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Abstract

This thesis focuses on the development and analysis of a calculation concept based on the local strain
approach for predicting the fatigue life of metallic structures under multiaxial, non-proportional,
local elastic-plastic loads. Concepts for the computational fatigue strength assessment are laid down
in standards and guidelines, which can be used to evaluate the fatigue strength of a component
in a standardized manner. In particular, the FKM Guideline Nonlinear allows fatigue strength
assessment through the utilization of the local strain approach, enabling the computational design
of components within the low cycle fatigue domain. However, the application of the guideline has
so far been limited to uniaxial and proportional loading. The developed calculation concept is
intended to represent a possible extension of the computational fatigue strength assessment for the
non-proportional load case. Under non-proportional loading, additional material effects and damage
mechanisms occur, which is why the algorithm developed inevitably deviates from the standardized
procedure of the guideline.

The calculation concept presented is based on the critical plane approach. The damage assessments
are carried out for each possible cutting plane of a material element, whereby a critical plane is
defined which determines the component’s fatigue life. The critical plane corresponds to the cutting
plane that has the lowest calculated fatigue life. Existing methods have been extended to enable fast
and reliable computational fatigue strength assessment under non-proportional loads. In particular,
methods for the simulation of multiaxial non-proportional local elastic-plastic stresses and strains
were further developed. The developed enhancements enable a more precise calculation of the local
stresses while simultaneously reducing the calculation time. In addition, damage models of the critical
plane approach were integrated in order to precisely predict the fatigue life under consideration of
various mechanical loads. The damage models were also adapted, if necessary, in order to enable the
application in the context of this work. In addition, the models were parameterized so that they can
be applied if only the material group and the tensile strength of the material in question are known.
A broad experimental database based on determined experimental results and literature data is
used to validate the developed concept. The accuracy of the developed algorithm is assessed on the
basis of a statistical evaluation of the comparison between experimental and calculated fatigue life.
The validation of the damage models is carried out using experiments on unnotched specimens,
while the verification of the entire algorithm is carried out by evaluating the results on notched
specimen geometries. It is shown that the developed calculation concept provides reliable results
and enables a reliable prediction of the fatigue life under different mechanical loads. The results
of the study show that experimental fatigue life under non-proportional loading can be calculated
with comparable and sometimes even higher accuracy than under proportional loading cases.
Finally, the result of this work is a validated calculation concept that can predict the fatigue life of
notched components under any mechanical load with acceptable accuracy.






Kurzfassung

Die vorliegende Arbeit behandelt die Entwicklung und Analyse eines Berechnungskonzepts auf
Basis des Ortlichen Konzepts zur Prognose der Anrisslebensdauer von metallischen Strukturen
unter mehrachsig nichtproportionalen ¢rtlich elastisch-plastischen Beanspruchungen. Konzepte fiir
die rechnerische Betriebsfestigkeitsauslegung sind in Normen und Richtlinien festgehalten, anhand
derer die Ermiidungsfestigkeit eines Bauteils standardisiert bewertet werden kann. Insbesondere
die FKM-Richtlinie Nichtlinear ermdglicht eine Nachweisfithrung unter Verwendung des Ortli-
chen Konzepts, was die rechnerische Bauteilauslegung im Kurzzeitfestigkeitsbereich erlaubt. Die
Anwendung der Richtlinie ist jedoch bisher auf einachsige und proportionale Beanspruchung be-
schriankt. Das erarbeitete Berechnungskonzept soll eine mogliche Erweiterung der rechnerischen
Betriebsfestigkeitsauslegung fiir den nichtproportionalen Belastungsfall darstellen. Unter nichtpro-
portionaler Belastung treten zusétzliche Werkstoffeffekte und Schédigungsmechanismen auf, weshalb
der entwickelte Algorithmus zwangslaufig vom standardisierten Vorgehen der Richtlinie abweicht.

Das vorgestellte Berechnungskonzept basiert auf dem Ansatz der kritischen Schnittebenen. Dabei
werden die Schadigungsbewertungen fiir jede mogliche Schnittebene eines Werkstoffelements durchge-
fiihrt, wobei eine kritische Ebene definiert wird, welche die Bauteillebensdauer bestimmt. Die kritische
Ebene entspricht der Schnittebene, welche die geringste rechnerische Anrisslebensdauer aufweist.
Um eine schnelle und sichere rechnerische Betriebsfestigkeitsauslegung unter nichtproportionalen
Belastungen zu erméglichen, wurden bestehende Methoden erweitert. Insbesondere wurden Verfah-
ren zur Simulation mehrachsig nichtproportionaler 6rtlich elastisch-plastischer Beanspruchungen
weiterentwickelt. Die erarbeiteten Erweiterungen ermdglichen eine genauere Berechnung der lokalen
Beanspruchungen bei gleichzeitiger Reduktion der Rechenzeit. Zusétzlich wurden Schadigungs-
modelle der kritischen Schnittebene integriert, um die Anrisslebensdauer unter Beriicksichtigung
verschiedener mechanischer Belastungen préizise zu prognostizieren. Die Schiadigungsmodelle wurden,
falls notig, ebenfalls angepasst, um sie im Kontext dieser Arbeit anwenden zu kénnen. Auflerdem
wurden die Modelle so parametrisiert, dass sie lediglich bei Kenntnis der Werkstoffgruppe und der
Zugfestigkeit des vorliegenden Werkstoffs angewendet werden kénnen.

Zur Validierung des entwickelten Konzepts wird eine breite experimentelle Datenbasis aus eigenen
Versuchsergebnissen und Literaturdaten herangezogen. Die Treffsicherheit des entwickelten Algorith-
mus wird auf Grundlage einer statistischen Auswertung des Vergleichs zwischen experimenteller
und berechneter Anrisslebensdauer bewertet. Die Validierung der Schadigungsmodelle wird anhand
von Experimenten an ungekerbten Werkstoffproben durchgefiihrt, wihrend die Uberpriifung des
gesamten Algorithmus durch die Auswertung der Ergebnisse an gekerbten Probengeometrien erfolgt.
Dabei wird gezeigt, dass das entwickelte Berechnungskonzept zuverlédssige Ergebnisse liefert und eine
sichere Prognose der Anrisslebensdauer unter verschiedenen mechanischen Belastungen ermoglicht.
Die Ergebnisse der Studie zeigen, dass experimentelle Anrisslebensdauern unter nichtproportionaler
Beanspruchung mit vergleichbarer und teilweise sogar hoherer Genauigkeit als unter proportionalen
Beanspruchungsféllen berechnet werden kénnen.

Das Ergebnis dieser Arbeit ist ein validiertes Berechnungskonzept, welches die Anrisslebensdauer
gekerbter Bauteile unter beliebigen mechanischen Beanspruchungen mit akzeptabler Genauigkeit
berechnen kann.
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1. Einleitung

1.1. Problemstellung und Zielsetzung

Bauteile und Komponenten sind wiahrend ihres Einsatzes in verschiedenen technischen Anwendungs-
bereichen schwingenden Belastungen ausgesetzt. Der Widerstand eines Werkstoffs gegentiber einer
schwingenden Beanspruchung wird als Ermiidungsfestigkeit bezeichnet. Fiir viele Konstruktionswerk-
stoffe ist die Ermiidungsfestigkeit deutlich geringer als die statische Festigkeit, d. h. ihr Widerstand
gegen eine einmalige, sehr hohe Beanspruchung. Dies gilt vor allem fiir metallische Werkstoffe.
Wiéhrend der Konstruktion eines Bauteils ist die strukturmechanische Integritat sicherzustellen.
Ein Bauteil muss den wihrend seines Betriebs auftretenden Belastungen standhalten und nicht
vorzeitig versagen. Dies ist entscheidend fiir die Sicherheit von Maschinen und Anlagen sowie fiir
die Vermeidung von Unfillen. Eine addquate Betriebsfestigkeitsauslegung minimiert das Risiko von
Bauteilversagen, was wiederum teure Reparaturen, Stillstandszeiten, potenzielle Schiden an der
Maschine oder den umliegenden Anlagen und Gefahr fiir Leib und Leben reduziert.

Der Betriebsfestigkeitsnachweis kann prinzipiell auf zwei unterschiedliche Arten erfolgen. Er kann
experimentell anhand von Prototypen auf der Ebene einzelner Bauteile oder Komponenten sowie an
Gesamtsystemen ganzer Maschinen durchgefiihrt werden. Ebenso kann ein rechnerischer Nachweis
der Ermidungsfestigkeit erfolgen. Dieser kann bereits in der Konstruktionsphase effizient genutzt
werden, um Uberdimensionierungen zu vermeiden, was zu einer wirtschaftlicheren Nutzung von Ma-
terialien und Ressourcen fithrt und die Gesamtkosten der Konstruktion senkt. Durch die frithzeitige
Identifizierung potenzieller Schadensfille kénnen Konstruktionsdnderungen vorgenommen werden,
was zu verkiirzten Entwicklungszeiten fithrt. Von Haibach [Haib 06] wird ein umfassender Uberblick
iiber etablierte Konzepte fiir den rechnerischen Betriebsfestigkeitsnachweis sowie experimentelle
Verfahren der Betriebsfestigkeit gegeben. Die giangigsten rechnerischen Konzepte sind

das Nennspannungskonzept,

das Kerbspannungskonzept,

das Ortliche Konzept (Kerbgrundkonzept, Kerbdehungskonzept) und

das Rissfortschrittskonzept.

Diese Konzepte sind fiir die rechnerische Nachweisfithrung in Normen und Richtlinien festgehalten,
anhand derer die Ermiidungsfestigkeit eines Bauteils standardisiert bewertet werden kann. Fiir
Maschinenbauteile aus metallischen Werkstoffen sind vor allem die FKM-Richtlinien zu nennen
[Renn 12, Fied 19]. Mit der FKM-Richtlinie , Rechnerischer Festigkeitsnachweis unter expliziter
Erfassung nichtlinearen Werkstoffverformungsverhaltens® (FKM-Richtlinie Nichtlinear) [Fied 19|
existiert eine Berechnungsrichtlinie, die es erstmals ermoglicht, einen Festigkeitsnachweis unter
Beriicksichtigung des elastisch-plastischen Werkstoffverhaltens standardisiert durchzufithren. Da-
durch kann der Festigkeitsnachweis auch im Bereich der Kurzzeitfestigkeit (Lebensdauern N < 10%)
erbracht werden. Im Gegensatz dazu ist der Anwendungsbereich der FKM-Richtlinie ,,FKM-Richlinie
Rechnerischer Festigkeitsnachweis“ (FKM-Richtlinie Linear) von Rennert et al. [Renn 12] auf den
Dauer- und Zeitfestigkeitsbereich beschrankt. Innerhalb der FKM-Richtlinie Nichtlinear wird das
Ortliche Konzept zur Nachweisfiihrung verwendet. Dieses Konzept wird auch in der vorliegenden
Arbeit angewendet.
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Abbildung 1.1: Einordnung des Spannungszustands in der Kerbe nach [Seeg 96|, Grafik nach [Ra-
da07)

Der Aufwand bei der Lésung von Problemen der Betriebsfestigkeit nach dem Ortlichen Konzept héngt
in hohem Mafle von der vorliegenden Kerbproblematik ab. Seeger [Seeg 96] kategorisiert sdmtliche
Belastungs- und Beanspruchungssituationen in die in Abbildung 1.1 dargestellten Gruppen, welche
im Folgenden erldutert werden. Eine Belastung umfasst simtliche mechanischen Einwirkungen auf
das Bauteil, sei es durch Kréfte, Momente, Fldchenlasten oder Verformungen. Die Beanspruchungen
wiederum sind die lokal auftretenden Spannungen und Dehnungen an der betrachteten Stelle.

Die dufleren Belastungen werden nach ,einzeln“ und ,zusammengesetzt* unterschieden, wobei
Letztere weiter in ,proportionale“ und ,nichtproportionale” Belastungsfille aufgeteilt werden. Der
ortliche Beanspruchungszustand wird in die Félle ,einachsig® und ,,mehrachsig” unterteilt.

Der Fall EE, wie in Abbildung 1.1 dargestellt, stellt den klassischen Fall des Ortlichen Konzepts
dar. Am Bauteil greift eine Einzellast an, die an der versagenskritischen Stelle zu einer 6rtlich
einachsigen Beanspruchung fiihrt. Die Methodik zur Lebensdauerberechnung in diesem Fall wird in

verschiedenen Publikationen ausfiihrlich beschrieben, darunter Arbeiten von Bergmann [Berg 83|,
Haibach [Haib 06], Radaj und Vormwald [Rada 07] oder Fiedler et al. [Fied 19].

Bei proportionaler Belastung ist das Verhéltnis der dufleren Belastungen zu jedem Zeitpunkt gleich.
Der Fall PE tritt auf, wenn am Versagensort nur eine ortliche Beanspruchung existiert. Die értliche
Beanspruchung kann dabei aufgrund der Linearitéit aus dem Zeitsignal einer der d&ufleren Belastungen
bestimmt werden. Anschliefend entspricht die Vorgehensweise dem Fall EE.

Liegt ortlich ein mehrachsiger Beanspruchungszustand bei &uflerer proportionaler Belastung oder
Belastung durch einen Lastkanal (Fille PM und EM) vor, so muss die Mehrachsigkeit bei der
Schadigungsbewertung beriicksichtigt werden. Innerhalb der FKM-Richtlinie Nichtlinear werden
Festigkeitshypothesen, konkret die Gestaltanderungsenergiehypothese (GEH), verwendet, um lokalen
Beanspruchungen in VergleichsgroBen (Vergleichsspannungen und Vergleichsdehnungen) umzurech-
nen. Auf Basis der Vergleichsgrofien kann wie im einachsigen Fall EE vorgegangen werden.
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In der Praxis sind an Bauteilen hdufig zusammengesetzte Belastungen anzutreffen, bei denen die
einzelnen Lastkomponenten zeitlich unabhéngig voneinander wirken. Diese Belastungsfille fallen
in die Kategorie der nichtproportionalen Belastungen und umfassen zusammengesetzte zyklische
Belastungen mit unterschiedlichem Verhéltnis von Amplitude und Mittelwert, unterschiedlichen
Schwingungsformen, Phasenverschiebungen, unterschiedlichen Frequenzen oder vollig unkorrelierten
Belastungssignalen.

Fiir den Fall, dass dennoch lokal einachsige Belastungen auftreten (NE), beschreibt Zacher [Zach 94]
eine geeignete Vorgehensweise. Durch Anpassung der Ermittlung der lokalen Beanspruchung kann
die Schédigungsrechnung ebenfalls auf Basis der FKM-Richtlinie Nichtlinear erfolgen.

Der Fall von zusammengesetzter nichtproportionaler Belastung mit einem o6rtlich mehrachsigen
Spannungszustand (Fall NM) stellt eine besondere Herausforderung fiir die Betriebsfestigkeitsbewer-
tung dar. Dieser Beanspruchungsfall umfasst eine Vielzahl méglicher Belastungssituationen. Die
Ermittlung der mehrachsig nichtproportionalen 6rtlich elastisch-plastischen Beanspruchungen gestal-
tet sich besonders komplex. Eine Bewertung der Ermiidungsfestigkeit anhand von Vergleichsgréfien
ist nicht mehr moglich, weshalb die Anwendbarkeit der FKM-Richtlinie Nichtlinear nicht gegeben ist.
Es existiert kein standardisiertes Verfahren, um im Fall NM eine Betriebsfestigkeitsauslegung unter
Beriicksichtigung des elastisch-plastischen Werkstoffverhaltens durchzufithren. Zur Bauteilauslegung
flir nichtproportionale Beanspruchung muss wéhrend der Konstruktion zurzeit eine der folgenden
Moglichkeiten gewahlt werden:

« Bauteile unter nichtproportionaler Belastung erfordern eine grofziigige Auslegung mit erhebli-
chen Sicherheitsreserven, die hiufig iberméfig konservativ sein kénnen.

e Es sind Schritte zu unternehmen, um nichtproportionale Belastungen zu vermeiden. Dies kann
zu erheblichen Anderungen oder Einschrinkungen in der Konstruktion fithren.

o Fiir die entsprechenden Bauteile muss ein experimenteller Nachweis erbracht werden. Im
Gegensatz zum rechnerischen Nachweis ist dieser zeitaufwiandig und kostenintensiv.

Das Ziel dieser Arbeit besteht darin, ein Berechnungskonzept zu entwickeln, das eine Bewertung der
Ermiidungsfestigkeit fiir nichtproportionale Belastungen mit 6rtlich mehrachsigen Spannungszustéan-
den ermoglicht. Dieses Konzept soll fiir alle beschriebenen mechanischen Belastungsfille anwendbar
sein und gleichzeitig eine Erweiterung der bestehenden Richtlinie auf den nichtproportionalen Bean-
spruchungsfall darstellen. Dazu sind geeignete Modelle zur Ermittlung der lokalen Beanspruchungen
sowie der Schadigungsbewertung auszuwéahlen und gegebenenfalls zu erweitern. Um eine einfache
Integration in die FKM-Richtlinie Nichtlinear zu gewéhrleisten, wird darauf geachtet, dass das
erarbeitete Konzept mit denselben Eingabegrofien wie die Richtlinie auskommt. Ebenfalls liegen
héufig nur wenige Versuche zur Charakterisierung eines gegebenen Werkstoffs vor. Fiir die in der
FKM-Richtlinie Nichtlinear enthaltenen Werkstoffgruppen miissen deshalb Methoden angegeben
werden, um Modellparameter der auszuwédhlenden Modelle im Vorfeld der Rechnung abzuschétzen.
Dartiber hinaus muss gezeigt werden, dass der entwickelte Algorithmus eine zuverlassige und sichere
Lebensdauerprognose unter verschiedenen mechanischen Belastungen liefern kann.

An dieser Stelle sei angemerkt, dass diese Arbeit auf dem AiF-geférderten FKM Forschungsvorhaben
»~Mehrachsigkeit ortlich - Anwendungsgerechte Lebensdauerabschéatzung mehrachsig nichtproportio-
nal beanspruchter Bauteile auf Basis des Ortlichen Konzepts® (IGF-Nr. 20613N) [Linn 22] aufbaut.

1.2. Losungsansatz

Zur Schidigungsbewertung unter nichtproportionaler Belastung wird in dieser Arbeit der Ansatz
der kritischen Schnittebene verwendet. Die Ermiidungsschiadigung wird fir jede denkbare Schnitt-
ebene eines Werkstoffelements bewertet. Es wird eine Schnittebene als die kritische Ebene definiert,
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Abbildung 1.2: Ablaufschema des Berechnungsalgorithmus

beispielsweise die Ebene, welche die geringste rechnerische Ermiidungslebensdauer aufweist. Die
Lebensdauer des Bauteils entspricht dann der fir die kritische Ebene prognostizierten Lebensdauer.
Die entwickelte Methodik zur Prognose der Anrisslebensdauer unter mehrachsiger, nichtproportio-
naler Betriebsbelastung basiert auf dem von Langlais et al. [Lang 97] vorgeschlagenen Konzept. In
Abbildung 1.2 ist das grundlegende Ablaufschema des Algorithmus dargestellt. Zur Umsetzung aller
in dieser Arbeit beschriebenen Algorithmen wurde MATLAB verwendet.

Der Berechnungsalgorithmus besteht aus zwei getrennten Elementen:

o Es wird ein mehrachsiges Kerbsimulationsverfahren sowie ein inkrementelles Plastizitdtsmodell
benétigt, um die mehrachsig nichtproportionalen ortlich elastisch-plastischen Beanspruchungen
zu simulieren.

e Zur Schiadigungsbewertung der 6rtlichen Beanspruchungen wird ein Verfahren der kritischen
Ebene in Kombination mit einer Methode zur Identifikation von Schédigungsereignissen in Form
von geschlossenen Spannungs-Dehnungs-Hysteresen in der jeweils betrachteten Schnittebene
bendtigt. Zusétzlich ist ein Schidigungsmodell, das den identifizierten Hysteresen einen
Schadigungsbeitrag zuordnet, erforderlich.

Die grauen Késten in Abbildung 1.2 repréisentieren die bendtigten Eingaben und die Ausgabe aus
dem Algorithmus. Die grundlegend notwendigen Eingaben sind:
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o die Last-Zeit-Reihen aller am Bauteil angreifenden Lastkanéle,

« geometrieabhingige Informationen in Form von Ubertragungsfaktoren und weiteren Groéfen
zur Ermittlung von Gréfeneinfliisssen und

e das Verformungsverhalten sowie das Schidigungsverhalten des Werkstoffs.

Um die angestrebten Ziele der vorliegenden Arbeit zu erreichen, bedarf es einer Auswahl und gegebe-
nenfalls der Weiterentwicklung geeigneter Methoden zur Simulation der lokalen Belastungen. Parallel
dazu bietet die Literatur eine Vielzahl potenzieller Schiadigungsmodelle, aus denen eine sinnvolle
Auswahl getroffen werden muss. Diese ausgewéhlten Schidigungsmodelle erfordern anschlielend
eine detaillierte Parametrisierung und gegebenenfalls eine Erweiterung, um den Anforderungen der
Untersuchung gerecht zu werden.

