbesondere im oberflachennahen Bereich ergeben sich
sowohl quantitativ als auch qualitativ erhebliche Unterschiede. Die Verwendung des
Maximalwertes der Spannungsmehrachsigkeit h vor der Rissspitze ist auch nicht
sinnvoll. Dessen Betrag ist sowohl beeinflusst vom zugrunde liegenden Elementtyp
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(quadratische oder lineare Ansatzfunktion; reduzierte oder volle Integration; Art der
eingepragten Singularitat der kollabierten Elemente) als auch von der GroBe der
Elemente selbst. Je kleiner das Element und desto kirzer der Abstand zur
Rissspitze, desto hoher der Maximalwert. Generell sind die flir ein Element an den
Stitzstellen berechneten Werte, welche dann fiir die Ausgabe zu den Knoten
extrapoliert werden, als Mittelwerte (ber die Flache oder das Volumen des
Elementes zu betrachten. Weiterhin muss an den StoBstellen benachbarter
Elemente aus den jeweiligen Elementldsungen ein Mittelwert gebildet werden. Der
Versuch, sich mit immer feinerer Elementierung der Singularitdt an der Rissspitze
weiter anzunahern, und die groBen Spannungen und Dehnungen mit hdherer
Genauigkeit zu erfassen oder gar einen festen Wert zu erhalten, ist eine Illusion.
Wie von Brocks in [56] kommentiert, verlieren die kontinuumsmechanischen
GroBen Spannung und Dehnung unterhalb einer bestimmten Langendimension ihre
Bedeutung, so dass der Verfeinerung eines FE-Netzes prinzipiell Grenzen gesetzt
sind. Die Betrachtung der Dehnungsbehinderung sollte vor diesem Hintergrund
nicht als eine Frage nach absoluten, sondern vielmehr nach relativen Werten
angesehen werden. Insofern kann die durchgangige Einhaltung der Elementierung
des FE-Netzes im Rahmen einer solchen Untersuchung ausreichen, um zu einer
verwertbaren Aussage zu kommen. Nichts desto trotz spielt die Position der
Auswertung fur den Betrag der lokalen GréBen weiterhin eine bedeutende Rolle,
insbesondere auch wenn man z.B. Risswachstumsverhalten beschreiben will.
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Bild 7.3: Spannungsmehrachsigkeit h im Ligament bei r=0,15mm und r=0,52mm.

Anstelle einer punktuellen Auswertung ist der Vorschlag zur Berticksichtigung einer
Strecke entlang des Ligamentes eine Verbesserung, denn die Wirkung der
Dehnungsbehinderung ist nicht punktuell, sondern rdaumlich zu sehen. Die
Dehnungsbehinderung bildet sich um die Singularitdt und die eigentliche
Prozesszone an der Rissspitze herum aus, und nimmt Einfluss auf die plastische
Verformbarkeit und den Abbau von Spannungsspitzen durch Umlagerung
(Stutzwirkung). Zudem wirden die im vorherigen Absatz diskutierten
EinflussgroBen durch eine solche Integration deutlich abgeschwacht. Dabei ist die
Idee an sich nicht neu und wurde schon in einem ahnlichen Zusammenhang bereits
im Jahre 1973 von Knott und Rice diskutiert [57]. Allerdings ging es hierbei um das
Tieflagenverhalten und die Beziehung zwischen kritischer Risséffnungsspannung
und Spaltbruch. Die Frage nach der Relevanz eines lokalen Einzelwertes ist also
weiterhin prasent. Wie groB3 ein relevanter Auswertebereich r; flir die Integration
des Mehrachsigkeitsparameters, sei es nun q oder h, im Rahmen einer
Constraint-Betrachtung gewahlt werden sollte, bleibt offen. Insbesondere der
Beginn des Integrals kann dabei jedoch von groBer Bedeutung sein, da in Richtung
der Rissspitze das Maximum von h auftritt. Doch auch wenn die Schadigung wie in
[43] auf S.154 beschrieben (blicher Weise in einem Abstand von 0,1mm bis 0,3mm
vor der Rissspitze auftritt, muss dieser Bereich nicht zwangslaufig fiir eine
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Bewertung der Dehnungsbehinderung relevant sein und berticksichtigt werden. Wie
bereits ausgefiihrt ist die Dehnungsbehinderung eher als eine die Prozesszone
charakterisierende GréBe zu verstehen, die die Duktilitdét und das Verformungs-
vermogen pragt.