Die Strukturierung der vorliegenden Arbeit erfolgt anhand des skizzierten Algorithmus. Im Kapitel
zur mehrachsigen Kerbsimulation (Kapitel 2) werden zunéchst alle erforderlichen theoretischen
Grundlagen und Verfahren erldutert. Anschlieend werden die Ansétze kritisch bewertet, um geeig-
nete Verfahren auszuwéhlen und weiterzuentwickeln. Dabei wird Wert auf eine Optimierung des
Berechnungsalgorithmus gelegt, sodass eine effiziente Berechnung der 6rtlichen Beanspruchungen bei
gleichzeitig minimaler Rechenzeit gewéahrleistet ist. Die Validierung der Kerbsimulationsverfahren er-
folgt durch den Vergleich der Simulationsergebnisse mit Ergebnissen aus Finite-Elemente-Rechnungen
sowie experimenteller Kerbdehnungsmessungen. Basierend auf dieser Validierung wird abschlieBend
das fiir die Zielsetzung der Arbeit am besten geeignete Verfahren ausgewéhlt.

Kapitel 3 konzentriert sich auf Schadigungsmodelle fiir mehrachsige Belastungen. Zu Beginn werden
samtliche grundlegenden Konzepte erldutert, die fiir die Bewertung von Schédigungen mithilfe
des Ortlichen Konzepts erforderlich sind. Anschlieend erfolgt eine begriindete Auswahl von drei
Schadigungsmodellen, die im Detail untersucht werden sollen. Jedes dieser Modelle wird umfassend
beschrieben und gegebenenfalls an die Anforderungen der vorliegenden Arbeit angepasst. Dies
umfasst die Entwicklung neuer Methoden zur Definition von Belastungszyklen sowie die Ableitung
von Abschétzmethoden fiir Modellparameter, welche fiir die Werkstoffgruppen in der FKM-Richtlinie
Nichtlinear gelten. Durch diese erweiterten Anséitze wird angestrebt, die Anwendbarkeit der Modelle
im Rahmen der Zielsetzung dieser Arbeit zu verbessern und prézisere Ergebnisse zu erzielen.

In den Kapiteln 4 und 5 erfolgt die Validierung des Algorithmus durch eine Reihe von Vergleichen
zwischen Prognosen der Berechnungsmethode und experimentellen Ergebnissen, um sicherzustellen,
dass er den gestellten Anforderungen entspricht und zuverléssige Ergebnisse liefert.

In einem ersten Schritt wird die Validierung der Schédigungsmodelle unabhéngig von den Kerbsimu-
lationsverfahren durchgefiihrt. Hierfir werden in Kapitel 4 ungekerbte Werkstoffproben untersucht.
Im Rahmen des Forschungsprojektes ,Mehrachsigkeit ¢rtlich® wurden Versuchsreihen an zwei
Werkstoffen durchgefiihrt. Die notwendigen Experimente zur Charakterisierung der Werkstoffe
werden préasentiert und die ausgewéhlten Schadigungsmodelle parametrisiert. Nachfolgend wird ein
Vergleich zwischen den experimentellen Ergebnissen und den Vorhersagen der Schidigungsmodelle
vorgenommen. Zusitzlich zur Anrisslebensdauer ist ein Schédigungsmodell der kritischen Schnitt-
ebene in der Lage, die Orientierung eines technischen Anrisses zu berechnen. Es wird untersucht,
ob die Schiadigungsmodelle in der Lage sind, die gemessenen Anrissorientierungen adiquat zu
berechnen. Abschlieflend erfolgt eine statistische Auswertung des Vergleichs zwischen den berechne-
ten und den gemessenen Anrisslebensdauern, um die Qualitdt der Lebensdauerprognosen mit den
Schidigungsmodellen zu quantifizieren.

Im darauf folgenden Kapitel 5 wird eine Evaluierung des gesamten Berechnungsalgorithmus anhand
von gekerbten Probengeometrien durchgefiihrt. Dabei werden zunéchst die Versuchsreihen, die
im Rahmen des Forschungsprojekts ,,Mehrachsigkeit o6rtlich“ an gekerbten Proben durchgefiihrt
wurden, erldutert. Anschlieend erfolgt eine detaillierte Darstellung des gesamten Algorithmus
sowie der Interaktion der in den Kapiteln 2 und 3 ausgewéhlten Methoden und Modelle. Es wird
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eine Ubersicht iiber sdmtliche erforderlichen Eingabegrofien gegeben und erliutert, wie diese zu
bestimmen sind. Dariiber hinaus erfolgt eine Bewertung der Qualitdt der Anrisslebensdauerprognose
durch den Algorithmus. Diese Bewertung wird durch die Ergdnzung der durchgefiihrten Versuche mit
einer Datenbank von Versuchsergebnissen aus der Literatur unterstiitzt. Dabei wird eine statistische
Analyse des Verhéltnisses zwischen experimentell ermittelten und berechneten Anrisslebensdauern
durchgefiihrt. Es wird untersucht, ob Modellparameter, ermittelt aus gemessenen Werkstoffkennwer-
ten oder mit den entwickelten Methoden abgeschétzt, zu einer qualitativ unterschiedlichen Prognose
der Anrisslebensdauer fithren. Des Weiteren wird gepriift, ob die Anrisslebensdauern fiir Versuche mit
nichtproportionaler Belastung mit der gleichen Qualitdt berechnet werden kénnen wie fiir Versuche
unter proportionaler Belastung. Schliefilich wird die Genauigkeit des vorgestellten Algorithmus mit
anderen Berechnungsmethoden verglichen, um seine Leistungsfidhigkeit zu bewerten.

Im abschlielenden Kapitel 6 werden die wesentlichen Erkenntnisse dieser Arbeit zusammengefasst
und ein Ausblick auf mogliche zukiinftige Forschungsrichtungen gegeben.



2. Kerbnaherungsverfahren

Das ,,Ortliche Konzept“ benétigt die 6rtlichen Spannungen und Dehnungen als Eingabegréfien, um
Schiadigung berechnen zu kénnen. Bei einfachen bzw. ungekerbten Werkstoffproben ist es méglich, die
Dehnungen an der Oberfliche mittels Extensometer oder Dehnmesstreifen zu messen. Spannungen
kénnen durch vereinfachte Annahmen, wie zum Beispiel einer konstanten Spannungsverteilung iiber
den Probenquerschnitt (siehe Kapitel 4), und Gleichgewichtsbedingungen aus gemessenen dufieren
Lasten berechnet werden. Sollten Versuche an gekerbten Proben oder Bauteilen durchgefithrt werden,
ist es aufgrund komplexer Bauteil- oder Probengeometrien oft nicht moglich die erforderlichen
Spannungen und Dehnungen durch Messungen oder einfache Rechnungen am Versagensort zu be-
stimmen. Fiir lange Beanspruchungs-Zeit-Verlaufe sind auch numerische Berechnungen der gesamten
Struktur, z. B. mittels FEM, selbst mit heutiger Hardware oft nicht in angemessener Zeit durch-
fithrbar. Aus diesem Grund wurden analytische Methoden entwickelt, um die elastisch-plastischen
Spannungs- und Dehnungszustdnde lokal am Versagensort abzuschétzen und somit den Berechnungs-
aufwand erheblich zu reduzieren. Unter einem Kerbnéherungsverfahren wird hier ein Algorithmus
verstanden, der in der Lage ist, die lokalen Beanspruchungen in einer geometrischen Kerbe auf
Basis einer elastizitdtstheoretischen Lésung abzuschétzen. Die Spannungen und Dehnungen, die
durch die Kerbndherungsverfahren ermittelt werden, dienen als Grundlage fiir die Berechnung von
Anrisslebensdauern mit Hilfe der Schadigungsmodelle aus Kapitel 3.

Die erste Kerbnéherungsmethode wurde von Neuber [Neub 61, Neub 22] fiir lokal einachsige, statische
Beanspruchungen entwickelt. Topper et al. [Topp 67] erweiterten die Neuber-Regel, um das elastisch-
plastische Verformungsverhalten unter zyklischen Belastungen vorherzusagen. Die Neuber-Regel
[Neub 61] und die Methode der dquivalenten Verzerrungsenergiedichte (ESED) von Molski und
Glinka [Mols 81, Glin 85] sind die bekanntesten Methoden. Ye et al. [Ye 04] zeigen eine physikalische
Verbindung zwischen der Neuber-Methode und der ESED-Methode durch energetische Betrachtungen.
Es wurde gezeigt, dass die Neuber-Methode und die ESED-Methode als zwei Grenzfille betrachtet
werden konnen. Nach Ye et al. [Ye 04] wird innerhalb der Neuber-Methode keine Energiedissipation
durch plastische Verformung beriicksichtigt. In der ESED-Methode wird hingegen die gesamte
plastische Arbeit, die wihrend der Deformation geleistet wird, als Warme abgegeben. Beide Verfahren
nehmen an, dass die auftretenden plastischen Zonen auf einen kleinen Bereich um die Kerbe
beschrinkt sind. Es wurden verschiedene Erweiterungen und Anpassungen an die urspriingliche
Neubersche Regel und die ESED-Methode vorgeschlagen [Stow 50, Hard 51, Seeg 77, Seeg 80, Kuja 14].
Diese Verfahren verbessern die Genauigkeit der Ndherungen vor allem fiir den Fall, dass groflere
plastische Deformationen auftreten, welche sich nicht auf einen kleinen Bereich in der Kerbe
beschrénken. Die zwei Verfahren, die heute in der FKM-Richtlinie Nichtlinear [Fied 19] eingesetzt
werden, sind: das Verfahren nach Seeger und Heuler [Seeg 80] und das Verfahren nach Seeger und
Beste [Seeg 77].

Eine Erweiterung zur Anwendung bei proportionalen Belastungen wurde von Hoffmann und Seeger
vorgeschlagen [Hoff 85a, Hoff 85b, Hoff 86]. In ihrem Ansatz werden Vergleichsspannungen und
-dehnungen im Zusammenhang mit Neubers-Regel verwendet. Es existieren zwei Ansétze von
Kerbnéherungsverfahren, die auch bei einer nichtproportionalen Belastung angewendet werden
konnen:

1. die inkrementellen Verfahren als mehrachsige Erweiterungen der einachsigen Neuber-Regel
oder der ESED-Methode und

2. die Ansatze auf Basis von Strukturflie3flachen.
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Die inkrementellen Verfahren stellen eine Erweiterung der Ansétze nach Neuber [Neub 61] oder der
ESED-Methode nach Molski und Glinka [Mols 81, Glin 85] dar. Die bekanntesten Methoden sind dabei
die von Moftakhar et. al. [Moft 95], Singh et al. [Sing 96, Sing 97] und Buczynski und Glinka [Bucz 97,
Bucz 03] vorgestellten ,incrementel Neuber® und ,incrementel ESED“ Methoden. Die Grundidee
der Verfahren ist, dass die Ndherungsformeln aus einachsigen Verfahren auf jede Tensorkomponente
unabhéngig voneinander zutreffen. Als Werkstoffmodell wird ein inkrementelles Plastizitdtsmodell
verwendet. Die konstitutiven Beziehungen zwischen Spannungen und Dehnungen sind also auf Ebene
von Spannungs- und Dehnungsinkrementen formuliert (daher der Name ,inkrementelle Methoden®).
Ein weiterer Ansatz zur Berechnung von mehrachsigen Spannungs- und Dehnungszusténden in der
Kerbe ist der von Barkey vorgeschlagene StrukturflieBflichenansatz [Bark 94]. Spater entwickelten
Kottgen et al. [Kott 95a] zwei verschiedene Methoden auf Basis des Strukturfliefflichenansatzes,
den sogenannten , Pseudo-Spannungsansatz“ und ,,Pseudo-Dehnungsansatz“. Beide etablieren zu-
néachst eine Beziehung zwischen elastizitdtstheoretischen Beanspruchen und elastisch-plastischen
Beanspruchungen. Es wird eine Strukturflieffliche auf Basis der von Mises FliefSfunktion und der
lokalen elastischen Beanspruchung formuliert. Das Verformungsverhalten des Bauteils wird dann
mit einem inkrementellen Plastizitdtsmodell, dem sogenannten Strukturmodell, beschrieben. Das
Werkstoffverhalten wird durch das gleiche Plastizitdtsmodell dargestellt. Urspriinglich wurde in
[Kott 95a] das Modell von Mréz [Mréz 67, Mréz 69] verwendet. Zwischen Struktur- und Werkstoffver-
halten wird dabei lediglich durch die Parameter des Plastizitdtsmodells unterschieden. Zum Beispiel
werden im Pseudo-Dehnungsansatz die elastizitatstheoretischen Dehnungen in eine konstitutive
Beziehung zu den tatséchlich vorhandenen Spannungen gesetzt. Sobald die Spannungen aus den
elastizitatstheoretischen Dehnungen berechnet sind, werden die elastisch-plastischen Dehnungen
mithilfe des Werkstoffmodells berechnet. Daher erfordert die Methode, dass ein Werkstoffmodell
zweimal aufgerufen wird. In einer spéiteren Studie adaptierten Hertel et al. [Hert 05] die Methoden
von Kottgen, um das Plastizitdtsmodell von Jiang [Jian 96a, Jian 96b] anzuwenden.

In diesem Kapitel werden zunédchst wichtige Grundlagen behandelt, die erforderlich sind, um
Kerbnaherungsverfahren fiir mehrachsig nichtproportionale Lasten zu verstehen und anzuwenden.
Diese Grundlagen beinhalten sowohl Materialmodelle fiir einachsige, proportionale und allgemeine
mehrachsige Beanspruchungen als auch die Kerbnédherungsverfahren fiir einachsige und mehrachsige
Beanspruchungen. Ein Schwerpunkt wird hierbei auf die Kerbndherungsverfahren fiir nichtpro-
portionale Lasten, also die inkrementellen Verfahren und die StrukturflieBflichenanséitze, gelegt.
Anschlieend werden Algorithmen zum Losen der Kerbndherungsverfahren erarbeitet und die Kerb-
ndherungsverfahren werden auf die Erfassung von Eigenspannungen und -dehnungen nach dem
Modell ,diinne Randschicht“ aus [Seeg84] erweitert. Es folgt eine Bewertung der Verfahren anhand
von Vergleichen mit FE-Rechnungen und Kerbdehnungsmessungen.

In dieser Arbeit wird im Folgenden die Tensornotation verwendet (o = o;je; ® e;). Falls nichts
anderes angemerkt wird, gilt ebenfalls die Einsteinsche Summenkonvention.

2.1. Elastizitatstheoretische Losung

An einer gekerbten Struktur greifen, wie in Abbildung 2.1 dargestellt, mehrere Einzellasten L' ... L"
an. An der unbelasteten Bauteiloberfliche herrscht ein ebener Spannungszustand (ESZ). Wird eine
Koordinatenachse des Kerbkoordinatensystems, hier die lokale z-Achse, normal zur Oberfliche des
Bauteils gewéhlt, besitzt der Spannungstensor drei von null verschiedene, unabhéngige Komponenten.
Dadurch lésst sich der Rechenaufwand erheblich reduzieren.

Ist dariiber hinaus sowohl das Verformungsverhalten der Struktur linear als auch das Werkstoffver-
halten linear elastisch, kénnen die Komponenten der Kerbspannungen und -dehnungen direkt aus

k

der angreifenden Last L* und den Proportionalitéitsfaktoren c;; mit

eafj = cfj Lk (2.1)
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Abbildung 2.1: Spannungszustand in der Kerbe

bestimmt werden. Der linksseitige Index € (...) bezeichnet hier stets eine Losung auf Basis der
linearen Elastizitétstheorie. Diese Notation wurde von Kottgen et al. [Kott 95a] tibernommen.
Spannungen oder Dehnungen auf Basis einer elastizitatstheoretischen Losung werden als pseudo
Spannungen und pseudo Dehnungen, als elastizitdtstheoretische Spannungen und Dehnungen oder
auch als fiktive Spannungen und Dehnungen bezeichnet.

Der hochgestellte Index (... )k weist darauf hin, dass es sich um eine Spannung handelt, die
durch den Lastkanal L* hervorgerufen wurde. Die Proportionalititsfaktoren cfj konnen aus einer
linear elastischen FE-Rechnung nach Gleichung (2.2) %ewonnen werden. Dabei werden die lokalen

(elastizitatstheoretischen) Spannungskomponenten “6;; an einem Knoten auf eine zugehdrige und

~k
festgelegte Last L bezogen.

e~k erk
g o
J P(k 1]
Cij ~k ij Ak (22)

Ebenso kénnen vor allem bei einfachen Bauteilgeometrien Nennspannungen S* definiert werden, die
sich aus einer angreifenden Last ergeben. Die auf Nennspannungen bezogenen Proportionalitatsfak-
toren KZ werden auch als Kerbformzahlen bezeichnet. Da sowohl ¢;; als auch K;; zum Erzeugen des
lokalen elastischen Spannungsverlaufs verwendet werden kénnen, werden diese Grofien im Weiteren
zusammenfassend als Ubertragungsfaktoren bezeichnet. Der gesamte Zeitverlauf der elastizititstheo-
retischen Kerbspannungen ergibt sich dann aus der Superposition aller an der Struktur angreifenden
Lastkanéle aus

3

oi(t) =Y Coli(t) = o LFt) =D K[ - SM(). (2.3)
= k=1

k=1 k=1

Die zugehorigen elastizitdtstheoretischen Kerbdehnungen kénnen mit dem Hookeschen Gesetz

-1
“eij = (Ciim) “om (2.4)



10 Kapitel 2. Kerbnaherungsverfahren

mit Hilfe des Elastizitatstensors ijkl berechnet werden. Bei isotropem Werkstoffverhalten ist der
Elastizitdtstensor durch zwei Werkstoffkonstanten vollstdndig bestimmt. In dieser Arbeit werden

der Elastizitdtsmodul F und die Querdehnzahl v verwendet. Der Elastizitdtstensor ist durch

e _ vE
Cijh = (1+v)(1—2)

E
0ifO0kl + 57y A+0)
definiert, wobei d;; das Kronecker-Delta darstellt. Damit lésst sich die elastizitatstheoretische Losung
bei Kenntnis der Last-Zeitfolge L*(t) und Proportionalititsfaktoren cfj (oder Kerbformzahlen K Z’?)
fiir jeden angreifenden Lastkanal vollstdndig beschreiben. Fiir spannungsbasierte Konzepte (z. B. die
FKM-Richtlinie Linear [Renn 12]) erfolgt die Berechnung der Anriss- oder Bruchlebensdauer direkt
auf Basis der nach Elastizitatstheorie berechneten Kerbspannungen ¢o;;(t). Fiir die in dieser Arbeit
verwendeten dehnungsbasierten Modelle werden jedoch elastisch-plastische Spannungs-Dehnungs-
Pfade benétigt. Die elastizitatstheoretischen Kerbspannungen (und/oder Dehnungen) stellen daher
die Eingabegrofien der in diesem Kapitel erlduterten Kerbnédherungsverfahren dar. Sie werden als
bekannt vorausgesetzt.

(8ikdj1 + 0itdjk) (2.5)

2.2. Lokal einachsige Beanspruchungen

Tritt in der Kerbe nur eine Beanspruchungskomponente auf, konnen Spannungen und elastisch-
plastische Dehnungen ndherungsweise anhand von analytischen Formeln bestimmt werden. Solche
lokal einachsigen Beanspruchungen kénnen zum Beispiel an diinnwandigen Strukturen auftreten,
wenn die Dickenrichtung vernachléssigt werden kann. In dicken Bauteilen kénnen durch Querdeh-
nungsbehinderungen auch lokal mehrachsige Dehnungszustdnde durch eine Einzellast verursacht
werden. Diese Dehnungsbehinderungen sind dann im Werkstoffgesetz zu beriicksichtigen, z. B. indem
mit Vergleichsspannungen und -dehnungen gearbeitet wird. Auch bei proportionaler Last kénnen
vereinfachend Vergleichsgréfien verwendet werden. Hier kann dann allerdings die Schiadigungsbe-
wertung nur auf Basis dieser Vergleichsgréflen getroffen werden, so z. B. in der FKM-Richtlinie
Nichtlinear.

Fiir einfache Bauteil- oder Probengeometrien werden die in Abschnitt 2.1 eingefithrten Propor-
tionalitdtsfaktoren héufig auf Nennspannungen S, anstelle der &ufleren Lasten L, bezogen. Diese
Nennspannungen sind dann an eine duflere Last und einen geeignet zu definierenden Nennquerschnitt
gebunden. Fiir gekerbte Proben werden Nennspannungen meist auf den Brutto- oder Nettoquer-
schnitt der Probe bezogen. Der Bruttoquerschnitt bezeichnet dabei den ungeschwéchten Querschnitt
ohne Kerbe, wihrend der Nettoquerschnitt den geschwachten Restquerschnitt mit Kerbe bezeichnet.
Eine schematische Darstellung der Definition von Brutto- und Nettoquerschnitt einer durch Zug
belasteten Scheibe mit Auflenkerbe ist in Abbildung 2.2 dargestellt. In solchen Féllen wird nach
Neuber [Neub 36] anstatt von Proportionalititsfaktoren ¢ von Kerbformzahlen K; gesprochen. Wie
in Gleichung (2.2) stellen die Kerbformzahlen

K= — (2.6)

das Verhéltnis zwischen elastizitdtstheoretischen Kerbspannungshéchstwert ¢ und einer Nennspan-
nung S dar.

Die Kerbformzahlen hidngen dabei von der Definition der Nennspannungen (bezogen auf Brutto-
oder Nettoquerschnitt) sowie von den Abmessungsverhéltnissen der betrachteten Kerbgeometrie
ab, nicht von den Absolutwerten der Geometrie. Auflerdem ergeben sich durch unterschiedliche
Belastungen unterschiedliche Kerbformzahlen. So ist bei gleicher Probengeometrie eines gekerbten
Rundstabes die Kerbformzahl bei Axialbelastung hoher als bei Biegung [Rada 07]. Treten lokal
mehrachsige Spannungszustinde auf, kann fiir die Definition der Kerbformzahl auch mit Hilfe
einer geeigneten Festigkeitshypothese auf Basis von Vergleichsspannungen erfolgen Ky, = 0,/S,.
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Abbildung 2.2: Schematische Ubersicht iiber Brutto- und Netto- Nennspannungen bei einfacher
Zugbelastung

Ebenso kann die Mehrachsigkeit aus Gleichung (2.2) beibehalten werden K;; = ¢0;;/S. Kommt
es weiterhin zu inelastischem Werkstoffverhalten im Kerbbereich, werden sowohl die inelastische
Spannungsformzahl K, als auch die inelastische Dehnungsformzahl K. durch

K, = K. =- (2.7)

S?
definiert. Die Dehnung wird dabei auf die Nenndehung e bezogen.

Nachdem im Kerbgrund die Fliegrenze tiberschritten wurde, héngen die Kerbformzahlen zusétzlich
von der Belastungshéhe und vom Werkstoffgesetz ab.

Bei einem Kerbndherungsverfahren sollen, auf Basis der elastischen Losung, zunéchst zwei Unbe-
kannte (die elastisch-plastischen Kerbdehnungen ¢ und die Kerbspannungen o) ermittelt werden.
Dazu werden zwei Gleichungen bendétigt. Eine dieser Gleichungen ist durch das Werkstoffgesetz
e = f(o) gegeben. Die zweite Gleichung liefert das jeweilige Ndherungsverfahren. Im Folgenden
werden das Verfahren nach Neuber [Neub 61, Neub 22| sowie zwei darauf aufbauende Verfahren
nach Seeger und Heuler [Seeg 80] und Seeger und Beste [Seeg 77|, die spéter zur Erweiterung der
StrukturflieBflichenansitze bendtigt werden, erldutert.

2.2.1. Werkstoffverhalten unter einachsiger, zyklischer Beanspruchung

Die Wahl des Werkstoffgesetzes im Zusammenhang mit Kerbnidherungen ist weitestgehend frei. Die
am héufigsten verwendete Gleichung, um den Zusammenhang zwischen Spannung und Dehnung bei
zyklischer Plastizitdt unter einachsiger Beanspruchung zu beschreiben, stammt von Ramberg und
Osgood [Ramb 43]:

3=

E=Eg t+Ep = % + (%) . (2.8)
Der Ansatz geht davon aus, dass sich die Dehnung additiv in einen elastischen und einen plastischen
Anteil aufspalten lasst. Gleichung (2.8) wird héufig auch fiir Vergleichsspannungen und -dehnungen
angewandt, wobei dann o, und e, einzusetzen sind. Bei der Anwendung der Ramberg-Osgood
Gleichung fiir zyklische Beanspruchungen im stabilisierten Zustand werden die Amplituden der
Spannungen und Dehnungen (o, und &,)
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Abbildung 2.3: Masing-Verhalten des Werkstoffs nach [Clor 86]

1
Oq Oa \ n/

Eq = E + (F) (29)
in Verbindung gesetzt. Zur Beschreibung des elastischen Anteils gilt weiterhin das Hookesche Gesetz
o = Fe mit dem Elastizitdtsmodul F als einzigen Werkstoffparameter. Um das Werkstoffverhalten im
plastischen Bereich darzustellen, sind zwei Kenngrofien notig, der zyklische Verfestigungskoeffizient
K’ und der zyklische Verfestigungsexponent n'. In dem Fall, dass keine Versuchsergebnisse zum
Anpassen der Werkstoffparameter vorliegen, kobnnen sie nidherungsweise aus statischen Kennwerten,
wie zum Beispiel der Zugfestigkeit, bestimmt werden. Abschidtzmethoden sind im ,,Uniform Material
Law* [Baum 90], in der FKM-Richtlinie Nichtlinear [Fied 19] oder in [Wéch 16] zu finden.

Der stabilisierte Werkstoffzustand stellt den Zustand dar, nachdem alle transienten Werkstoffeffekte
abgeklungen sind. Auf transiente Werkstoffeffekte wird in Abschnitt 2.3.1 eingegangen. Innerhalb
des ,,Ortlichen Konzepts“ wird ebenfalls die Erstbelastungskurve durch die Ramberg-Osgood Glei-
chung (2.8) dargestellt. Damit wird bereits zu Beginn der zyklischen Beanspruchung ein stabilisiertes
zyklisches Werkstoffverhalten unterstellt. In der Regel stellt der stabile Zustand den grofiten An-
teil der Lebensdauer dar. Aus diesem Grund entsteht durch die getroffenen Vereinfachungen im
Allgemeinen keine nennenswerte Fehleinschitzung der Ermiidungslebensdauer [Vorm 23].

Unter zyklischer Beanspruchung wird in metallischen Werkstoffen zusétzlich noch das Masing-
Verhalten [Masi 25, Masi 26] beobachtet. Das Masing-Verhalten beschreibt das Werkstoffverhalten
bei Lastumkehr, welches zur Abbildung eines zyklischen Werkstoffverhaltens notwendig ist. Wird
der Werkstoff zum ersten Mal belastet, folgt der Verlauf im Spannungs-Dehnungs-Diagramm der
sogenannten Erstbelastungskurve. Diese kann mit Gleichung (2.9) beschrieben werden. Kommt es
zur Lastumkehr, so folgt der Spannungs-Dehnungs-Pfad einer Kurve, bei welcher der plastische
Anteil doppelt so grof} ist im Vergleich zur Erstbelastungskurve (Verdopplungsregel). Hierfiir wird
im Umkehrpunkt ein Koordinatensystem definiert, das entgegengesetzt zum vorherigen orientiert
und hier mit A gekennzeichnet ist. Dieser Verlauf kann mit Ae/2 = f (Ao /2) beschrieben werden.
Aufgrund der sich ergebenden Hysterese wird der Verlauf der verdoppelten Kurve auch als Hystere-
seast bezeichnet. Auf diese Weise ergibt sich der typische Hysteresenverlauf, der in Abbildung 2.3
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Abbildung 2.4: Spannungsfolge und zugehoriger Spannungs-Dehnungs-Pfad mit Memory Effekten
nach [Clor 86]

dargestellt ist. Die Form eines Hystereseastes bei Verwendung des Werkstoffgesetzes nach Ramberg
und Osgood ist durch

1
A Ao\ W
A82E0+2<2f;> (2.10)

gegeben.

Unter einer Betriebslast, d. h. einer Belastung mit variablen Amplituden, verldauft der Spannungs-
Dehnungs-Pfad entweder auf der Erstbelastungskurve oder auf einem Hystereseast. Wahrend des
Durchlaufens der Last-Zeit-Folge kann der Spannungs-Dehnungs-Pfad zwischen beiden Verlaufen
wechseln. Welchem Verlauf er folgt, ist abhéngig von den vorherigen Beanspruchungen. Es zeigen
sich die drei in Abbildung 2.4 dargestellten Memory-Effekte. Nach Clormann und Seeger [Clor 86|
sind diese wie folgt definiert:

M1: Nach Schlielen einer Hysterese, die auf der Erstbelastungskurve begonnen wurde, folgt der
Spannungs-Dehnungs-Verlauf wieder der Erstbelastungskurve.

M2: Nach Schliefen einer Hysterese, die auf einem Hystereseast begonnen wurde, folgt der
Spannungs-Dehnungs-Verlauf wieder dem urspriinglichen Hystereseast.

M3: Ein auf der Erstbelastungskurve begonnener Hystereseast endet, sobald der Betrag der
Spannung und Dehnung seines Startpunktes im gegeniiberliegenden Quadranten wieder erreicht
wird. Der Spannungs-Dehnungs-Verlauf folgt anschliefend der Erstbelastungskurve.

2.2.2. Kerbndherungsverfahren fiir einachsige Beanspruchung

Neben dem Werkstoffgesetz wird zur Ermittlung von elastisch-plastischen Kerbdehnungen und
Kerbspannungen eine weitere Gleichung benétigt. Die wohl bekannteste dieser Gleichungen geht
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>
Abbildung 2.5: Schematische Darstellung der Neuber-Regel

zuriick auf Neuber [Neub61]. Die Neuber-Regel stellt eine Beziehung zwischen der elastischen
Kerbformzahl und der Spannungs- und Dehnungsformzahl her. Sie besagt, dass auch nachdem lokal
die Flieigrenze iiberschritten wird, das Produkt aus Spannungs- und Dehnungsformzahl mit dem
Quadrat der Kerbformzahl iibereinstimmt K? = K, - K.. Ausgedriickt in lokalen Spannungen und
Dehnungen ergibt sich der Zusammenhang aus

og-e="°% ‘. (2.11)

Es wird also davon ausgegangen, dass das Produkt aus Spannungen und Dehnungen (Verzerrungs-
energie + komplementéire Energie) unabhingig vom Werkstoffgesetz konstant bleibt. Wird die
Neuber-Regel in Abhéngigkeit von Nennspannung geschrieben, ergibt sich

K252
gre=—p—. (2.12)
Eine Veranschaulichung der Neuber-Regel ist in Abbildung 2.5 dargestellt.
Die Neuber-Regel [Neub 61] geht davon aus, dass die plastische Zone auf den Kerbbereich beschriankt
bleibt und damit klein im Vergleich zu den Abmessungen des Bauteils ist. Das bedeutet, dass im
Nennquerschnitt keine plastischen Deformationen auftreten und zwischen Nennspannung und Nenn-
dehnung der linear elastische Zusammenhang S = F - e gilt. Diese Forderung trifft im Allgemeinen
fiir scharfe Kerben mit grofler Kerbformzahl in guter Naherung zu. Fiir Bauteile oder Proben mit
milderer Kerbe konnen jedoch schon kurz nach Uberschreiten der FlieBgrenze in der Kerbe plastische
Deformationen im Nennquerschnitt auftreten.
Von Seeger und Heuler [Seeg 80] wird ein Verfahren vorgestellt, welches auch beim Auftreten von
grofien plastischen Zonen hinreichend gute Ergebnisse liefert. Die Annahme von rein elastischen
Verformungen im Nennquerschnitt wird von dieser Methode fallen gelassen. Der Zusammenhang
zwischen Nennspannungen S und Nenndehnungen e wird durch das Werkstoffgesetz e = f(5)
beschrieben. Auflerdem wird in [Seeg 80] festgestellt, dass das Ergebnis der Neuber-Regel von der
Definition der Nennspannung abhéngt. Unterschiedliche Ergebnisse bei unterschiedlicher Nennspan-
nungsdefinition treten jedoch erst auf, nachdem eine Grenzlast L > L, iiberschritten wird. Die Last
L, stellt dabei die duflere Last dar, bei der sich der Nennquerschnitt vollsténdig im plastischen
Zustand befindet.
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Um die vollstandige Plastifizierung des Nennquerschnittes zu berticksichtigen, wird eine modifizierte
Nennspannungsdefinition S* = S - K;/K,, eingefithrt. Dabei ist K, die, zuerst von Saal eingefiihrte
[Saal 75], plastische Traglastformzahl. Sie ist durch
Ly

K, = Ir (2.13)
als das Verhéltnis aus der plastischen Grenzlast L, und der Last Lp, bei der lokal in der Kerbe
plastisches Flielen beginnt, definiert. Es wird von elastisch-ideal plastischem Werkstofferhalten
ausgegangen.
Die Last bei Fliebeginn L lidsst sich einfach durch die Kerbformzahl K;, bzw. den Proportio-
nalitatsfaktor ¢, und die FlieBspannung o des Werkstoffs ermitteln, Ly = op/c. Die plastische
Grenzlast L, lésst sich nur bei einfachen Proben- oder Bauteilgeometrien analytisch ermitteln. Um
L, zu ermitteln, miissen im Normalfall Finite-Elemente-Rechnungen mit linear elastischem - ideal
plastischem Werkstoffgesetz durchgefiihrt werden. Mit der neuen Definition der Nennspannung S*
und Nenndehnung e* wird in [Seeg 80] der Zusammenhang nach Neuber wie folgt modifiziert:

6*
S*
Nichtlineares Verhalten des Nennquerschnittes wird iiber das nichtlineare Werkstoffgesetz e* =
f (8*) berticksichtigt. Zu erkennen ist, dass bei linear elastischem Verhalten im Nennquerschnitt
€*/S* = 1/F gilt. Es ergibt sich also weiterhin die Neuber-Regel.

In [Seeg 77, Seeg80] wird angemerkt, dass Kerbnéherungsverfahren generell in der Form ¢ =
F (K, S,0,...) -Ee*/S* ausgedriickt werden konnen. Dabei ist Ee*/S* ein Faktor, der das Auftreten
vollplastischer Zustdnde berticksichtigt, und F'(...) eine Funktion, die fiir einen speziellen Kerbfall
oder eine Reihe von Kerbféllen und Lastsituationen hergeleitet wird. Die Neuber-Regel stellt eine
dieser Funktionen dar. Eine Erweiterung mit den vorgestellten Sterntermen (S*, e*) ldsst sich also
prinzipiell auf jede Naherungsformel anwenden.

Eine weitere sehr verbreitete Naherungsformel wird von Seeger und Beste [Seeg 77, Best 81] angege-
ben:

o-e=K?-5° (2.14)

2- 2 . * . —_—
S 1_21n(cos(u)).Kt ST K¢ S| et mit = (K- S) /o 1.

T
u? o2 o S* 2 K,-1

(2.15)

Sie zeichnet sich durch eine hohere Genauigkeit im Vergleich zur Neuber-Regel aus [Dori06].
Besitzt ein Bauteil oder eine Probe nicht vernachldssighare Abmessung in Dickenrichtung, entstehen
auch bei Belastung durch einen Lastkanal bereits mehrachsige Beanspruchungszustande durch
Dehnungsbehinderung. Dies ist bei der Anwendung der oben genannten Naherungsverfahren bei der
Formulierung von Vergleichsgrofien (o, und €,) zu beriicksichtigen.

Im Sonderfall, dass lokal mehrachsige Beanspruchungen proportional zueinander auftreten, wurde
von Hoffmann [Hoff 85a, Hoff 85b, Hoff 86] ein Verfahren auf Basis von einachsigen Kerbnéherungen
vorgestellt, welches die Mehrachsigkeit in der Kerbe beibehélt. Als Werkstoffmodell wird die finite
Deformationstheorie nach Hencky [Henc 24| verwendet. Neben der Néherungsformel nach Neuber
werden noch weitere Randbedingungen benétigt. Hierzu wird zum Beispiel die Annahme eines kon-
stanten Dehnungsverhaltnisses zwischen elastischer und elastisch-plastischer Losung vorgeschlagen.
Die Qualitdt der Kerbnédherungsverfahren lasst sich durch Vergleiche mit FE-Rechnungen oder
durch einen Vergleich mit gemessenen Kerbdehnungen zeigen.

In praktischen Anwendungen ist es erforderlich, den Zusammenhang zwischen den auf das Bauteil
wirkenden dufleren Belastungen und den Kerbspannungen und/oder Kerbdehnungen nach dem
Uberschreiten der FlieBgrenze zu verstehen. Diese Beziehung wird hiufig als BauteilflieBkurve
(BFK) bezeichnet [Rada07], so auch im Zusammenhang mit den StrukturflieBflichenansétzen aus
Abschnitt 2.3.6.
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2.3. Lokal mehrachsige Beanspruchungen

Die oben beschriebenen Naherungsformeln fiir elastisch-plastische Kerbbeanspruchungen kénnen
nur bei einachsigen oder proportionalen Lasten angewendet werden. Fiir den allgemeinen Fall einer
nichtproportionalen zyklischen Betriebslast werden elastisch-plastische Kerbbeanspruchungen mit
anderen Verfahren abgeschétzt. Im Rahmen der Schadigungsbewertung mit den in Kapitel 3 beschrie-
benen Modellen muss eine realitdtsnahe Darstellung der Kerbbeanspruchungen erfolgen, ohne dass
die mehrachsige Natur der Beanspruchungen verloren geht. Dazu wird ein Werkstoffmodell benotigt,
das die vielseitigen Effekte, die metallische Werkstoffe unter allgemeiner zyklischer Belastung zeigen,
in guter Naherung beschreiben kann.

2.3.1. Werkstoffeffekte

Der Inhalt dieses Abschnitts beschéftigt sich mit Effekten, die metallische Werkstoffe bei Raumtem-
peratur unter zyklischer einachsiger und proportionaler Beanspruchung, insbesondere aber auch
unter nichtproportionaler Beanspruchung zeigen. Diese Effekte sind sowohl vom Werkstoff selbst als
auch von der aufgebrachten Belastung abhéngig.

2.3.1.1. Bauschinger Effekt

Wird ein Werkstoff in Zug- oder Druckrichtung in den plastischen Bereich hinein belastet, anschlie-
Bend entlastet und in die entgegengesetzte Richtung belastet, so wird beobachtet, dass Flieen bei
einem deutlich niedrigeren Spannungsbetrag einsetzt als bei der urspriinglichen Belastung. Auch
wenn der Werkstoff eine urspriinglich isotrope Fliefifliche besitzt, geht diese Isotropie im Laufe
der Verfestigung verloren. Dieses Verhalten wurde erstmals von Bauschinger [Baus 80, Baus 86|
beschrieben. Abbildung 2.6 zeigt eine Skizze des Bauschinger Effekts.

OF |

i< oF

Abbildung 2.6: Bauschinger Effekt

2.3.1.2. Zyklische Ver- und Entfestigung

Unter zyklischer Ver- oder Entfestigung wird ein transienter Vorgang verstanden, durch den sich die
Amplituden der Spannungen oder Dehnungen im Verlauf einer zyklischen Belastung dndern.

Wird auf eine Werkstoffprobe beispielsweise eine wechselnde Beanspruchung mit konstanten Span-
nungsamplituden o, aufgebracht, so wird beobachtet, dass mit zunehmender Zyklenzahl die Breite
der Hysteresen zunimmt. Es treten immer héhere Dehnungsamplituden auf. Die {iber die Schwing-
spielzahl aufgetragenen Dehnungsamplituden bilden die sogenannten Wechselverformungskurven.
Das Phénomen einer zunehmenden Dehnungsamplitude bei konstanter spannungskontrollierter
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Abbildung 2.7: Schematische Darstellung der zyklischen Entfestigung bei Lastkontrolle

Beanspruchung wird als zyklische Entfestigung bezeichnet, siehe Abbildung 2.7. Einige Werkstof-
fe zeigen auch den gegenteiligen Effekt der zyklischen Verfestigung. Hier werden mit steigender
Schwingspielzahl engere Hysteresen, d. h. kleinere Dehnungsamplituden beobachtet. Es sei darauf
hingewiesen, dass eine Vorgabe der Spannung wahrend eines Experimentes nur indirekt iiber die
Vorgabe von dufleren Lasten und weitere Annahmen, z. B. eine konstante Spannungsverteilung tiber
den Probenquerschnitt, erreicht werden kann.

Das zyklische Ver- und Entfestigen wird ebenfalls bei Versuchen unter der Vorgabe von Dehnungs-
amplituden festgestellt. Unter Dehnungskontrolle wird als zyklische Verfestigung eine Zunahme der
beobachteten Spannungsamplituden bezeichnet. Eine Abnahme der Spannungsamplituden stellt eine
zyklische Entfestigung dar. Auch bei Dehnungskontrolle stellt sich ein stabilisierter Zustand ein.
Ob eine zyklische Ver- oder Entfestigung auftritt, kann ebenfalls vom aufgebrachten Lastniveau
abhingen. So kann ein Werkstoff auf unterschiedlichen Lastniveaus beide Phanomene aufweisen.
Sollte nach einer bestimmten Anzahl von Lastwechseln die zyklische Ver- oder Entfestigung zum
Stillstand kommen, so wird von einem stabilisierten Werkstoffzustand gesprochen.