Eine Betrachtung der Steigung des Verlaufs der Mehrachsigkeit im Ligament nach
Durchlaufen des Minimums von g, wie von Clausmeyer et al. [60] und aktuell von
Schiitt et al. [61] vorgeschlagen, ist insofern schwierig, als dass ein signifikanter
Einfluss der Hohe des Extremwertes vor der Rissspitze besteht. Hierdurch treten
dann die eingangs diskutierten Einfliisse aus ElementgréBe und —typ wieder in den
Vordergrund.

Auch die Bedeutung des kritischen Wertes der Mehrachsigkeit q. ist fraglich. Hierbei
wird der Ubergang vom Sprddbruch zum duktilem Bruch unter Anwendung des
Sandel’schen Bruchkriteriums beschrieben. Eine quantitative Erfassung soll dann
mit Hilfe der Mehrachsigkeit q mdglich sein. Die in Bild 7.4 dargestellten
Ursprungsgeraden im Hencky-Diagramm reprasentieren bestimmte Spannungs-
zustande. Flr den ebenen Dehnungszustand (EDZ) ergibt sich die GréBe q., die
hierbei als Grenzwert des Ubergangs zwischen Sprddbruch und duktilem Bruch
angesehen wird.
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Bild 7.4: Sandels Bruchkriterium in Hencky'scher Darstellung nach [62].

Aus der theoretischen Herleitung im Rahmen einer kontinuumsmechanischen
Betrachtung mag dieser Wert richtig sein. Die allgemeine Gliltigkeit eines solchen
Grenzwertes, der zwar von der Querkontraktionszahl v abhangt, ansonsten aber
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weder die Mikrostruktur noch das Verformungsvermdgen des Werkstoffs
berilicksichtigt, ist hingegen nicht zu erwarten. Zudem wird die Temperatur als
EinflussgroBe nicht erfasst, obgleich diese bei ferritischen Stdhlen fir den
auftretenden Bruchmechanismus eine entscheidende Rolle spielt. Letztendlich zeigt
jedoch die Schadigungsmechanik durch Anwendung von Schadigungskurven, dass
eine solche einparametrige Betrachtungsweise nicht ausreichend sein kann, um das
Versagen in der Hochlage zu beschreiben. Hierbei wird eine Grenzkurve der
Beanspruchbarkeit als Kombination aus Mehrachsigkeit und plastischer
Vergleichsdehnung aufgestellt. Diese Kurve wird in Versuchen ermittelt und erfasst
implizit sowohl werkstoffspezifische als auch geometriebedingte EinflussgroBen auf
das Versagen.

Ob eine erweiterte Constraint-Betrachtung unter Einbeziehung zusatzlicher
Parametern neben den hier diskutierten, wie z.B. von Hebel et al. [63] und Neimitz
et al. [64] durchgefiihrt, im Sinne einer praxisgerechten Anwendbarkeit hilfreich
sein kann und eine Verbesserung bedeutet, muss aufgrund der im Rahmen dieser
Arbeit beschriebenen Einfllisse und Fragestellungen angezweifelt werden. Vielmehr
wird die Komplexitdt der Ansdtze sowie der Arbeitsaufwand bei der
Parameterbestimmung nochmals deutlich erhéht, was einen erheblichen
Mehraufwand bedeutet und die allgemeine Anwendbarkeit sicher nicht erleichtert.
Nichts desto trotz zeigt sich dadurch, dass das Thema Constraint und die
Bericksichtigung der Dehnungsbehinderung nach wie vor aktuell ist. Insofern gibt
es hier weiteren Forschungsbedarf, denn letztlich stecken hinter dieser Betrachtung
die Frage nach der Beanspruchbarkeit rissbehafteter Bauteile und der Wunsch,
bestehende Reserven auszuschopfen. Im Zuge der anhaltenden Diskussion Uber
Nachhaltigkeit und das Schonen von Ressourcen ist diese Bestrebung generell
sicher ein richtiger Schritt. Jedoch miuissen hierbei immer Sicherheit und
Zuverlassigkeit beim Betrieb von Anlagen sowie die Standsicherheit von Bauwerken
klar im Vordergrund stehen.

Schlussendlich bleibt festzuhalten, dass die Constraint-Parameter T-Spannung und
Q nicht als Grenzwerte flr das Eintreten von Versagen zu verstehen sind, sondern
vielmehr die Entwicklung der Dehungsbehinderung beschreiben. Insofern sind sie
als unterstitzende GroBen flir die Einschatzung eines Beanspruchungszustandes zu
sehen. Im Rahmen der hier vorliegenden Arbeit ermdglichten die Ergebnisse eine
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eindeutige Aussage. Die Anwendbarkeit des technischen Ersatzkennwertes der
Rissspitzenbelastung Jg,s konnte nachgewiesen werden. Dieses Ergebnis ist
konform mit den Versuchsergebnissen und ermdglichte eine korrekte Einschatzung
der Beanspruchbarkeit des Bauteils. In anderen Untersuchungen zeigten die
Parameter jedoch keine einheitliche Tendenz auf, so dass hieraus eine eindeutige
Schlussfolgerung nicht maoglich war. Dies betrifft insbesondere die T-Spannung,
deren Aussagekraft bei groBen Rissspitzenbelastungen ] offenbar an Bedeutung
verliert.
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8. Zusammenfassung