Da der stabilisierte Zustand oft den grofiten Teil der Ermiidungslebensdauer ausmacht, ist er
von besonderer Bedeutung fiir die Anwendung des ,,Ortlichen Konzepts“. Die Modellierung der
transienten Vorgénge wird oft vernachléssigt.

2.3.1.3. Mittelspannungsrelaxation und zyklisches Kriechen

Werden bei spannungs- oder dehnungskontrollierten Versuchen Mittelspannungen oder -dehnungen
aufgebracht, treten weitere Phinomene auf. Unter Dehnungskontrolle nehmen die Mittelspannungen
iiber die Schwingspielzahl ab. Es wird von einer Mittelspannungsrelaxation gesprochen. Zyklisches
Kriechen oder ,,Ratchetting® bezeichnet unter Spannungskontrolle zunehmende Mitteldehnungen.
Dieses Phénomen ist schematisch in Abbildung 2.8 dargestellt.

In der Regel wird eine stabilisierte Kombination aus Mittelspannung und Mitteldehnung erreicht
(Shake-Down). Im Fall eines spannungsgeregelten Experiments kann jedoch auch instabiles zyklenab-
hingiges Kriechen auftreten. Die Stabilisierung der Mittelspannung und Mitteldehnung unterscheidet
sich von der Stabilisierung der Spannungs-Dehnungs-Kurve bei zyklischer Ver- und Entfestigung.
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Abbildung 2.8: Schematische Darstellung des Mitteldehnungskriechens bei Lastkontrolle

Zyklisch stabilisierte Kurven kénnen trotzdem in Bezug auf die Mittelwerte relaxieren oder kriechen,
[Rada07]. Im Einflussbereich von geometrischen Kerben kénnen beide Phdnomene gleichzeitig
auftreten.

Ratchetting und Mittelspannungsrelaxation kénnen die Ermiidungslebensdauer von Bauteilen stark
beeinflussen. Vor allem auftretende Mittelspannungen spielen eine wichtige Rolle in der Festigkeitsbe-
wertung. So kann sich ein Abbau von Druckmittelspannungen negativ auf die Ermiidungslebensdauer
eines Bauteils auswirken, wiahrend ein Abbau von Zugmittelspannungen lebensdauerverlangernd
wirkt.

2.3.1.4. Nichtproportionale Verfestigung

Ein Werkstoffeffekt, der sich nur unter nichtproportionaler Beanspruchung zeigt, ist die nichtpropor-
tionale Verfestigung. Unter dieser Art von Beanspruchung zeigen metallische Werkstoffe zusétzlich
eine zyklische Verfestigung, die bei einachsiger oder proportionaler Beanspruchung nicht auftritt.
Dieser Effekt wurde bereits 1978 von Lamba [Lamb 78] an Kupfer festgestellt und wenig spater von
Kanazawa [Kana 79] auch an CrMoV-Stahl.

Bei dehnungsgeregelten Versuchen an ungekerbten Proben zeigt sich unter nichtproportionaler Bean-
spruchung, dass zum Erreichen der vordefinierten axialen Dehnung und Gleitung héhere Spannungen
im Vergleich zu proportionalen oder einachsigen Beanspruchungen ben6tigt werden. Zuriickzufithren
ist der Effekt auf das Ansprechen unterschiedlicher Gleitebenen, die sich gegenseitig behindern.
Ein Beispiel fiir nichtproportionale Verfestigung ist in Abbildung 2.9 dargestellt. Gezeigt sind die
gemessenen Hysteresen fiir proportionale und nichtproportionale Beanspruchung in einem Diagramm.
Beide Versuche wurden unter Vorgabe der axialen Dehnung € und der Gleitung v durchgefiihrt. Die
nichtproportionale Beanspruchung ist in diesem Fall eine 90° Phasenverschiebung zwischen dem
Dehnungs- und Gleitungssignal. Zu erkennen ist, dass sich unter nichtproportionaler Last deutlich
héhere Spannungen einstellen als bei proportionaler Beanspruchung.

Die nichtproportionale Verfestigung stellt ein hochgradig transientes Phdnomen dar, [Déri06].
Wenn Proben, die einer nichtproportionalen Vorbeanspruchung unterzogen wurden, erneut einer
proportionalen Belastung unterzogen werden, zeigt sich, dass die zusétzliche Verfestigung innerhalb
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Abbildung 2.9: Normalspannungs-Dehnungs-Hysterese (a) und Schubspannungs-Gleitungs-Hysterese
(b) bei proportionaler und 90° phasenverschobener Sinus-Beanspruchung fiir EN-
GJS-500-14 aus dem Projekt ,Mehrachsigkeit 6rtlich® [Linn 22]

eines kurzen Zeitraums von nur wenigen Schwingungszyklen abklingt und schliefllich verschwindet.
Umgekehrt stellt sich bei einer gleichbleibenden Nichtproportionalitidt der aufgebrachten Belastung
nach nur wenigen Schwingungen ein stabilisierter Zustand ein.

Durch die zusétzliche Verfestigung ist eine Verkiirzung der Lebensdauer bei Beanspruchung unter
Dehnungskontrolle zu erwarten, da die Spannungsamplituden im Vergleich zur proportionalen
Belastung ansteigen. Unter Spannungskontrolle ist dagegen durch die in diesem Fall abnehmenden
Dehnungsamplituden eine Lebensdauerverlangerung zu erwarten.

2.3.2. Werkstoffmodelle fiir mehrachsige Beanspruchungen

Ein Ansatz zur Beschreibung des elastisch-plastischen Werkstoffverhaltens von Metallen sind
inkrementelle Plastizitdtsmodelle. Diese bilden eine konstitutive Beziehung zwischen inkrementellen
Zuwichsen von Spannungen und Dehnungen ab. Unter zyklischer Beanspruchung sind besonders
kleine Deformationen von Bedeutung, sodass der Dehnungstensor additiv in einen elastischen Anteil
5f]l und einen plastischen Anteil 5?][- zerlegt werden kann:

£ij = €5} + €5}, (2.16)
Fiir den Zusammenhang zwischen Spannungen und elastischen Dehnungen gilt das linear elastische

Werkstoffgesetz:

Oij = Ciejklezll = Ciim (Ekl - 5%) : (2.17)
Weiterhin muss eine Grenze des elastischen Bereichs festgelegt werden. Auflerhalb des elastischen
Bereichs folgt der Zusammenhang zwischen Spannungen und Dehnungen einer nichtlinearen Bezie-
hung und ist abhéngig von der Belastungsgeschichte. Diese Trennung wird durch die Fliebedingung
F(...) erreicht. Fiir den elastischen Bereich gilt F' < 0, fiir den plastischen Bereich gilt F' > 0. Fur
nicht viskoses plastisches Werkstoffverhalten, das hier betrachtet wird, ist F' > 0 ausgeschlossen.
Eine allgemeine Formulierung der Fliebedingung ist

F(0ij, aij,or) = 0. (2.18)

Sie ist abhéngig von den Spannungen und weiteren inneren Variablen, die zur Modellierung von
Verfestigung verwendet werden. Es existiert eine Vielzahl von FlieSbedingungen in der Literatur. Fiir
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Abbildung 2.10: Geometrie der FlieSbedingung nach von Mises (links) im Hauptspannungsraum
und (rechts) in der m-Ebene

Metalle haben sich vor allem die Theorien nach Tresca [Tres 64] und von Mises [Mise 13] durchgesetzt.
Hier wird die von Mises Bedingung

3 . Okk
F (Jij,aij,dp) = \/ (Sij — (lij) (Sij — Oéij) —O0Ofp = 0 mit Sij =045 — 1)

5 ’ (2.19)

3 0
genutzt. Sie besagt, dass ein Werkstoff plastisch zu flieflen beginnt, sobald die Gestaltdnderungsen-
ergiedichte einen fiir den Werkstoff kritischen Wert erreicht. Die Fliefbedingung nach von Mises
kann im Hauptspannungsraum als Zylinder dargestellt werden, siche Abbildung 2.10.

Die Tensorkomponenten s;; stellen den deviatorischen Anteil des Spannungstensors dar. Die Lage
des Mittelpunktes der Fliefiflache wird iiber den Backstresstensor a;; bestimmt. Die Grofle op
bezeichnet die Flielspannung des Werkstoffs.

Die FlieBregel bestimmt das Inkrement der plastischen Dehnung defjl.. Die FlieBregel wird iiber eine
Potenzialbeziehung aufgestellt. Fiir Metalle hat sich die FlieBbedingung F' = 0 als Potenzialfliche
bewéhrt. Eine Fliefiregel der Form

oF
80’1']'

dell = X (2.20)
wird als assoziierte Fliefiregel bezeichnet. Das Inkrement der plastischen Dehnungen ist also pro-
portional zum Gradienten an die FlieSfliche im Spannungsraum. Die Variable A ist dabei der
Proportionalitdtsfaktor. Damit steht das Inkrement der plastischen Dehnungen normal zur FlieBfla-
che. Die Normale an die FlieBfliche n;; = 1/2/3-3F/da;; ist ebenfalls in Abbildung 2.10 dargestellt.
Waiéhrend eines Belastungsschrittes muss entschieden werden, ob eine weitere plastische Belastung
oder eine Entlastung in den elastischen Bereich stattfindet. Diese Entscheidung wird nach der
Bedingung

> (0 plastische Belastung
=0 neutrale Last (2.21)
< 0 elastische Entlastung

oF
dOij 802-]-
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Abbildung 2.11: Schematische Darstellung der isotropen und kinematischen Verfestigung

getroffen. Ist der Winkel zwischen der Fliefflichennormalen n;; und dem Spannungsinkrement do;;
kleiner als 90°, so findet weiterhin eine plastische Belastung statt. Ist der Winkel grofier als 90°, so
zeigt das Spannungsinkrement in die Fliefifliche und es findet eine elastische Entlastung statt.

Da Spannungen auflerhalb der Flieifliche (F' > 0) ausgeschlossen sind, muss wéihrend eines Belas-
tungsschritts die Konsistenzbedingung

dF =0 (2.22)

erfiillt bleiben. Aus ihr kann der plastische Multiplikator A aus Gleichung (2.20) berechnet werden.
Da sich metallische Werkstoffe verfestigen, miissen auch gréflere Spannungen als die urspringliche
Flielspannung o realisiert werden kénnen. Demnach kann die Fliefflache keine statische Fléche sein.
Sie muss sich wihrend der Belastung im Spannungsraum verdndern. Im Wesentlichen werden zwei
Arten von Verfestigung zur Modellierung verwendet. Eine isotrope Expansion der Flieiflache (isotrope
Verfestigung, modelliert durch eine VergroBerung des Radius der FlieSflache) und eine Translation
der Fliefflache (kinematische Verfestigung, modelliert durch eine Verschiebung des Mittelpunkts).
Die beiden Arten der Verfestigung sind in Abbildung 2.11 schematisch dargestellt. Die isotrope
Verfestigung wird insbesondere zur Modellierung von zyklischer Ver- und Entfestigung verwendet.
Die kinematische Verfestigung wird genutzt, um den Bauschinger Effekt und zyklisches Kriechen
oder Relaxieren zu modellieren. Einzelne Plastizitdtsmodelle unterscheiden sich im Wesentlichen
durch die Entwicklungsgleichungen der einzelnen Verfestigungen.

Zur Beriicksichtigung der Beanspruchungsgeschichte wird die plastische Bogenldnge p definiert:

p= /dp. (2.23)

Dazu existieren zwei Arten von Modellen. Die Grofle dp kann als plastische Arbeit wahrend
eines Belastungsinkrements definiert werden. Diese Modelle werden als ,,work hardening“ Modelle
bezeichnet. Eines der bekanntesten Modelle dieser Art ist das Materialmodell nach Mréz [Mroéz 67,
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Abbildung 2.12: Nichtlineare Verfestigungskinematik von Armstrong und Frederick nach [Vorm 23]

Mréz 69]. In den letzten Jahren haben sich jedoch eher ,strain hardening” Modelle durchgesetzt.

Hier wird dp durch
2 pl 3 pl 2 pl

als einachsige plastische Vergleichsdehnung definiert. Da dp > 0 gilt, wird p auch als akkumulierte
plastische Vergleichsdehnung bezeichnet. In der Literatur wurden eine Vielzahl solcher Modelle
formuliert. Von Prager [Prag55] wird ein linearer Zusammenhang zwischen der kinematischen
Verfestigung und den plastischen Dehnungen vorgeschlagen. Die Entwicklungsrichtung des Back-
stresstensors folgt wie die Entwicklungsrichtung der plastischen Dehnungen der Flieflachennormalen.
Dieser Ansatz wird von Armstrong und Frederick [Arms 66] um einen Term der dynamischen Erholung
erweitert:

(2.24)

dog; = ¢ (rng; — oyj) dp. (2.25)

Der Backstresstensor «;; entwickelt sich zundchst in Richtung der Flieflichennormale n;;. Die dyna-
mische Erholung wird durch die Beriicksichtigung der gegenwértigen Position des Backstresstensors
erreicht.

In Abbildung 2.12 ist eine Darstellung der Verfestigungskinematik nach Armstrong und Frederick
[Arms 66] gegeben. Unter einachsiger Belastung ergibt sich die in Abbildung 2.12 links dargestellte
FlieBkurve im o — &,y Diagramm. Der plastische Tangentenmodul H ist die Steigung der FlieSkurve:

do 3
H=—" =4/=c¢cr. 2.26
dé‘pl \/;CT ( )

Fiir die lineare Verfestigungsregel nach Prager [Pragb5] (Verfestigungsregel (2.25) ohne den dy-
namischen Erholungsterm —o;) ergibt sich ein plastischer Tangentenmodul von H = \/ﬁcr.
Unter monotoner proportionaler Beanspruchung fithrt der von Armstrong und Frederick eingefiihrte
Erholungsterm zu einer kontinuierlichen Abnahme des plastischen Tangentenmoduls. Bei nicht-
proportionaler Beanspruchung dndert sich zudem die Verschiebungsrichtung der FlieBflache, siche
Abbildung 2.12 rechts.

Die Form der Hysterese ist damit durch die Wahl der beiden Parameter ¢ und r festgelegt. Der Pa-
rameter 7 ldsst sich dabei als ein Begrenzungsradius fiir den Backstresstensor in einer Deviatorebene
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interpretieren, siehe Abbildung 2.12 rechts. Die Geschwindigkeit, mit der sich der Backstresstensor
gegen seinen Grenzwert entwickelt, wird iiber den Parameter ¢ gesteuert.

Zur besseren Beschreibung der Form von Spannungs-Dehnungs-Hysteresen wird von Chaboche
et al. [Chab 79] eine additive Zusammensetzung der Entwicklungsgleichung des Backstresstensors
vorgeschlagen. Hier setzt sich der Backstresstensor additiv aus verschiedenen Teilbackstresstensoren
zusammen:

M
aig =Y afj. (2.27)
k=1

Unter zyklischer Wechselbeanspruchung mit Mittellasten zeigen metallische Werkstoffe eine kumu-
lative plastische Verformung (zyklisches Kriechen). Modelle, basierend auf dem Armstrong und
Frederick Ansatz, iiberschétzen diesen Effekt. Damit der Effekt des zyklischen Kriechens besser
abgebildet werden kann, fithren mehrere Autoren [Chab 91, Ohno 93a, Abde 00, Jian 96a, Dori 03]
verschiedene Wichtungsfunktionen w” ein, die den dynamischen Erholungsterm der Armstrong und
Frederick Gleichung beeinflussen.

In dieser Arbeit wird das Werkstoffverhalten in seinem stabilisierten Zustand betrachtet. Zur
Modellierung des zyklischen Deformationsverhaltens des Werkstoffs wird die kinematische Verfes-
tigung nach Ohno und Wang [Ohno 93a, Ohno 93b] angewendet. Die Entwicklungsgleichung der
kinematischen Verfestigung dieses Modells ist durch

dafj =cF (rknij - wkafj> dp (2.28)

k
wk — <Ha1]?nnH>X <n0 algp > (229)
rk "l

gegeben. Darin sind ¢* und r* Modellparameter, die zur Modellierung der Hystereseform verwendet
werden. Der Term w” bezeichnet die Wichtungsfunktion des Erholungsterms. Der Parameter x*
wird zur Modellierung des zyklischen Kriechens verwendet.

In der Literatur existieren eine Vielzahl komplexerer Modelle als das Ohno/Wang Modell. Zu
nennen sind hier vor allem die Modelle nach Jiang [Jian 96a, Jian 96b] und Déring [Déri 03]. Vor
allem das Déring Modell besitzt die Moglichkeit, die nichtproportionale Verfestigung als transienten
Werkstoffeffekt zu modellieren. Diese Modelle benotigen allerdings meist eine erheblich héhere
Anzahl an Parametern, die aus einer Vielzahl an zum Teil sehr speziellen Versuchen ermittelt werden
miissen. Ziel dieser Arbeit ist es, einen Algorithmus zu finden, mit dem Ermiidungslebensdauern
unter nichtproportionaler Last mit einem Minimum an Eingabedaten zuverlassig berechnet werden
konnen. Die Wahl des Ohno/Wang Modells begriindet sich vor allem damit, dass sich das fiir
die rechnerische Lebensdauerabschitzung wichtige zyklische Kriechen und Relaxieren in guter
Néaherung zu experimentellen Ergebnissen beschreiben lasst. Dazu werden im Vergleich zu d&hnlichen
Plastizitdtsmodellen weniger Modellparameter benotigt.

mit

2.3.3. Parametrisierung der inkrementellen Plastizitatsmodelle

Fiir die Werkstoffmodelle aus Abschnitt 2.3.2 miissen geeignete Parametersétze gefunden werden, um
das Verhalten des vorliegenden Werkstoffs zu beschreiben. Zum einen miissen der Elastizitdtsmodul

E und die Querdehnzahl v bekannt sein, dann miissen fiir jeden Teilbackstresstensor af. drei

ij
Modellparameter (rk, ck, Xk) bestimmt werden. Zusétzlich wird noch die Fliespannung o bendtigt.
Werden M Teilbackstresstensoren verwendet, sind insgesamt 3M + 3 Modellparameter zu bestimmen.
Die Elastizitatskonstanten konnen direkt aus Versuchen oder Abschétzungen bestimmt und verwendet

werden. Um die restlichen Parameter zu bestimmen, wird eine FlieBkurve genutzt. Dabei kann es
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Abbildung 2.13: Schematische Darstellung der abschnittsweisen Linearisierung einer Fliekurve.

€

sich sowohl um eine gemessene Fliekurve als auch eine durch die Ramberg-Osgood Gleichung (2.8)
beschriebene Kurve handeln.

Um das Plastizitdtsmodell an die gegebene Flieflkurve anzupassen, kénnen Optimierungsverfahren
angewandt werden. Eine andere Moglichkeit wurde von Jiang et al. [Jian 96b] vorgestellt. Jiang
beschreibt, wie sich die Fliekurve unter einachsiger Belastung von den Plastizitdtsmodellen darstellen
lasst. Soll nur das zyklisch stabilisierte Werkstoffverhalten beschrieben werden, reicht es, die
kinematische Verfestigung zu betrachten. Dieses Verfahren wird im Folgenden vorgestellt.
Zunéchst wird die FlieBkurve abschnittsweise linearisiert. Dazu werden Stiitzstellen 5'51, k=0,....M

in den plastischen Dehnungen gesetzt. Es entstehen M 4 1 Wertepaare [5’51, ak}. In Abbildung 2.13

ist eine linearisierte FlieBkurve dargestellt.

Zu bestimmen sind zunéchst die Parameter ¢® und 7* fiir jeden Teilbackstresstensor, k = 1,..., M.
Die Parameter x* zur Beschreibung des Ratchettings werden zuniichst so gewéhlt, dass sich eine linea-
re Verfestigung einstellt, y — oo. Der plastische Tangentenmodul ergibt sich nach Gleichung (2.26).
Der Parameter 7* kann als Grenzradius fiir den jeweiligen Teilbackstresstensor interpretiert werden,
‘ < 7%, Der Parameter ¢ beschreibt die Geschwindigkeit, mit der sich der Teilbackstresstensor
entwickelt. Dadurch lésst sich die Steigung der Spannungs-Dehnungs-Kurve in einem Abschnitt
Ik = {sgf L 5’51} durch die Modellparameter mit

k
a;

k k-1 M
k0" —0o /3 i
pl pl i=k

beschreiben. Alle Teilbackstresstensoren aéj mit { < k — 1 haben bereits ihren Grenzwert erreicht

und tragen nicht weiter zur Verfestigung im Abschnitt I* bei. Die Parameter ¢* werden nun so
bestimmt, dass der k-te Teilbackstresstensor am Stiitzpunkt 5’51 seinen Grenzwert erreicht. Dies

fihrt auf: )
k= (2.31)

Nun kénnen die Grenzradien 7% vom letzten Abschnitt der FlieSkurve aus riickwérts durch Umstellen

von Gleichung (2.30) bestimmt werden:
2 Hk _ Hk+1
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Das Ohno/Wang Modell weist einen Grenzwert in Spannungsrichtung auf. Es wird davon ausge-
gangen, dass nach Erreichen des Grenzwertes fiir £, > 5% die Steigung HM+1 = 0 vorliegt. Die
FlieBspannung o entspricht dem Spannungswert bei 6&. Die vom Ohno/Wang Modell maximal
erreichbare Spannung ist dann durch

_ \/§ -
Omar = 0F +1/ 5 dor (2.33)
k=1

gegeben. Fiir die Genauigkeit der Approximation der FlieSkurve ist die Wahl der Stiitzstellen [5’51, o*]
wichtig. Hierzu bestehen viele Moglichkeiten. Es kann eine maximal ertragbare Spannung gewéhlt
werden und Stiitzpunkte dquidistant in den Spannungen verteilt werden. Doring [Dori 06] schliagt
ausgehend von einem Startwert €2z vor, die Stiitzstellen als geometrische Reihe in den plastischen
Dehnungen zu setzen. Bei beiden Verfahren lésst sich nur jeweils der Start- oder Endwert der
Stiitzstellen kontrollieren. Moser et al. [Mose 20] schlagen ein Verfahren auf Basis der Ramberg-
Osgood Parameter K’, n’ vor, bei dem sich sowohl der Anteil der plastischen Dehnung bei Fliebeginn
(Startwert) als auch die maximale plastische Dehnung (Endwert, maximale Spannung) kontrollieren
lassen. Dieses Verfahren wird im Folgenden beschrieben.
Um die Fliespannung festzulegen, wird der Parameter ¢ definiert. Dieser stellt den Anteil der
plastischen Dehnung an der Gesamtdehnung bei FlieSbeginn dar. Dadurch wird eine Flieispannung
tiber eine Dehngrenze (dhnlich einem R, 2) definiert, welche im Werkstoffmodell verwendet wird.
Die Fliefispannung ist dann eindeutig festgelegt:

log () + Llog (K7)
(i) mit g = 2. (2.34)

%—1 €

log (oF) =

Das inkrementelle Plastizitdtsmodell weist eine FlieBgrenze auf. Aus diesem Grund wird das
Wertepaar [521 =0,00 = O'F} bei 521 = 0 gesetzt. Im néachsten Schritt werden M Wertepaare

[elgl, ak} gewéahlt. Die Steigungen der einzelnen Bereiche der FlieBkurve miissen mit zunehmender

plastischer Dehnung monoton abnehmen. Dies ist durch die Ramberg-Osgood Gleichung automatisch
erfiillt. Sie weist jedoch keine Flielgrenze auf, wodurch das gewihlte initiale Wertepaar nicht exakt
auf der FlieSkurve liegt. Es besteht dabei die Moglichkeit, dass die Bedingung monoton fallender
Steigungen der einzelnen Bereiche dadurch verletzt wird. Der nédchste Stiitzpunkt wird aus diesem
Grund als der Punkt gewahlt, dessen Tangente durch den FlieSpunkt geht:

1 1 1 ol \
o =0rT und e, = 7 . (2.35)
Alle weiteren Stiitzpunkte werden mit der Vorschrift
(k—1) [log (E%) —log (Ell)}
log (s’;l) —log () + Y P p=2,...,M (2.36)

logaritmisch in den plastischen Dehnungen bis zu einer vorzugebenden maximalen plastischen

Dehnung 5% verteilt. Das Wertepaar [6% ;oM ] stellt den Punkt dar, ab dem das Werkstoffmodell
ideal plastisches Verhalten beschreibt. Die logarithmische Verteilung stellt sicher, dass in Bereichen
starker Kriimmung mehr Stiitzstellen liegen, sodass die Fliekurve dort genau beschrieben wird.

Die Wahl der Parameter x* muss an vorliegende Messergebnisse angepasst werden. Sollten keine
Versuche mit Mittellasten vorliegen, konnen sie auf Standardwerte gesetzt werden. Damit werden
dennoch bessere Approximationen des zyklischen Kriechens und Relaxierens erreicht als ohne die
Wichtungsfunktion im Erholungsterm. Fiir metallische Werkstoffe werden von Déring [Dori 06] die

Werte x* = 5 vorgeschlagen.
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2.3.4. Modellierung der nichtproportionalen Verfestigung

Die zusétzliche Verfestigung, die einige metallische Werkstoffe unter nichtproportionaler Beanspru-
chung erfahren, hat einen Einfluss auf die Ermiidungslebensdauer. Die kinematische Verfestigungs-
regel nach Ohno/Wang bildet diese zusétzliche Verfestigung nicht ausreichend ab. Es existieren in
der Literatur mehrere Modelle (z. B. [Hart 98, Dori03]), welche die nichtproportionale Verfestigung
als transienten Werkstoffeffekt beriicksichtigen. Doring [Déri 06] schlédgt die isotrope Verfestigung
vor, um nichtproportionale Verfestigung innerhalb des inkrementellen Plastizitdtsmodells zu beriick-
sichtigen. Die Beriicksichtigung der Zusatzverfestigung im inkrementellen Plastizitdtsmodell wiirde
allerdings einige zusétzliche Modellparameter erfordern. Zum Bestimmen dieser Parameter wére
wieder eine Vielzahl an zuséatzlichen Versuchen nétig.

Socie und Marquis [Soci00] haben einen Ansatz entwickelt, um die nichtproportionale Verfesti-
gung in der zyklischen Spannungs-Dehnungs-Kurve beriicksichtigen zu kénnen. Hierzu wird der
Verfestigungskoeffizient K’ des Ramberg-Osgood-Ansatzes fiir nichtproportionale Beanspruchungen
angepasst und mit K;Lp bezeichnet. Der angepasste Verfestigungskoeffizient kann mit

Kq’w =K' (1+ fap-a) (2.37)

bestimmt werden. Hierbei stellt f,, eine Nichtproportionalitdtskennzahl dar, die im Detail in
Abschnitt 2.3.4.1 erldutert wird und den Grad der Nichtproportionalitit der Last-Zeit-Folge wider-
spiegelt. Der Kennwert « ist eine werkstoffspezifische Kennzahl und kann als Verfestigungsvermogen
des Werkstoffs unter nichtproportionaler Beanspruchung interpretiert werden. Bei diesem Ansatz
wird lediglich der Verfestigungskoeffizient K’ angepasst. Der Verfestigungsexponent n’ entspricht
dem Wert bei proportionaler bzw. einachsiger Beanspruchung.

Der Ansatz nach Gleichung (2.37) beriicksichtigt dabei nur den stabilisierten Zustand. Die so
angepasste Fliekurve kann bei der Parameteridentifikation fiir einen spezifischen Lastpfad mit dem
Vorgehen aus Abschnitt 2.3.3 verwendet werden.

In einem Vergleichsspannungs-Vergleichsdehnungs-Diagramm kann die zusétzliche Verfestigung im
stabilisierten Zustand illustriert werden. Ein solches Diagramm ist in Abbildung 2.14 gegeben.
Hier sind die Versuchsergebnisse fiir den duktilen Baustahl S355 aus [Linn 22] dargestellt. Die
beiden gemessenen Kurven fiir proportionale und nichtproportionale Lasten stellen unabhéngige
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Abbildung 2.14: Naherung der nichtproportionalen Verfestigung im Vergleichsspannungs-Vergleichs-
dehnungs-Diagramm fiir den Baustahl S355 aus dem Projekt ,,Mehrachsigkeit
ortlich“ [Linn 22]
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Anpassungen der Ramberg-Osgood Gleichung an gemessene Amplituden dar. Die Vergleichsgréfien
bei nichtproportionaler Beanspruchung wurden mittels der Hencky Gleichung in der Formulierung
nach Savaidis [Sava 95] berechnet:

Ova =\ 02+ 372,
Ta

_ (T _ 7)
€U7a—(2—|—(0.5 I/)E

20,4 (2.38)

371,

Zu erkennen ist, dass der Ansatz nach Socie und Marquis, Gleichung (2.37), die zusétzliche Verfesti-
gung durch die Anpassung des Verfestigungskoeffizienten K’ in guter Ndherung beschreiben kann.
Die Forderung, dass sich n’ nicht dndert, ist anndhernd erfiillt.

AuBerdem ist in Abbildung 2.15 gezeigt, wie gut sich die nichtproportionale Verfestigung (NPV)
mit dem Ansatz von Socie und Marquis darstellen lédsst. Gezeigt ist das Phasendiagramm der
Spannungen eines Versuchs unter Dehnungsvorgabe mit den Amplituden e, = 0.4% und ~, = 0.76%.
Beide Verzerrungen wurden als Sinusschwingung unter 90° Phasenverschiebung aufgebracht. In
[Linn 22] wird ein Verfestigungsvermogen o = 0.52 fiir den Werkstoff S355 und mit der Kennzahl
aus Abschnitt 2.3.4.1 eine Nichtproportionalitat von f,, = 0.84 angegeben. Ohne die Beriicksich-
tigung von NPV werden vom Ohno/Wang Modell zu geringe Spannungen berechnet. Werden die
Werkstoffparameter stattdessen mit den nach Gleichung (2.37) korrigierten Werten bestimmt, liegen
die berechneten und gemessenen Spannungen deutlich ndher zusammen. Nach Abbildung 2.14 wére
zu erwarten, dass selbst mit einer Anpassung niedrigere Spannungen als im Versuch berechnet
werden. Allerdings zeigt das Ohno/Wang Modell von sich aus eine sehr geringe nichtproportionale
Verfestigung. Aus diesem Grund liegen hier die berechneten Spannungen etwas tiber den gemessenen.
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Abbildung 2.15: Phasendiagramm der Spannungen bei 90° phasenverschobener Sinus-Beanspruchung
unter Verzerrungsvorgabe fiir den Baustahl S355 aus [Linn 22]. Dargestellt sind
gemessene Spannungen sowie simulierte Spannungen mit und ohne Beriicksichtigung
der nichtproportionalen Verfestigung (NPV).

2.3.4.1. Kennzahlen zur Beschreibung der Nichtproportionalitat

In der Literatur werden mehrere Mdoglichkeiten diskutiert, den Grad der Nichtproportionalitdt zu
bewerten. Riess [Ries 19] teilt die Bewertungsmoglichkeiten in drei Klassen ein:
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1. Transiente Modellierung der Zusatzverfestigung im inkrementellen Plastizitédtsmodell,
2. Bewertung der Nichtproportionalitidt eines Schwingspiels,
3. Bewertung der Nichtproportionalitidt eines Spannungszeitverlaufs.

Kennzahlen der ersten Gruppe werden innerhalb der Entwicklungsgleichungen eines inkrementellen
Plastizitdtsmodells verwendet. Sie bewerten den Grad der Nichtproportionalitéit eines einzelnen
Belastungsinkrements. Der wohl bekannteste Vertreter dieser Gruppe ist der Nichtproportionalitéts-
tensor nach Tanaka [Tana 94]. Weitere bekannte Kennzahlen kénnen [Bena 87, Bena 88, Doon 91]
entnommen werden.

Ebenso kann die Nichtproportionalitit einzelner Schwingspiele mit den Kennzahlen nach [Kana 79,
Itoh 95, Ttoh 99] bewertet werden. Die Bewertung einzelner Schwingspiele wird als algorithmisch
sehr aufwendig angesehen. Hier miisste in jedem Zyklus eine eigene Kennzahl ermittelt werden, was
mit dem Ansatz nach Marquis und Socie aus Gleichung (2.37) zu einer FlieSkurve und damit zur
Bestimmung von neuen Modellparametern fir das Plastizitdtsmodell fiihrt.

In dieser Arbeit werden Kennzahlen f,, verwendet, die die Nichtproportionalitét eines Spannungs-
zeitverlaufs bewerten. Diese Kennzahlen werden in Gleichung (2.37) zum Beriicksichtigen der
nichtproportionalen Verfestigung verwendet. Mit diesen gelingt eine effiziente Bewertung des gesam-
ten Spannungsverlaufs. Nachteile konnen entstehen, wenn sich die Nichtproportionalitidt wihrend
einer Beanspruchung stark dndert. Auch die Entscheidung, ob bei der Lebensdauerrechnung der
Einfluss der Nichtproportionalitit vernachléssigt werden kann, kann mit diesen Kennzahlen bewertet
werden.

Im Rahmen einer vom Verfasser betreuten Abschlussarbeit [Kern 19] wurden verschiedene Nichtpro-
portionalitatskennzahlen nach Bishop [Bish 00], Gaier et al. [Gaie 04], Meggiolaro et al. [Megg 12a,
Megg 14] und Riess [Ries 16, Ries 18, Ries 19] untersucht. Die Kennzahlen bewerten die Nichtpropor-
tionalitét in einem Bereich von 0 und 1, f,, € [0, 1]. Wobei 0 eine proportionale Beanspruchung
und 1 eine hochgradig nichtproportionale Beanspruchung charakterisiert. Der Einfluss verschiedener
Amplitudenverhéltnisse, Frequenzen, Phasenverschiebungen und Signalformen wird in [Kern 19]
untersucht. Zur Untersuchung der Kennzahlen wurden Signale der Form

Oz (t) = gy sin (27t)
oyy(t) =0 (2.39)
Tay(t) = Qgy sin (27t + ¢yy)

vorgegeben. Die Amplituden der aufgebrachten Sinussignale sind mit a,; und a;, bezeichnet. Die
Schubspannung 7, erhilt zusétzlich eine Phasenverschiebung ¢, .

A=1 A=+3 A=2
1 1 1
0.8 7 0.8
0.6 " 0.6 4
«Z “Z f s v
0.4 0.4 /+ —Riess .\
/  ---Meggiolaro
0.2 “\ 0.2 ---Bishop
/ \ ’ Gaier \
0 0 0r
0 /2 T 0 /2 T 0 /2 ™

Phasenverschiebungswinkel ¢, Phasenverschiebungswinkel ¢y, Phasenverschiebungswinkel ¢,

Abbildung 2.16: Nichtproportionalitdtskennzahlen iiber aufgebrachter Phasenverschiebung fiir meh-
rere Amplitudenverhéltnisse A aus [Kern 19]
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In Abbildung 2.16 sind die berechneten Nichtproportionalitdtskennzahlen bei Variation der Pha-
senverschiebung ¢, fiir mehrere Spannungsverhéltnisse A = az,/as, dargestellt. Alle untersuchten
Kennzahlen sagen eine maximale Nichtproportionalitdt bei 90° Phasenverschiebung voraus. Ein we-
sentlicher Unterschied zwischen den Kennzahlen ist, dass sich der Maximalwert bei unterschiedlichen
Amplitudenverhéltnissen ergibt.

Die Kennzahl nach Bishop fiihrt in Féllen mit Mittellasten zu einer Uberbewertung der Nicht-
proportionalitdt, [Ries 19]. Riess [Ries 19] bemerkt, dass die Nichtproportionalitidtskennzahl nach
Meggiolaro [Megg 14] nicht invariant gegeniiber der Wahl des Koordinatensystems ist. Die Kennzahl
nach Riess [Ries19] ist nur im ebenen Spannungszustand anwendbar. In dieser Arbeit wird der
Ansatz nach Gaier et al. [Gaie 04] verwendet. Diese Auswahl wurde innerhalb des Projektes [Linn 22]
getroffen. Im Folgenden wird der Ansatz nach [Gaie 04] genauer erlautert.

Gaier greift Ansétze von Chu [Chu 96] und Bishop [Bish 00] auf. Die Nichtproportionalitdtskennzahl
wird iiber ein Tragheitsmoment des Spannungspfades bestimmt. Dazu wird ein sechsdimensionaler
Spannungsraum definiert. Zu jedem Zeitpunkt t; wird der Spannungszustand durch den Vektor
S(t)) charakterisiert:

S(tk) = (Sl (tk)> 52 (tk:)7 53(tk)7 54(tk’)a S5(tk)a Sﬁ(tk))T

T (2.40)
- (Um(tk), V2 (t), Oy (b)), V 27z (t), V27 (1), Jzz(tk)> .

Durch Skalieren der Schubspannungen mit v/2 wird eine Invarianz vom Koordinatensystem erreicht.
Jedem Spannungspunkt wird eine Einheitsmasse zugeordnet. In dem definierten Spannungsraum
wird der Tragheitstensor I;; mit

6
Li=>Y ) S (t) i=1...6, keine Summe iiber i
k =1
i (2.41)

Lj =Y Si(tx) Sj(ts) ij=1...6,i#j
k

beziiglich der Koordinatenachsen des Spannungsraums berechnet. Durch Losen des Eigenwertpro-
blems werden die geordneten Haupttriagkeitsmomente Iy > Iy > --- > Is berechnet. Kehrwerte der
Wurzeln der Eigenwerte 1/y/T;,i = 1,...,6 kénnen als Hauptachsen eines Ellipsoiden im Spannungs-
raum betrachtet werden. Die Nichtproportionalitdtskennzahl berechnet sich aus dem Verhaltnis der

grofften Hauptachsen:
[ Is
fnp,Gaier = T (2.42)

Dadurch, dass zu jedem Zeitpunkt einem Punkt im Spannungsraum eine Einheitsmasse zugeordnet
wird, ist die Kennzahl von der Diskretisierung der Last-Zeit-Reihe abhéngig.

2.3.5. Inkrementelle Kerbndaherungsverfahren

Inkrementelle Kerbnédherungsverfahren stellen eine Erweiterung der einachsigen Kerbndherungs-
verfahren aus Abschnitt 2.2 dar. Chu et al. [Chu94] und Singh et al. [Sing 96, Sing 97] erweitern
die Neuber- und ESED-Methode auf Mehrachsigkeit, indem sie eine inkrementelle Form dieser
Methoden einfiithrten. Wenn ein materieller Punkt auf der Bauteiloberfliche betrachtet wird, siehe
Abbildung 2.1, lasst sich der Spannungs- und Dehnungstensor wie folgt darstellen:

Ozx Ogxy 0 Exx ’71y/2 0
O35 = Ozxy Oyy 0 Eij = ’yxy/2 Eyy 0 . (2.43)
0 0 0 0 0 €2z
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Es miissen 7 unbekannte Groflen (0uz, 0yy, Ozy, €xa, Eyys €22, Yay) Destimmt werden. Anstelle der
Tensorkomponenten e, werden die Gleitungen ~,, verwendet. Nun tritt das Problem auf, dass
die urspriinglich einachsigen Kerbnidherungsformeln nur eine Gleichung liefern, um diese Unbe-
kannten zu berechnen. Daher wurde in [Sing96] vorgeschlagen, dass der relative Beitrag jeder
elastisch-plastischen Spannungs- und Dehnungskomponente zur Energiedichte (die Gesamtdehnungs-
energiedichte fiir die Neuber-Methode und die Dehnungsenergiedichte fiir die ESED-Methode) der
unbekannten elastisch-plastischen Losung gleich dem Beitrag der entsprechenden Komponenten
der elastischen Loésung ist. Daraus ergibt sich, dass die Neuber- oder ESED-Methode fiir jede
Tensor-Komponente einzeln erfiillt werden muss. Somit entstehen 3 Gleichungen.

Ebenfalls wird als Werkstoffmodell ein inkrementelles Plastizitdtsmodell nach Abschnitt 2.3.2
verwendet. Hier sind die konstitutiven Beziehungen nicht zwischen Spannungen und Dehnungen,
sondern zwischen deren Inkrementen aufgestellt. Ein solches Werkstoffmodell liefert weitere 4
Gleichungen. Die geforderte Aquivalenz einer energetischen GroBe zwischen elastischer und elastisch-
plastischer Losung, wie in den einachsigen Kerbnédherungsverfahren, wird aus diesem Grund jetzt fir
die Inkremente dieser energetischen Groflen gefordert (daher der Name ,inkrementelle Verfahren* ).
Somit stehen insgesamt 7 Gleichungen (3 aus dem jeweiligen Kerbnidherungsverfahren und 4 aus dem
Werkstoffmodell) zur Verfiigung, um die 7 unbekannten Spannungen und Dehnungen zu berechnen.
Im Folgenden sind die Gleichungen zusammengefasst, die sich aus dem Plastizitdtsmodell ergeben:

[1 1] [1 v 2
Aegr = ﬁnmnm + I Aoy, + ﬁnmnyy - E} Aoy, + ﬁnmnxyAaxy
1 " il 1 2
Aeyy = ﬁnmnyy -z Aoy, + Enyynyy + E] Aoy, + ﬁnyynxyAaxy
- ' - 2.44
1 v 1 v 2 ( )
Ae,, = ﬁnmnzz ~F Aoy, + ﬁnyynzz o) Aoy, + EnzznwyAamy
2 2 2(1+v
Avypy = ﬁnmnxyAam + ﬁnyanyAayy + [Hn;,;ynxy + (E)] Aoy

Die Groflen n;; sind die Komponenten des Normalentensors an die FlieBfliche. Der plastische
Tangentenmodul H ist fiir das verwendete Plastizitdtsmodell aufzustellen. Fir das hier verwendete
Ohno/Wang Modell ist der Tangentenmodul H = %ag;j . Anstelle der Spannungs- und Dehnungs-

inkremente do;;, de;; werden in Gleichung (2.44) sowie im Folgenden die Differenzen A zwischen
den einzelnen Lastschritten verwendet.