Ziel dieser Arbeit ist die Uberpriifung der Anwendbarkeit bruchmechanischer
Kennwerte flir duktile Rissinitierung aus Versuchen an Kleinproben fir
Sicherheitsanalysen rissbehafteter Bauteile. Grundsatzlich ist es das Bestreben,
bestehende Sicherheitsreserven auszuschopfen und eine Optimierung der
Nachweisverfahren zu erreichen. Somit soll letztlich die weitere Annaherung von
rechnerischer und tatsachlicher Beanspruchbarkeit des Bauteils gelingen.

Dass der Probentyp sowohl hinsichtlich seiner Abmessung (z.B. Dicke B, Risstiefe
a/W) als auch der Belastung (z.B. Zug, Biegung) einen Einfluss auf den im Versuch
ermittelten bruchmechanischen Werkstoffkennwert haben kann, ist hinlanglich
bekannt. Ein solcher Einfluss tritt umso starker hervor, je mehr man die Duktilitat
des Werkstoffs bei der Beanspruchbarkeit beriicksichtigen mochte. Duktiles
Risswachstum beeinflusst mit zunehmender Risslange den Spannungszustand und
die Geometrieunabhdngigkeit geht verloren. Dieser Einfluss spielt bei der
Bestimmung technischer Ersatzkennwerte, wie z.B. Ji. nach ASTM E 1820-01 oder
auch Jg,g. nach ISO 12135, eine nicht zu vernachlassigende Rolle. Fur den
physikalischen Initiierungskennwert J; hingegen ist in der Regel kein signifikanter
Einfluss feststellbar. Eine zusatzliche Hiirde stellt der Umstand dar, dass die
Rissfront in einer Bruchmechanikprobe meist gerade ist, wohingegen in einem
Bauteil haufig Rissfronten mit einer elliptischen Kontur auftreten. Das hat wiederum
zur Folge, dass die Werte des J-Integrals, die fir Bauteile oftmals nur numerisch
bestimmt werden kdnnen, im Gegensatz zur Bruchmechanikprobe entlang der
Rissfront signifikante Unterschiede aufweisen. Somit stellt sich die Frage nach dem
reprasentativen  Vergleichswert der  Rissspitzenbeanspruchung fir  die
Sicherheitsanalyse. Es konnte gezeigt werden, dass die Dehnungsbehinderung die
maBgebliche EinflussgroBe fiir das Risswachstum ist. Um nun feststellen zu kénnen,
ob der technische Ersatzkennwert im Rahmen von Sicherheitsanalysen anstelle des
physikalischen Initiierungskennwertes als kritischer Werkstoffkennwert der
Beanspruchbarkeit verwendet werden kann, muss der Spannungszustand
beriicksichtigt werden. Dies gelingt mit Hilfe der Constraint-Theorie.
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Grundlage fur die hier durchgeflinrte Untersuchung sind bruchmechanische
Versuche an Laborproben C(T)25sg und M(T)20sg sowie Bauteilversuche an
Druckbehaltern mit halbelliptischem Oberflachenriss. Es werden hierzu zwei
Werkstoffe verwendet, ein warmfester Vergitungsstahl 20MnMoNi5-5 sowie ein
normalisierter Baustahl StE460.

Zur Bewertung der Dehnungsbehinderung werden sowohl die klassischen Ansatze
der mehrparametrigen Bruchmechanik (Constraint-Theorie) mit Rissspitzen-
belastung J, Spannungsmehrachsigkeit h, T-Spannung und Q-Parameter
angewendet als auch neuere Vorschlage, wie z.B. die Berlicksichtigung des
Integrals der Mehrachsigkeit Uber eine charakteristische Strecke, verfolgt. Des
Weiteren werden Einfllisse auf das Ergebnis u.a. hinsichtlich der Auswerteposition
der lokalen GroBen diskutiert.

Die Ergebnisse lassen sich wie folgt zusammenfassen:

- Der arithmetische Mittelwert der Rissspitzenbelastungen ] entlang der
halbelliptischen Rissfront der Druckbehalter Jsp.rem liegt bei Initierung um
4% bis 7% oberhalb des technischen Ersatzkennwertes Jg.s der
Kompaktzugprobe C(T)25sg. Somit ist dieser Anwendbar.