Im Neuber-Verfahren wird die Aquivalenz der totalen Verzerrungsenergie gefordert, 0;j€i; = konst.
Die daraus resultierende inkrementelle Form der Neuber-Regel ist durch

Coij%€i; = 0ij€ij keine Summe tiber 775 (2.45)
AeEijeO'ij + AeGijeé‘i]’ = Agijo'ij + Ao'ijgij keine Summe iiber ¢j

gegeben. In der ESED-Methode wird die Aquivalenz der Verzerrungsenergiedichte gefordert. Im
Vergleich zum Neuber-Verfahren wird hier die Komplementéarenergie nicht betrachtet. Die inkremtelle
ESED-Methode ist dann durch

16 e / . . ..
=045 = 0iideq; keine Summe iiber ij
9 1] <1 s 1gUcay (246)
€0ijA%;; = 04 Agy; keine Summe iiber ij

definiert. Eine grafische Interpretation der inkrementellen ESED- und der inkrementellen Neuber-
Methode ist in Abbildung 2.17 angegeben. Hier wird auch grafisch, im Vergleich mit Abbildung 2.5,
deutlich, dass nicht mehr Spannungen und Dehnungen, sondern deren Zuwéchse pro Lastschritt
gesucht werden.
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Abbildung 2.17: Schematische Darstellung der inkrementellen ESED- und der inkrementellen Neuber-
Methode

Ye et al. [Ye04] zeigen eine physikalische Verbindung zwischen der Neuber- und der ESED-Methode
durch energetische Uberlegungen auf. Es wurde gezeigt, dass die Neuber- und ESED-Methode
als zwei Grenzfille betrachtet werden kénnen. Nach Ye et al. [Ye 04] wird innerhalb der Neuber-
Methode keine Energiedissipation durch plastische Verformungen beriicksichtigt. Dahingegen wird
innerhalb der ESED-Methode die gesamte plastische Arbeit als Warme abgegeben. Basierend darauf
entwickelten Ye et al. [Ye 08] die sogenannte Unified Expression (UE), die annimmt, dass nur ein
Teil der plastischen Arbeit dissipiert wird. Die Unified Expression ist durch

eo'l-jegij = 0;€i5 + Cq / O'ijdgij - / Eijddij] keine Summe iiber 77
€ij oij
Aeé‘ijeaij =+ Aeaijeaij =1+ Cq) 0 Aei; + (1-— Cq) €ij Aoy keine Summe iiber ¢j
(2.47)

gegeben. Hier ist C; € [0,1] eine werkstoffspezifische Konstante, die angibt, welcher Anteil der
plastischen Arbeit dissipiert wird. Fiir C; = 0 entsteht die Neuber-Methode und fiir C;, = 1 die
ESED-Methode. In [Ye 08] wird ein Zusammenhang zwischen Cj; und dem zyklischen Verfestigungs-
exponenten der Ramberg-Osgood Gleichung n’ angegeben, Cy = (1 —2n') / (1 — n'). Eine formal
sehr ahnliche Methode zur Unified Expression wurde von [Li17] vorgestellt. Hier kann sich Cj,
wahrend der Belastung dndern.

Eine weitere Variante der multiaxialen inkrementellen Methoden ist die deviatorische Neuber-Regel,
die von Burshinsky und Glinka vorgeschlagen wurde [Bucz 03]. Diese Methode basiert auf der Idee,
dass die urspriingliche Neuber-Regel [Neub 61] fiir einen Kérper unter reiner Scherbeanspruchung
abgeleitet wurde. Daher werden nur die deviatorischen Teile der Spannungs- und Dehnungstensoren
fiir die Neuber-Methode verwendet. Zahlreiche numerische Studien zur deviatorischen Neuber-
Methode wurden von Ince et al. durchgefiihrt [Ince 14, Ince 16a, Ince 16b, Ince 17].

Die urspriinglichen Formulierungen der oben genannten Methoden sind beschrankt auf monotone
Belastungen. Eine Erweiterung der inkrementellen Ansétze auf die Anwendung unter zyklischen
Lasten wurde von Chu [Chu 95] vorgeschlagen. An jedem Lastumkehrpunkt werden Spannungen
und Dehnungen als Referenzpunkte festgelegt. Die aktuellen Spannungen und Dehnungen werden
nun als Differenzen zu diesen Referenzpunkten angegeben. Dies verhindert die Berechnung von
negativen Energiezuwéchsen.
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Im Fall proportionaler Beanspruchung treten Umkehrpunkte der dufleren Lasten, der elastischen
Losung und der Kerbspannungen und -dehnungen zeitgleich auf. Hier konnen Referenzpunkte
einfach gesetzt werden. Im Fall von nichtproportionaler Beanspruchung treten Umkehrpunkte der
elastischen Losung und der Kerbspannungen und -dehnungen jedoch nicht zeitgleich auf. Selbst
Umkehrpunkte der Kerbspannungen und -dehnungen treten nicht zur gleichen Zeit auf. Derzeit
existiert fiir allgemeine nichtproportionale Belastungen keine Definition, wie Referenzpunkte sinnvoll
zu setzen sind. Eine numerisch robuste Umsetzung der inkrementellen Verfahren ist daher fiir
allgemeine nichtproportionale Lasten nur schwer umsetzbar. Diese Kritik wurde ebenfalls von Hertel
[Hert 16] geduBert.

Abgesehen von den bereits erwdhnten proportionalen Beziehungen zwischen den Anteilen der
Zunahme einer energetischen Grofle, z. B. der totalen Verzerrungsenergiedichte in Gleichung (2.45),
werden in [Chu95] zwei alternative Anséitze vorgeschlagen, um die erforderlichen zusétzlichen
Randbedingungen zu erzeugen. Einer dieser Ansétze bezieht sich auf die proportionale Beziehung
zwischen den Zunahmen der Spannungskomponenten:

AO’Z‘]‘ = pUAEO'ij. (2.48)
Der andere Ansatz fordert die Proportionalitdt der Dehnungskomponenten:
AEij = pEAEEij. (249)

Durch diese Vorgehensweise reduziert sich die Anzahl der unbekannten Spannungs- oder Dehnungs-
inkremente, sodass die oben genannten Verfahren nicht fiir jede Tensorkomponente einzeln erfiillt
werden missen. Diese Vorgehensweise wird spéater von McDonald und Socie [McDo 10, McDo 11]
weiterentwickelt, um auch gemischte Spannungs- und Dehnungsrandbedingungen zu beriicksichtigen.
In [Chu95] wird betont, dass lediglich die Annahme der Proportionalitit entweder der Spannungs-
oder der Dehnungsinkremente die Invarianz der elastisch-plastischen Losung gegeniiber Koordina-
tentransformationen gewéhrleistet. Wenn die einzelnen Komponenten der elastizitdtstheoretischen
und der elastisch-plastischen Zunahmen der Verzerrungsenergiedichte gleichgesetzt werden, wird die
elastisch-plastische Losung von der Wahl des Koordinatensystems abhéngig. Von Buczynski und
Glinka [Bucz 97, Bucz 03] wird argumentiert, dass diese Abhéngigkeit vom Koordinatensystem sehr
gering ist. Die Abweichungen, die aus der Wahl des lokalen Koordinatensystems folgen, kénnen fiir
Ingenieuranwendungen vernachléssigt werden.

Es existieren mehrere Veroffentlichungen, in denen die verschiedenen Verfahren miteinander ver-
glichen werden. Diese kommen zum Teil zu unterschiedlichen Ergebnissen. In [Ye 08] wird gezeigt,
dass mittels Unified Expression gemessene Kerbdehnungen besser angendhert werden kénnen als
mit der Neuber- oder der ESED-Methode. Im Gegensatz dazu zeigen Gao et al. [Gao 10], dass sich
Ergebnisse aus FE-Rechnungen mit der Neuber-Methode besser abbilden lassen als mit der Unified
Expression. Ebenfalls werden mit der Neuber-Methode bessere Treffsicherheiten bei der Berechnung
von Ermidungslebensdauern erzielt. Dies gilt allerdings hauptséchlich im Kurzzeitfestigkeitsbereich.
In einer eigenen Studie [Kraf21] wurden die ESED-Methode, die Neuber-Methode und die Unified
Expression mit Ergebnissen aus FE-Rechnungen verglichen. Hier wurde mit der Unified Expression
die grofte Ubereinstimmung mit den FE-Ergebnissen erzielt.

In den meisten Féllen [Gao 10, Ince 14, Mara 15, Ince 16a, Ince 16b, Camp 16, Ince 17] werden das
Plastizitatsmodell und die Kerbndherungsmethode als ein lineares Gleichungssystem aufgefasst und
in einem Schritt geldst. Dies vernachlissigt die Nichtlinearitét des plastischen Werkstoffverhaltens
wahrend des Belastungsschritts. Wie in [Gao 10, Camp 16] beschrieben, sind sehr kleine Schrittweiten
erforderlich, um Rechenfehler zu verhindern und eine stabile Lésung zu erreichen. Dieser Umstand
steht im Gegensatz zum Ziel der Kerbndherungsmethoden, eine Reduzierung des Rechenaufwands
zu erreichen. Aus diesem Grund wurde ein Losungsalgorithmus [Kraf 21] erarbeitet, der auch bei
groflen Schrittweiten eine stabile Losung der Kerbndherungsmethode und des Plastizitdtsmodells
ermoglicht.
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2.3.6. StrukturflieBflachenansatze

Die sogenannten Strukturfliefflichenansitze basieren auf der Arbeit von Barkey et al. [Bark 94]. Um
das Verformungsverhalten eines gekerbten Bauteils zu beschreiben, wird die StrukturflieBfliche auf
Basis des anisotropen FlieBkriteriums nach Hill [Hill 48] und der Nennspannungen eingefiihrt. Die
Zunahmen der plastischen Verformungen in der Kerbe ergeben sich direkt aus den Zunahmen der
Nennspannungen, unter Anwendung einer entsprechenden Flief- und Verfestigungsregel. Die Verfes-
tigung wird durch die einachsige BauteilflieBkurve gesteuert, die als Eingangsparameter bereitgestellt
werden muss. Die Verformungseigenschaften eines Bauteils werden dhnlich wie die Verformungseigen-
schaften eines anisotropen Werkstoffs mithilfe eines Plastizitdtsmodells beschrieben. Sowohl Lee et al.
[Lee 95] als auch Kottgen et al. [Kott 95b, Kott 95a] haben diesen Ansatz ibernommen und ersetzen
die Nennspannungen durch die elastizitdtstheoretischen Kerbspannungen sowie das anisotrope
FlieBkriterium von Hill durch das isotrope von Mises-FlieSkriterium. Dadurch werden Nachteile
des urspriunglichen anisotropen Ansatzes, wie beispielsweise die mangelnde Beriicksichtigung der
Wechselwirkung zwischen verschiedenen Belastungskomponenten wie Biegung und Normalkraft,
behoben [Kott 95a).

Insbesondere die zwei Ansétze von Kottgen, Barkey und Socie [Kott 95a] werden hier weiterverfolgt.
Dabei handelt es sich um den sogenannten Pseudo-Spannungsansatz (,,pseudo stress approach*)
und den Pseudo-Dehnungsansatz (,,pseudo strain approach®).

Beide Ansétze etablieren zuerst eine Verbindung zwischen den pseudo elastischen und elastisch-
plastischen Gréflen. Dazu wird die StrukturflieBfliche auf der Grundlage der von Mises Flielfunktion
und der Ortlichen elastischen Belastung formuliert. Die Verformungseigenschaften des Bauteils wer-
den anschlieend mithilfe eines inkrementellen Plastizitdtsmodells, das als Strukturmodell bezeichnet
wird, beschrieben. Das Werkstoffverhalten wird durch dasselbe Plastizitdtsmodell dargestellt. Ur-
spriinglich wurde in [K6tt 95a] das Modell von Mréz [Mréz 67, Mréz 69] verwendet, wobei lediglich die
Parameter des Plastizitdtsmodells zwischen dem Struktur- und dem Werkstoffverhalten unterschei-
den. Schon in [Kott 95a] wird angemerkt, dass theoretisch beliebige inkrementelle Plastizitatsmodelle
verwendet werden kénnen. Spéter werden die Ansédtze von Hertel [Hert 03b, Hert 05] und Lang
[Lang 05a, Lang 07, Lang 09] im Zusammenhang mit dem Plastizitdtsmodell von Jiang [Jian 96a]
angewandt.

Sowohl der Pseudo-Spannungsansatz als auch der Pseudo-Dehnungsansatz erfordern das zweimalige
Aufrufen eines Plastizitdtsmodells (des Strukturmodells und des Werkstoffmodells). Es ist also nicht
nur ein Satz Modellparameter zu bestimmen, der das Werkstoffverhalten beschreibt, sondern es
muss auch ein Parametersatz festgelegt werden, der das Strukturverhalten abbildet. In [Lang 05b]
wird eine Optimierungsmethode vorgeschlagen, um die notwendigen Parameter fiir das Jiang Modell
zu bestimmen. In dieser Arbeit werden die beiden Strukturfliefflichenansitze mit dem Ohno/Wang
Modell angewendet. Dadurch reduziert sich der Aufwand bei der Bestimmung der Strukturparameter
erheblich.

Im Folgenden werden die beiden Ansétze beschrieben.

Pseudo-Spannungsansatz

Als Eingabegrofien fiir den Pseudo-Spannungsansatz werden die pseudo Spannungen “o;; aus der
elastizitatstheoretischen Losung nach Gleichung (2.3) verwendet. Diese konnen direkt verwendet
werden, um den Fliebeginn zu berechnen. Unter der Annahme der Giiltigkeit des isotropen
von-Mises-FlieBkriteriums fiir den Werkstoff kann der Beginn des plastischen Flieens mit

o _ 1
[f (Coi))* = 3

(‘Ozw — eayy)Q + (“oyy — eUZZ)2 + (‘022 — 6‘7%‘)2} +3 (eaiy + eaz%z + eaiz) = U%

(2.50)
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direkt ermittelt werden. Dieser Ansatz wird nun erweitert, um das spezifische Verformungsverhalten
von Bauteilen unter allgemeinen mehrachsigen Spannungszustinden in der Kerbe zu beriicksichtigen.
Zunéchst muss ein Modell fiir das zyklische Verformungsverhalten des Werkstoffs unter mehrachsiger,
nichtproportionaler Belastung ausgewahlt werden. Wie bereits erklart, wird das Ohno/Wang Modell
in dieser Arbeit verwendet.

Die Parameter des Plastizitdtsmodells miissen nun so angepasst werden, dass der Zusammenhang
zwischen pseudo Spannungen und den plastischen Kerbdehnungen wiedergegeben wird. Diesen
Zusammenhang liefert die BauteilflieSkurve.

Im Pseudo-Spannungsansatz wird die BauteilflieBkurve mit den lokalen pseudo elastischen Ver-
gleichsspannungen “o, und den realen plastischen Vergleichsdehnungen P! in der Kerbe wie folgt
aufgestellt:

el = f (°oy). (2.51)

Es wird die Vergleichsspannung nach von Mises verwendet. Das an das Strukturverhalten angepasste
Plastizitdtsmodell wird im Folgenden auch als Strukturmodell bezeichnet. Unter Vorgabe des
Zeitverlaufs der pseudo Spannungen wird das Strukturmodell nun integriert. Die Ergebnisse des
Strukturmodells werden anschlielend an das Werkstoffmodell iibergeben.
Da das Strukturverhalten jedoch nach Gleichung (2.51) zwischen plastischen Dehnungen und
pseudo Spannungen definiert ist, folgt nach FlieBbeginn die Ungleichheit zwischen Werkstoff- und
Strukturmodell
e

aﬁl =&y — % 7é Ey — % = eggl. (2'52)
Das bedeutet, die Gesamtdehnung ¢, des Struktur- und Werkstoffmodells kann nicht gleich sein. Die
beiden Modelle sind stattdessen durch die plastischen Dehnungen gekoppelt. Dieser Zusammenhang
ist in Abbildung 2.18 grafisch dargestellt.
Daraus folgt, dass der aus der Integration des Strukturmodells berechnete Zeitverlauf der plasti-

schen Dehnungen Efjl- dem Werkstoffmodell als Input iibergeben wird und nicht der Verlauf der
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Abbildung 2.18: Aufteilung der zyklischen Spannungs-Dehnungs-Kurve und der zyklischen Bauteil-
flieBkurve in elastische und plastische Anteile fiir den Pseudo-Spannungsansatz.
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Gesamtdehnungen. Aus der Integration des Werkstoffmodells ergeben sich die Kerbspannungen und
der elastische Anteil der Kerbdehnungen.
In [Kott 95a] wird der Pseudo-Spannungsansatz in den folgenden fiinf Schritten zusammengefasst:

k

1. Bestimmen der Ubertragungsfaktoren cfj und/oder K7 aus einer linear elastischen FE-Analyse

J
fiir jede auf das Bauteil wirkende Einheitslast L* bzw. definierte Nennspannung S*.

2. Bestimmen der BauteilflieBkurve (eav . sﬁl) aus monotoner Belastung mittels elastisch plas-

tischer FE-Rechnungen, Dehnungsmessung oder geeigneter einachsiger Naherungsformeln.
Daraus werden die Parameter des Strukturmodells bestimmt.

3. Berechnen der Zeitreihe der pseudo Spannungen “o;; (t) mit Gleichung (2.3).

4. Berechnen des lokalen plastischen Kerbdehnungsverlaufs durch Integration des Strukturmodells
mit dem Zeitverlauf der pseudo Spannung und den in Schritt 2 ermittelten Parametern.

5. Berechnen der Kerbspannungen und des elastischen Anteils der Kerbdehnungen durch Integrati-
on des Werkstoffmodells unter Vorgabe der in Schritt 4 ermittelten plastischen Kerbdehnungen.

Schritte 4 und 5 miissen nicht fiir die gesamte Belastungsgeschichte sequenziell durchlaufen werden.
Sie konnen auch fiir jeden Zeitschritt nacheinander ausgefiihrt werden.

Durch die Kopplung des Struktur- und Werkstoffmodells mit plastischen Dehnungen muss eine
weitere Spannungsrandbedingung gesetzt werden, um den hydrostatischen Anteil der Spannungen zu
berechnen. Dazu muss eine weitere Randbedingung fiir den vorliegenden Kerbfall angegeben werden.
In dieser Arbeit wird davon ausgegangen, dass das Versagen von der unbelasteten Bauteiloberfliche
ausgeht. Nach der Definition des Kerbkoordinatensystems aus Abbildung 2.1 kann die zusétzliche
Bedingung

0. =0 = 0 =55+ Sy (2.53)

fiir den vorliegenden ebenen Spannungszustand verwendet werden. In Gleichung (2.53) ist oy = oxi/3
die hydrostatische Spannung und s;; sind die Komponenten des Spannungsdeviators.

Pseudo-Dehnungsansatz

Eine Alternative zum Pseudo-Spannungsansatz stellt der Pseudo-Dehnungsansatz dar. Der Un-
terschied der beiden Verfahren liegt in der Definition des Strukturmodells. Das Strukturmodell
gibt hier den Zusammenhang zwischen pseudo elastischen Kerbdehnungen “e;; und den realen
Kerbspannungen wieder.

Die BauteilflieBkurve ist dann {iber den Zusammenhang der realen Kerbvergleichsspannung und der
pseudo elastischen Kerbvergleichsdehnung

Oy = f (651)) (254)

gegeben. Als Eingabegrofie werden im Pseudo-Dehnungsansatz demnach die Beanspruchungsgeschich-
te der pseudo elastischen Kerbdehnungen “¢;; (¢) verwendet. Diese konnen aus dem Elastizitédtsgesetz
direkt aus den pseudo Spannungen berechnet werden. Die im Strukturmodell berechneten Span-
nungen werden in das Werkstoffmodell gegeben, um die elastisch-plastischen Kerbdehnungen zu
berechnen. Da Struktur- und Werkstoffmodell durch die Spannungen verkniipft sind, wird durch
das Werkstoffmodell nur der plastische Kerbdehnungsanteil berechnet. Dieser Zusammenhang ist in
Abbildung 2.19 grafisch dargestellt.

In [K6tt 95a] wird der Pseudo-Dehnungsansatz in den folgenden fiinf Schritten zusammengefasst:
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1. Bestimmen der Ubertragungsfaktoren cfj und/oder K fj aus einer linear elastischen FE-Analyse
fiir jede auf das Bauteil wirkende Einheitslast L* bzw. definierte Nennspannung S* wie im
Pseudo-Spannungsansatz.

2. Bestimmen der BauteilflieBkurve (o, — ©c,) aus monotoner Belastung.
3. Berechnen der Zeitreihe der pseudo Dehnungen “e;; (¢) aus Gleichung (2.3) und Gleichung (2.4).

4. Berechnen des lokalen plastischen Kerbspannungsverlaufs durch Integration des Strukturmo-
dells mit dem Zeitverlauf der pseudo Dehnungen und den in Schritt 2 ermittelten Parametern.

5. Berechnen der (plastischen) Kerbdehnungen durch Integration des Werkstoffmodells unter
Vorgabe der in Schritt 4 ermittelten Kerbspannungen.
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Abbildung 2.19: Aufteilung der zyklischen Spannungs-Dehnungs-Kurve und der zyklischen Bauteil-
flieBkurve in elastische und plastische Anteile fiir den Pseudo-Dehnungsansatz.

2.3.7. Diskussion inkrementeller Ansatze und StrukturflieBflichenansatze

Kerbnéherungsverfahren bieten sowohl Vor- als auch Nachteile gegeniiber der Simulation der
gesamten Geometrie bei der Untersuchung der lokalen Kerbbeanspruchungen.

Die im Folgenden beschriebenen allgemeinen Nachteile von Kerbndherungsverfahren werden in
[Jian 01] diskutiert.

Ein bedeutender Nachteil ist, dass die fiir das Ermiidungsversagen kritische Stelle eines Bauteils,
insbesondere bei komplexen Geometrien und nichtproportionaler Belastung, im Voraus nicht bekannt
ist. Kerbndherungsverfahren liefern keine Informationen iiber die genaue Lage der kritischen Stelle
und miissen daher moglicherweise auf verschiedene Punkte angewendet werden. In der vorliegenden
Arbeit wurden Kerbndherungsverfahren hauptséichlich zur Bestimmung der lokalen Beanspruchungen
an gekerbten Probengeometrien angewendet. Diese einfachen Geometrien weisen im Gegensatz zu
realen Bauteilen nicht mehrere Kerben auf. Der kritische Knoten wurde immer als derjenige Knoten
definiert, der unter proportionaler Belastung die hochste Vergleichsspannung aufweist. Ein Vorschlag
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fiir die Wahl des Proportionalitdtsverhiltnisses mehrerer angreifender Lasten wird in Abschnitt 5.2.2
gegeben.

FEin weiterer Nachteil besteht darin, dass Kerbnaherungsverfahren Verlagerungen der kritischen
Stelle nach dem Einsetzen der Plastizitét in realen Bauteilen nicht beriicksichtigen kénnen. Ebenso
wenig werden Umlagerungen von Spannungen und Dehnungen im Nettoquerschnitt, z. B. durch
zyklisches Kriechen oder Relaxieren, beriicksichtigt.

Auf der positiven Seite bieten Kerbnéherungsverfahren erhebliche Geschwindigkeitsvorteile im
Vergleich zur FEM. Dies erméglicht meist erst die Beriicksichtigung von Plastizitat auch bei langen
Last-Zeit-Reihen, was mit der FEM nicht effizient umsetzbar ist.

Insgesamt sind Kerbnédherungsverfahren eine wertvolle Option zur Analyse von Kerben in Bauteilen.
Die beiden oben beschriebenen Kerbnaherungsverfahren (inkrementelle Verfahren und Strukturflies3-
flachenansétze) weisen jeweils spezifische Vor- und Nachteile auf.

Inkrementelle Verfahren haben den Vorteil, dass keine zusétzlichen Parameter fiir ein Strukturmodell
benotigt werden, was den Aufwand reduziert und sie fir Situationen mit transientem Werkstoff-
verhalten leichter anwendbar macht. Nachteilig ist hingegen, dass kein allgemeines Verfahren zur
Festlegung von Umkehrpunkten bei nichtproportionaler Beanspruchung vorliegt, was zu numerischen
Ungenauigkeiten fiihrt. Des Weiteren bieten sie keine Moglichkeit zur Anpassung an eine gegebene
Kerbgeometrie, zum Beispiel durch die Wahl einer BauteilflieBkurve.

Strukturfliefflichenansétze sind numerisch stabil, erfordern aber das zweifache Losen eines Plastizi-
tdtsmodells, was zusétzlichen numerischen Aufwand bedeutet. Dariiber hinaus muss ein neuer Satz
Parameter fiir das Strukturmodell bestimmt werden, was bei komplexeren Modellen sehr aufwendig
sein kann. Ein Vorteil von StrukturflieBflachenansétzen ist ihre Anpassungsfahigkeit an gegebene
Kerbgeometrien und Belastungsfille durch die Wahl von BauteilflieBkurven.

Die Wahl zwischen den beiden Ansétzen und die Bewertung ihrer Vor- und Nachteile hdngen
von den spezifischen Anforderungen, dem verfiigharen Wissen {iber das Werkstoffverhalten und
den numerischen Ressourcen ab. Beide Methoden bieten Losungen fiir die Analyse von lokalen
Kerbspannungen und -dehnungen. Ein Vergleich von den Strukturflieflichenansétzen und den
inkrementellen Verfahren folgt in Abschnitt 2.5.

2.4. Erweiterungen der StrukturflieBflachenansatze

In diesem Abschnitt werden verschiedene Aspekte der Weiterentwicklung und Optimierung von
StrukturflieBflichenansétzen behandelt, die einen wesentlichen Beitrag zur verbesserten Bewertung
von Bauteilen mit Kerben leisten konnen.

2.4.1. Integrationsalgorithmus fiir die StrukturflieBflachenansatze

Die Anwendung der Strukturflieflichenansétze beruht im Wesentlichen auf der zweimaligen Inte-
gration eines Plastizitdtsmodells. Es wird ein Integrationsalgorithmus erarbeitet, der die folgenden
Anforderungen erfiillt:

e Fiir den Pseudo-Dehnungsansatz wird ein Algorithmus benétigt, der das inkrementelle Plasti-
zitdtsmodell sowohl unter Vorgabe von Dehnungen als auch unter Vorgabe von Spannungen
16sen kann.

e Fiir den Pseudo-Spannungsansatz wird dariiber hinaus ein Algorithmus benétigt, der das
Plastizitatsmodell unter Vorgabe von plastischen Dehnungen integrieren kann.

e Der Algorithmus muss eine schnelle und stabile Integration des Plastizitdtsmodells gewéahrleis-
ten.
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Eine schnelle und stabile Integration kann vor allem durch die sogenannten ,radial return“ Verfahren
bzw. ,Priadiktor-Korrektor“ Verfahren erreicht werden. Diese beruhen auf der Anwendung des
impliziten Euler Verfahrens. In der Literatur sind einige Umsetzungen dieser Verfahren zu finden
[Orti 85, Orti 86, Simo 86, Simo 91, Hart 93, Dogh 93, Hopp 95, Dogh 95, Chab 96, Hart 98, Koba 02].
In den meisten Féllen werden diese Methoden im Kontext der FEM verwendet und funktionieren
somit nur unter der Vorgabe von Dehnungsinkrementen. Im Folgenden wird sich hauptséchlich an
dem Algorithmus aus [Koba 02] orientiert. Dieser Algorithmus muss allerdings in den folgenden
Punkten erweitert werden:

e Der Algorithmus muss auch unter Vorgabe von Spannungen funktionieren.
e Der Algorithmus muss auch im ebenen Spannungszustand angewendet werden koénnen.

e Der Algorithmus muss auf die Verwendung der kinematischen Verfestigungsregel des Oh-
no/Wang Modells (Gleichung (2.28),Gleichung (2.29)) erweitert werden. In [Koba 02] wird nur
der Sonderfall x* = oo geldst.

Um eine unnétige Anzahl Indizes zu vermeiden, wird im Folgenden auf die Indexnotation verzichtet.
Tensoren zweiter Stufe werden durch fettgedruckte, kleine Buchstaben ausgedriickt (z. B. Span-
nungstensor o = ojje; ® e;). Tensoren vierter Stufe werden durch fettgedruckte, grofie lateinische
Buchstaben ausgedriickt (z. B. Elastizitatstensor C°¢ = Ciinei®ej ®ep® e;). Das Skalarprodukt
zwischen zwei Tensoren wird durch einen Doppelpunkt ausgedriickt (z. B. s : s = s;;s;;). Die
Schreibweise C¢e® = C’fjkleillei ® e; wird verwendet, um die Anwendung eines Tensors vierter Stufe
auf einen Tensor zweiter Stufe darzustellen. Fiir die Umsetzung in Programmcode wurde die Voigt
Notation verwendet. Diese wurde aus [Simo 98] entnommen. Dariiber hinaus wird bei der Herleitung

des Algorithmus eine isotrope Verfestigungsregel der Form

dY = b[Quo — (Y — Yo)] dp (2.55)

nach [Chab 79] verwendet. Hier ist Y der Radius der FlieBflache. Zu Beginn startet der Radius
bei der Fliespannung Y (p = 0) = Yy = op. Die isotrope Verfestigung wurde urspriinglich mit
implementiert, stellte sich allerdings spéter als unwichtig fiir die Lebensdauerprognose heraus.
Alle Parameter der isotropen Verfestigung kénnen fiir die restliche Arbeit als 0 angesehen werden.
Dadurch wird der Integrationsalgorithmus nicht beeinflusst.

Problemdefinition

Das Plastizititsmodell besitzt die Zustandsvariablen o, e, a’,Y. Es werden i = 1, ..., M Backstress-
tensoren a verwendet. Zum Zeitpunkt t,, sind alle GréBen bekannt. Bei einem Lastschritt t,, — tht1
wird entweder ein Spannungsinkrement Ao oder ein Dehnungsinkrement Ae vorgegeben. Die Gréfe
A kennzeichnet dabei die inkrementelle Anderung einer Zustandsvariable. Fiir diesen Lastschritt
missen die neuen Werte der Zustandsvariablen fiir ¢, 11 berechnet werden. Dazu wird das implizite
Euler Verfahren verwendet. Die Gleichungen des Plastizitédtsmodells sind in Gleichung (2.56) bis
Gleichung (2.63) angegeben.

Entweder Vorgabe der Spannungen oder Dehnungen:

0,,=0,+Ac oder e, =¢e,+Ae (2.56)

n+1
Additive Zerlegung der Dehnungen:
Ent+l = 5%—1—1 + 5%—1 (2.57)

Elastizitatsgesetz:
o, =C% (2.58)
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Flieibedingung und effektive Spannung 3:

Brnt1 = Spt1 — py1 mit s =dev (o)

3 (2.59)
Fni1 = \/2 (Bn+1: Bny1) — Y1) =0
Normalentensor an die Flie3fliche:
3 Bn+1
=4/ 2.60
Np41 2 Yn+1 ( )
Plastische Dehnung und assoziierte FlieSregel:
el =&l 4 AP
n+1 n n+1
3 (2.61)
Aefll-i-l = \/;Apn—l-lnn—l-l

Entwicklung der kinematischen Verfestigung:

Q1 = 0, ¢ (Mg — wy 00 40) Apnia

o (et i
w = - n : -
S " ] (262
M .
Ant1 = Z o H
i=1
Entwicklung der isotropen Verfestigung:
Yn+1 =Y, + b {Qoo - (Yn—i-l - %)] Apn—i—l (263)

Elastischer Pradiktor-Schritt und Korrektor-Schritt

Zunéchst wird angenommen, dass wiahrend des Inkrements keine plastische Verformung stattfindet.
Es wird die Giiltigkeit des Elastizitdtsgesetzes angenommen (Pradiktor-Schritt). Anschliefend wird
die FlieBbedingung iiberpriift. Unter Dehnungsvorgabe sieht der Versuchsschritt wie folgt aus:

oy, =C" (em - sfj) . (2.64)

Groflen, die mit einem (...)* markiert sind, représentieren immer Variablen aus dem Pradiktor-
Schritt, die gegebenenfalls angepasst werden miissen. Im Prédiktor-Schritt wird also davon ausge-
gangen, dass wiahrend des Inkrements kein plastisches FlieBen stattfindet Aeﬁﬁrl = 0. Bei Span-
nungssteuerung ist die Versuchsspannung o, , | gleich der tatséchlichen Spannung:

Ol = Onil. (2.65)

Mit der Versuchsspannung wird die FlieSbedingung

el = \/2 (shi1—0m) i (S5 —an) =Yy, mits), | =dev(o ) (2.66)

tiberpriift. Ist F7y,; < 0, finden nur elastische Deformationen innerhalb des Inkrements statt.
Ansonsten kommt der plastische Korrektor-Schritt (radial return).

Wird der Pradiktor-Schritt abgelehnt, miissen bei Dehnungssteuerung die Spannungen korrigiert
werden. Dies passiert mit dem Inkrement der plastischen Dehnung am Ende des Zeitschritts:
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_ e pl pl % e pl
ont1 =0C (sn+1 —eb —Asn+1) =0, 1—-C Aan.

(2.67)

Bei isotroper Elastizitdt und inkompressibler Plastizitét gilt: C'eAsﬁlJrl = 2GAEZZ+I. Die Werkstoft-
konstante G ist der Schubmodul. Unter der Vorgabe von Spannungen entspricht die Versuchsspannung
der realen Spannung am Ende des Zeitschritts. Es miissen dann lediglich die Zustandsvariablen
aktualisiert werden. Der Korrektor wird durch

0 Vorgabe der S
P pQGAsﬁlH . orgabe der Spannungen 7 (2.68)
1 Vorgabe der Dehnungen
Oni1 = 04y — p2GAEY (2.69)

zusammengefasst. Fir die spitere erneute Auswertung der FlieBbedingung wird der Spannungsde-
viator am Ende des Inkrements in Abhéngigkeit der Versuchsspannung gebildet:

Spt1 =dev (opq1) = 8541 — pQGAsf’ZIH. (2.70)

Eine grafische Darstellung des Pradiktor-Korrektor Verfahrens unter Vorgabe von Dehnungen ist
in Abbildung 2.20 veranschaulicht. Zuerst wird ein elastisches Inkrement angenommen. Falls sich
herausstellt, dass diese Annahme nicht zutrifft, werden die Spannungen aus dem Versuchsschritt
radial auf die Fliefliche projiziert. Da hier das implizite Euler Verfahren verwendet wird, sind die
Projektionsrichtung sowie die Lange des Korrektor-Schritts zunédchst unbekannt.

Abbildung 2.20: Schematische Darstellung des Préadiktor-Korrektor Verfahrens unter Vorgabe der
Dehnungen

Elastischer Pradiktor-Schritt im Spezialfall: Dehnungsvorgabe im ESZ

Im ebenen Spannungszustand (ESZ) werden nur 3 Spannungen und 3 Dehnungen bei der algo-
rithmischen Umsetzung gespeichert. Die dritte Normaldehnung (beispielsweise ¢,,) muss nicht
gespeichert werden. Ihr elastischer Anteil kann aus dem Elastizitdtsgesetz und ihr plastischer
Anteil aus der Bedingung silk = 0 bestimmt werden. Bei Vorgabe des Dehnungsinkrements Ae
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ist allerdings nicht bekannt, welcher Anteil elastisch und welcher Anteil des Inkrements plastisch
ist. Zusétzlich steht allerdings die Nebenbedingung Ac,, = 0 zur Verfiigung. Dadurch entsteht
im ebenen Spannungszustand im elastischen Pradiktor-Schritt unter der Vorgabe von Dehnungen
eine Besonderheit. Die folgende Erweiterung des Préadiktor-Schritts wurde in [Dogh 95| eingefiihrt.
Der Korrektor-Schritt wurde an das vorliegende Verfahren angepasst. Es wird dhnlich wie fiir die
Spannung ein Versuchsinkrement Ac?, fiir die unbekannte Dehnungskomponente gebildet. Zunéchst
werden wieder rein elastische Deformationen fiir das gesamte Inkrement angenommen. Aus der
Bedingung des ESZ im Pradiktor-Schritt ergibt sich der Zusammenhang

E
Aoy, = V(Aegy + Aeyy) + (1 —v) Ak, ] =0,
o i—am " w) (1= ¥) A @)
. v
Ael, = — T [Aczy + Agyy]

fiir das Versuchsinkrement Ac},. Werden die tatsédchlichen elastischen Anteile der Dehnungsin-
kremente in Ao, = 0 eingesetzt und zusétzlich noch Gleichung (2.71) verwendet, ldsst sich der
Zusammenhang zwischen dem Dehnungsinkrement Ae,, und dem Versuchsinkrement Ac%, herleiten:

b ! ! I
8o = AT ) (v (Aca = Actl + Acyy = Actt ) + (1= v) (Ae.. - AcL)] =0,
(2.72)
1-2
Ae,, = VAEIZ’IZ + Ael,.
1—v

Gezeigt wurde der Pradiktor-Schritt der Spannungskomponente o,,. Um die komplette Versuchs-
spannung zu erhalten, wird der Pradiktor-Schritt der anderen beiden Normalspannungskomponenten
mit dem Versuchsinkrement der Dehnung Ace?, ausgefiihrt. Hier wird nur exemplarisch die Rechnung
fiir die 0., Komponente gezeigt:

. E ) i i
Aoy, = (+0)(1=2) [V (A, + Aeyy) + (1 — v) Aey,] =

m (Aegggj + VASyy) . (273)

In Gleichung (2.73) wird der Vorteil der Definition von Acj, deutlich. Das Versuchsinkrement
des Spannungstensors entspricht genau Ao}, = C°Ag, 1 in Voigt Notation fiir den ESZ. Das
Versuchsinkrement Aejs; muss bei der algorithmischen Umsetzung nicht explizit berechnet werden.
Der Korrektor-Schritt aus Gleichung (2.67) muss angepasst werden. Im Gegensatz zu Gleichung (2.67)
wurde im Pradiktor-Schritt nicht das gesamte Dehnungsinkrement Ac,, aufgebracht, sondern nur
der Anteil Ac?,. Der Rest des Inkrements muss bei der Korrektur beriicksichtigt werden. Dadurch
entsteht ein zusatzlicher Term im Korrektor:

FEv
1—12
~——

== (K=30)

Ontiaz = Onas + A0h 1 4o — 2GAE, + AePL. (2.74)

In Gleichung (2.74) ist K der Kompressionsmodul. Wird dieselbe Rechnung fiir die beiden anderen
Normalspannungen durchgefiihrt, folgt eine Erweiterung des Korrekturterms:

1—2v 1
1_VA€€Z

Oni1 = 0n + C°Ae — 2GAE?, | + (KT + 2G33)
(2.75)

* 3 1-2v /3
= Ont1 \/;QGAanrlnnJrl + (KT +2Gé3) 11— \/gApn+1nn+1,zz-
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In Gleichung (2.75) ist I = d;je; ® e; der Einheitstensor und d3 = (51'353‘3 — %(5@') e; ® ej eine

HilfsgroBe. Fur die spatere Auswertung der Fliebedingung wird der Spannungsdeviator gebildet:

. 3 3 1- 2w
Spil = Sp4q — \/;2GApn+1nn+1 + \/Q2G63 T ADp1Mng1,22- (2.76)

Die fehlende Komponente der Normalen folgt aus der Bedingung ngx = 0. Die zusétzlichen Terme
im Korrektor-Schritt sind bei der folgenden Herleitung einer Verfahrensfunktion zum Lésen des
Gleichungssystems des impliziten Euler Verfahrens fiir den ebenen Spannungszustand zu beriick-
sichtigen. Da sie allerdings hauptsédchlich bei der Implementierung eine Rolle spielen, wird hier
weiterhin mit der Tensornotation fortgefahren.