- Die Rissspitzenbelastung erreicht an der tiefsten Stelle des Fehlers ihr
Maximum und betragt bei Initilerung in Behalter B2 Jirem max=215N/mm und
bei Behalter B3 Ji.rem,max=190N/mm; sowohl J; als auch Jo g der C(T)-Probe
werden demnach lokal deutlich Gberschritten.

- Die Dehnungsbehinderung entlang der Rissfront hat entscheidenden Einfluss
auf das Risswachstum und somit auch auf die Risskontur; das erreichte
Niveau des J-Integrals in der J-Aa-Kurve, die den Zusammenhang zwischen
Risswachstum und Rissspitzenbelastung ] beschreibt, ist von der
Dehnungsbehinderung beeinflusst; Ort der héchsten Dehnungsbehinderung
und des maximalen Risswachstums Aa fallen anndahernd zusammen, die
hochsten J-Werte werden dort nicht erreicht.

- Das stabile Risswachstum und insbesondere die Ausbildung der Risskontur
sind von groBer Bedeutung bei Leck-vor-Bruch-Analysen, da hierdurch die
Lange des Risses bei Wanddurchdringung beeinflusst wird.
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- Im Bereich der groBten Dehnungsbehinderung an der Rissfront des
Oberflachenfehlers wird bei Initiierung eine Rissspitzenbelastung von
Jmaxaa=110N/mm fir B2 und Jnaxna=122N/mm fir B3 ermittelt; die lokale
Rissspitzenbelastung liegt demnach ungeféhr auf Hohe des physikalischen
Initiierungskennwertes J; der C(T)-Probe.

- Unter Anwendung der Constraint-Theorie konnte gezeigt werden, dass die
Dehnungsbehinderung flir den Bereich des gréBten Risswachstums sowohl
bei J; als auch bei Jy,p. geringer ist als in der C(T)-Probe; es ist somit davon
auszugehen, dass durch Umlagerungseffekte an der Rissspitze im Bauteil
eine Rissspitzenbelastung in Hohe der in der C(T)-Probe sicher aufgebracht
werden kann.

- Die Anwendbarkeit des technischen Ersatzkennwertes Jy,g. konnte bei der
Gegenuberstellung mit Jisprev bei Initiierung im Behdlter anhand der
Ergebnisse aus Bauteilversuchen belegt werden.

- Eine Berlicksichtigung des Spannungszustandes und damit der
Dehnungsbehinderung ist bei der Uberpriifung der Ubertragbarkeit von
bruchmechanischen Kennwerten zwingend erforderlich. Hierbei ist die
Position fiir die Auswertung sowohl entlang der Rissfront als auch im
Ligament entscheidend. Eine einheitliche oder allgemeingiltige Festlegung
existiert hierfir bislang nicht.

- Eine Erweiterung der bestehenden Ansatze weg von einer Einzelwert- und
hin zu einer strecken- oder bereichsweisen Betrachtung liefert brauchbare
Ergebnisse; eine solcher Schritt scheint insofern richtig und sinnvoll, als dass
damit EinflussgréBen aus der Wahl der Auswerteposition deutlich
abgemindert werden.

Die Untersuchung hat gezeigt, dass durch Bericksichtigung der Dehnungs-
behinderung das Potential zur hdheren Ausnutzung von Tragreserven durch die
Anwendung technischer Ersatzkennwerte bei Sicherheitsanalysen besser
ausgeschopft werden kann. Allerdings ist die Anwendung der Ansatze aus der
Constraint-Theorie mit groBter Sorgfalt und Vorsicht durchzufiihren. Die
EinflussgréBen auf das Ergebnis sind sowohl aufgrund von Annahmen in der
klassischen Constraint-Theorie als auch aus der Numerik und dem FE-Modell

108



Zusammenfassung

selbst vielfaltig. Eine Vereinheitlichung oder das Aufstellen von
allgemeinglltigen Verfahrensweisen flr die Auswertung bildet hier die nétige
Voraussetzung flr eine breitere Anwendung. Dies kann nur durch eine
VergroBerung des Erfahrungsschatzes bei der Beriicksichtigung der
Dehnungsbehinderung in Sicherheitsanalysen gelingen, wozu es weiterer
Forschung bedarf. Die Tendenz hin zur Schadigungsmechanik unter Anwendung
von Schadigungskurven, wie z.B. bei Minstermann [65], ist klar gegeben.
Dennoch sollte zunachst eine Erweiterung der bestehenden Konzepte der
Bruchmechanik als Nachweisverfahren flir sicherheitstechnische Anlagen der
nachste Schritt sein. Constraintbasierte Nachweisverfahren koénnten hierfir die
Grundlage bilden.
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