Verfahrensvorschrift

Zur Losung des Gleichungssystems des impliziten Euler Verfahrens wird zuerst die effektive Spannung
B = s — o in Bezug auf die Versuchsspannung geschrieben. Dazu wird der Spannungsdeviator aus
Gleichung (2.70) eingesetzt, es folgt:

Br+1 = Sn+1 — Z aiLH
i
, (2.77)
% !
=585 — Z oy, — 2GpAel .
i

Die Verfestigungsregeln, Gleichung (2.62) und Gleichung (2.63), kénnen nun nach den Werten am
Ende des Inkrements aufgelost werden:

o, =0 (a; + clrmnHAan) mit 0, = T v— (2.78)
n-+ n
. 1
YTH-I = I‘n+1 (Yn +0b (Qoo + YO) Apn+1) mit Fn—‘,—l = W (2.79)
n+

Dabei ist die Wichtungsfunktion w’ eine nichtlineare Funktion, die ebenfalls vom Backstressten-
sor am Ende des Zeitschritts abhangt. In diesem Fall lasst sich die Entwicklungsgleichung der
kinematischen Verfestigung Gleichung (2.62) nicht explizit auflésen und muss numerisch gelost
werden. Der Backstresstensor am Ende des Zeitschritts, Gleichung (2.78), wird jetzt in die effektive
Spannung eingesetzt. Zusitzlich werden die Fliefiregel, Gleichung (2.61), und die Fliefiflichennormale,
Gleichung (2.60), eingesetzt:

. . 3G 3 Bt . o
— oF o 01 T 7A o A \/>n 91 1,.0
Br+1 Sn+1 Zz: n+1%n pYn+1 Pnt+18n+1 Pn+1 2Y i1 z@: nt+1C T
Y (sz+1 -2 924—10‘%)
Yor1 + Apnia (3G,0 + \/gZz 9;+1Ci"”i>

Die effektive Spannung aus Gleichung (2.80) kann jetzt in die FlieBbedingung Gleichung (2.59)
eingesetzt werden. Dabei muss am Ende des Zeitschritts die Bedingung F'y, 11 = 0 erfiillt sein:

(2.80)

I3n+1 =

\/% (st — i) « (shpy — 205 0 06h)
Y1+ Appya (3Gp + \/gzi gilﬂcz'ri)

In Gleichung (2.81) wurde mit Y,y gekiirzt. Zusétzlich wird die FlieBspannung am Ende des
Zeitschritts, Y, 11 aus Gleichung (2.79), eingesetzt:

Fry1 = ~1=0 (2.81)
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3( ., o . o
Frp1 = B <5n+1 - ZHZHO‘%) : <3n+1 - Z%Ha%)
i i

2.82)
T (
LY + Tng1b (Qoo + Y0) Appyr + Appg <3GP + \/;Z elrb-i-lcer)]

I
e

Die FlieSbedingung aus Gleichung (2.82) kann jetzt nach Ap,4+1 umgestellt werden. So wird eine
Gleichung zum iterativen Bestimmen von Ap, 1 aufgestellt:

\/% (a1 = i Oha0d) : (shy = 2200 100) — TnaYa
Fhi1b (Qoo + Y0) + <3Gp 4 \/gzl 9%+1Ciri)

Apast = (2.83)

Die GroBen I'y 41 und 67, 41 sind dabei selbst noch Funktionen von Ap,, 1. Gleichung (2.83) stellt
eine skalare, nichtlineare Gleichung dar, mit der das Inkrement der plastischen Bogenldnge berechnet
werden kann. Diese muss numerisch gelést werden. Sobald Ap,,+1 bestimmt ist, kénnen aus Glei-
chung (2.78) und Gleichung (2.79) die Entwicklung der isotropen und kinematischen Verfestigung
bestimmt werden. Die nichtlineare Entwicklungsgleichung der kinematischen Verfestigung muss
dazu numerisch gelost werden. Anschliefend kann aus Gleichung (2.80), Gleichung (2.60) und
Gleichung (2.61) das Inkrement der plastischen Dehnungen berechnet werden. Sobald der plastische
Anteil des Inkrements bekannt ist, kann aus dem Elastizitdtsgesetz entweder die Spannung & ,,11
oder die Gesamtdehnung €,,+1 bestimmt werden. Die Losung des inkrementellen Plastizitdtsmodells
mittels implizitem Euler Verfahren reduziert sich somit auf das Losen einer einzelnen, skalaren,
nichtlinearen Gleichung (2.83).

Losungsalgorithmus

Um Gleichung (2.83) zu lésen, wird eine Fixpunktiteration angewendet. Der Ausgangspunkt dieser
Iteration ist die Annahme, dass 6, ; und I';, ;1 bekannt sind. Fiir den elastischen Versuchsschritt, bei
dem Apy, 41 = 0 angenommen wird, gilt 6}, ,; = I',11 = 1. Anschlielend wird ein neues Inkrement
der plastischen Bogenldnge mithilfe von Gleichung (2.83) bestimmt. Eine neue effektive Spannung
wird anschlieend aus Gleichung (2.80) berechnet, woraus sich direkt die FlieBflichennormale gemifl
Gleichung (2.60) sowie das plastische Dehnungsinkrement geméfl der Fliefiregel in Gleichung (2.61)
ergeben. Im néchsten Schritt werden die kinematische und isotrope Verfestigung aus Gleichung (2.78)
und Gleichung (2.79) bestimmt, wobei die Losung fir die kinematische Verfestigung numerisch
gefunden werden muss. Die gesamte Fixpunktiteration kann durch

Apkh = (Aphs).
% (S:H-l -2 9%+1a%) : (32+1 - Hiﬂa};) ol PR D (2.84)

Fpt1b (Qoo + Y0) + (3Gp + \/gzi 9%+1Cirz‘>

) (Apn-H) = \/

zusammengefasst werden. Die Verfahrensfunktion der Fixpunktiteration wird als ¢ bezeichnet. Der
Laufindex k steht fiir die Anzahl der durchgefiihrten Iterationsschritte. Die Konvergenz der Iteration
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wird mit der Bedingung

k+1
1_ Apn+1

k
Aanrl

< tol (2.85)

gepriift.
Der Algorithmus zum Losen des inkrementellen Plastizitdtsmodells fiir ein gegebenes Inkrement
von t, nach ¢, ist in Abbildung 2.21 dargestellt.

bekannt

P %
Op, €n7 ana Ynypn

<—| On+1 oder €,41 gegeben
init: 07;‘1+17Fn+1 =1

!

0
Fr = | elastisches Update |
>0
v |
Apflj'_% aus (2.84) update 67, 1,41 aus (2.78),(2.79)

update 3,41 aus (2.80)

update o, 1, Y41 aus (2.78),(2.79)

Konvergenz (2.85) -
nein

ja

update Zustandsvariablen

Abbildung 2.21: Flussdiagramm des Algorithmus des radial return Verfahrens

Um die Konvergenzgeschwindigkeit zu erhohen, wurde nach dem Vorschlag aus [Koba 02] Aitken’s
A? Methode implementiert. Aitken’s A? Methode kann allgemein angewendet werden, um die
Konvergenzgeschwindigkeit von Fixpunktiterationen zu beschleunigen. Nach jeder dritten Iteration
wird Ap,4q mit

2
k+1 k
i <Apn+1 - Apn+1)
A% = A +1
Pn+1 Pl ™ T h—1

. k+1=36,09,... (2.86)
D1 — 28p, 1 + Apy
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berechnet. Sollte Ap,+1 > 0 erfiillt sein, wird Ap,+1 anstelle Apflfl fir den aktuellen Iterations-

schritt verwendet.

Losen der nichtlinearen Gleichung der kinematischen Verfestigung

Die Wichtungsfunktion w ., in der Entwicklungsgleichung (2.78) der kinematischen Verfestigung

des Ohno/Wang Modells hingt vom Backstresstensor am Ende des Zeitschrittes ab w;’il =

wfz’il (a:fH) Gleichung (2.78) ldsst sich also nicht explizit auflésen und muss fiir jeden Teilback-

stresstensor numerisch gelést werden. Dazu wird hier das Newtonverfahren verwendet. Zunéchst
wird Gleichung (2.78) umgestellt und das Residuum 7, ; gebildet:

Tai = a;’il (1 + ciw;’ilApfiH) —al, —clrink L ApE . (2.87)
Der Index k steht weiterhin fiir den Iterationsschritt der Fixpunktiteration zum Losen der Flielbe-
dingung. In Gleichung (2.87) sind Ap¥ ; und n¥_; bereits bekannt. Die einzige Unbekannte ist
a;’il. Der Iterationsindex k der Fixpunktiteration wird im Folgenden weggelassen. Stattdessen wird
j als der neue Iterationsindex fiir das Newtonverfahren zum Aktualisieren des Backstresstensors
eingefiihrt. Gleichung (2.87) wird im Newtonverfahren geldst, bis ||rq,|| < tol gilt.

Ausgehend von einem Startwert wird der Teilbackstresstensor des néchsten Iterationsschritts aus

7
8an+1

- . or- .\ "1 .
J+1 i, )
aiﬂu = ani—l - ( - > ’"Zy,i (2.88)
bestimmt. Als Startwert des Newtonverfahrens wird Gleichung (2.78) mit den Werten des aktuellen
Fixpunktiterationsschritts verwendet. Die Ableitung des Residuums nach dem i-ten Teilbackstress-

tensor berechnet sich wie folgt:

8r . . . . 8wl 1
3 7= (14w Apnia) I+ Apnirag g © 3 -
o apq

= klI + ana R ng + kSna @ Npt1
mit ng = oy, / HOL%-HH )
ki =1+ cwy, 1 Apps,

ko = CiApn+1w:'1+1 (Xi - 1) )
i X'
ks = c'Apny1 (W) :

Durch den Term in der Foppl-Klammer (n,4;:n,) in der Entwicklungsgleichung (2.62) der
kinematischen Verfestigung muss fiir die Ableitung der Fall (n,,11 : ns) = 0 unterschieden werden.
Dann gilt k1 = 1 und k3 = ks = 0. Die Ableitung des Residuums kann weiterhin analytisch invertiert
werden:

(2.89)

( o >_1_1I_ o Mo @ MNa — i Ne®n
aaiﬂd ki k1 (k1 + k2 + k3nng1 : na) “ “ ok (k1 + ko2 + ksnpg1 - ng) a nt1”
(2.90)

Beweis der Konvergenz

Hier soll gezeigt werden, dass die Verfahrensvorschrift aus Gleichung (2.84) gegen einen Fixpunkt
konvergiert. Gesucht wird der Fixpunkt a = ¢ (a) mit a = klim 1) (Apfl +1)' Dazu wird gezeigt,
—00
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dass der Abstand zwischen zwei aufeinanderfolgenden Iterationen stetig abnimmt. Also dass die
Verfahrensfunktion die Lipschitz Bedingung

‘Apf:&-ll Apn+1’ <L ’Apn-i-l Apn-i—l‘ (2.91)
erfillt, wobei L eine Lipschitz Konstante darstellt. Durch weiteres Einsetzen der Verfahrensvorschrift
folgt:

‘¢(AP§L+1) - ¢(Apn+1 ’ <L ’Aanrl Apn-i—l‘
<L ‘Gf) Apn+1) d)(Aanrl)‘ (2.92)
- < Lk ‘Apn—&—l - Apn—s—l} :
Die Iteration konvergiert, wenn eine Konstante L gefunden werden kann, fir die 0 < L < 1 gilt.
Gleichung (2.92) wird weiter umgeschrieben:
|06 (Apn+1)| < L|0App11] . (2.93)

Das Symbol §() bezeichnet die Variation (Anderung) einer Gréle bei einer Erhéhung der Iterations-
variable k um 1. Jetzt muss L gefunden werden. Dazu werden die Variationen berechnet. In der
Verfahrensvorschrift aus Gleichung (2.84) veréndern sich 67, | sowie I'y,41 withrend der Iteration.
Zur Abschitzung des Betrags, wird die Dreiecksungleichung verwendet, es folgt:

3

=1

00 s

5Fn+1 80
n+1

156 (Apast)] < \ (2.04)

i1

Nun miissen die einzelnen Anteile bestimmt und abgeschétzt werden. Zunéchst wird der Anteil
der kinematischen Verfestigung berechnet. Dazu wird die Ableitung nach 9; 41 gebildet. Es wird
ausgenutzt, dass aus Gleichung (2.80) folgt, dass der Term (s —> .0 +1a ) geteilt durch die

eigene Norm der Normalen n, 1 am Ende des Zeitschritts entsprlcht. Die Ableitung ergibt sich wie
folgt:

8¢ _ _\/§ Np41 t aiz + Apn_,_lci'ri (2 95)
Wt V200 1b Qe+ Y0) + (3G + /3560, 10iri)

Die Variation der Variable §¢ h1 folgt aus Gleichung (2.78) und ldsst sich durch

60L 1 = —02 ,c'0ApL 1 mit Apl . =wh 1 Appia (2.96)

ausdriicken. Der Anteil der kinematischen Verfestigung kann nun aus Gleichung (2.95) und Glei-

chung (2.96) berechnet werden. Dabei wird der Zusammenhang \/gAan = AeP! : n, ., ausgenutzt.
Zusammen mit der Evolutionsgleichung (2.78) fiir den Backstresstensor folgt:

8¢ i c en—‘,-lnn-i-l ' +1 i
n+l = \/> ) 0Apy .- (2.97)

80;“ Lhi1b (Qoo + Yo) + (3Gp+ \[Z] ) n+1c]rj

Nun wird der Anteil der isotropen Verfestigung berechnet. Die Variation der Variable I',, ;1 folgt
aus Gleichung (2.79) und ergibt:

0T ni1 = —T2, b6 Apy41. (2.98)
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Bei Bildung der Ableitung der Verfahrensvorschrift ¢ nach I'y, 11 kann wieder die Evolutionsgleichung
fir isotrope Verfestigung aus Gleichung (2.79) ausgenutzt werden. Der gesamte Anteil der isotropen
Verfestigung berechnet sich mit:

9¢
aI‘n-i-l

Fpy1bY i
rg1b (Qoo + Yo) + <3GP + \/%Z]]V; Giﬂcjrj)

Jetzt konnen die Anteile der kinematischen Verfestigung aus Gleichung (2.97) und der isotropen
Verfestigung aus Gleichung (2.99) in die Ausgangsgleichung (2.94) eingesetzt werden. Es folgt:

= STpy1 = §APpi1. (2.99)

el ‘\/gciezﬁﬂnnﬂ : aZ}L+15AP2+1‘ + [Tn10Y 1416 Apnt1]

L1 (Qoo + Y0) + (3Gp + \[Z 31+1C]7“])

06 (Appy1)| < (2.100)

Nun miissen die einzelnen Anteile, angefangen mit der Variation von Ap?, 11, abgeschatzt werden.
Zunachst wird betrachtet, wie sich ein Teilbackstresstensor wahrend eines Iterationsschritts verdndert.
Es wird die Variation von Gleichung (2.78) gebildet:

Sady =00, [ciriAanénnH + Ny 10AD 1 — ciafH_I(SApiLH] . (2.101)

Die Wichtungsfunktion w’ ist stets kleiner oder gleich 1, w® < 1. Um Ratchetting realistisch zu
berechnen, kann deshalb davon ausgegangen werden, dass die Ungleichung 0 < dp’ < dp erfiillt
ist. Daraus folgt die Forderung, dass der Anteil der dynamischen Erholung (dynamic recovery
Term) in der Entwicklungsgleichung (2.62) der kinematischen Verfestigung nicht grofler als der
Verfestigungsterm (strain hardening Term) werden kann. Wird nun der Anteil der Variation des
Backstresstensors in die Normalenrichtung n,4+1 (Richtung in der nach Gleichung (2.62) strain
hardening stattfindet) untersucht, so ergibt sich mit den Bedingungen m,i1 : m,4; = 1 und
5nn+1 tMNp41 = 0:

(5a;+1 P Mg = thq Ao App — ciaf;b+1 : nn+15Apf1+1 . (2.102)

strain hardening Anteil dynamic recovery Anteil

Wenn nun der dynamic recovery Anteil nicht groler sein kann als der strain hardening Anteil, ergibt
sich die Ungleichung

cal g iy 10Aph < TS Appt. (2.103)

Die isotrope Verfestigung kann {iber den Grenzwert ihrer Entwicklungsgleichung abgeschétzt werden:

Yt < Yo + Qoo (2.104)

Die beiden Abschétzungen aus Gleichung (2.103) und Gleichung (2.104) kénnen in Gleichung (2.100)
eingesetzt werden. Ebenfalls gilt fiir die Modellparameter c*,r*,b, Q, 0}, +1,I‘n+1, > 0. Auf die
Betragsbildung kann also verzichtet werden. Es folgt:

Zz /50 + Tpg1b (Qoo + Yo)
r1b (Qoo + Yo) + (3GP + \/ng]Vil 931+1Cj7“j)

Die gesuchte Konstante L ergibt sich durch einen Vergleich zwischen Gleichung (2.93) und Glei-
chung (2.105) z

00 (Apn+1)] < 02D, 11] - (2.105)
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le\i §Ci7’i9il + Int1b (Qoo + Y0)
I 1v? + (2.106)

Ppy1b Qoo + Y0) + <3Gp + \/gzﬁ; ef;bﬂcjrj)

L > 0 ist immer erfiillt. Fiir die Integration unter Dehnungsvorgabe (p = 1) ist ersichtlich, dass

L<1 (2.107)

gilt. Die Verfahrensvorschrift konvergiert also unbedingt gegen einen Fixpunkt. Im Fall der Integration
unter Spannungsvorgabe (p = 0) gilt

L=1. (2.108)

Die Verfahrensvorschrift konvergiert also nur bedingt gegen einen Fixpunkt. Unter Vorgabe der
Spannungen war keine unbedingt stabile Integration zu erwarten. Dies hdngt mit dem Spannungs-
grenzwert des verwendeten Ohno/Wang Modells zusammen. Groere Spannungen als 0,0z, Modell
kénnen vom Modell nicht dargestellt werden. Die vorgegebenen Spannungen kénnen allerdings
theoretisch beliebig grof} sein. Es muss eine Bedingung gefunden werden, die eine stabile Integration
des Plastizitdtsmodells unter Spannungsvorgabe garantiert. Die vom Plastizitdtsmodell maximal
berechenbare (Vergleichs)Spannung ist durch die Modellparameter mit

M
3 .
Omaz,Modell = Yo+ Qoo + \/g g rt (2109)
=1

gegeben. Werden die Abschitzungen aus Gleichung (2.103) und Gleichung (2.104) betrachtet, so
gelten die Fille Y11 = Qoo + Yo und ciafﬂ_l : nn+15Ap£H_1 = r'6 Ap,41 nur dann, wenn sowohl
die isotrope als auch die kinematische Verfestigung ihren Grenzwert erreicht haben. Wird nun
gefordert, dass die maximal vorgegebene Vergleichsspannung kleiner ist als die vom Modell maximal
ertragbare Spannung, gilt entweder Y, 11 < Qo + Yy oder ciaiLH : nn+15ApiL+1 < ' App11 oder
beides. Dadurch kann auch unter Spannungssteuerung L < 1 und somit eine stabile Integration
garantiert werden. Die im Grunde logische Forderung, dass nur Spannungen vorgegeben werden, die
innerhalb der Modellgrenzen liegen, lasst sich durch

M
3 .
Omaz,Vorgabe < Omaz,Modell = Yo+ Qoo + \/; g '’ (2.110)
=1

in Abhéangigkeit der Modellparameter darstellen. Thre Giiltigkeit ist vor der Integration zu priifen.
Falls sie nicht erfiillt ist, missen die Parameter des Plastizitdtsmodells angepasst werden. Eine
weitere Schlussfolgerung dieses Ergebnisses ist, dass eine Integration unter Dehnungsvorgabe we-
niger Iterationsschritte bendtigt als eine Integration unter Spannungsvorgabe. Auflerdem kann
gefolgert werden, dass mehr Iterationsschritte benétigt werden, wenn sich isotrope und kinematische
Verfestigung ihrem Grenzwert néhern.

Im Folgenden wird das Ohno/Wang Modell einmal unter Vorgabe der Spannungen und einmal
unter Vorgabe der Dehnungen integriert. Dazu wurden exemplarisch die in Tabelle 2.1 angegebenen
Parameter verwendet. Diese wurden an die aus der FKM-Richtlinie Nichtlinear abgeschatzte zyklische
Spannungs-Dehnungs-Kurve fiir einen Stahl mit Zugfestigkeit R,, = 680 MPa angepasst.
Abbildung 2.22 zeigt die berechneten Fliekurven in Vergleichsspannungen. Es wurden jeweils drei
FlieBkurven mit 3, 10 und 100 Inkrementen erzeugt. Auch mit sehr groBen Schrittweiten (3 Inkremen-
ten) konnen die FlieBkurven noch in guter Naherung zur feineren Diskretisierung (100 Inkremente)
beschrieben werden. Ebenfalls in Abbildung 2.22 dargestellt ist die Anzahl der Iterationsschritte

bis zur Konvergenz. Als Konvergenzkriterium wurde hier |1 — Apﬁ 41/ Apfg_% < 10™* verwendet.
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elastisch FE =206 GPa, v =0.3, op = 145.9 MPa
M=5 Ohno/Wang

i J; i Y

1 46215 15.8 5.0

2 7574 54.3 5.0

3 1241 76.2 5.0

4 203 106.8 5.0

5 33 194.5 5.0

Tabelle 2.1: Parameter des Ohno/Wang Modells

Dargestellt ist das Konvergenzverhalten der FlieSkurven, die durch drei Lastinkremente berechnet
wurden. Zusammen mit dem Ursprung wird die FlieBkurve also nur durch n = 1,...,4 Spannungs-
Dehnungs-Paare angendhert. Wie zu erwarten benotigt die Integration unter Dehnungsvorgabe
weniger Iterationsschritte bis zur Konvergenz als die Integration unter Vorgabe der Spannungen.
Unter Spannungsvorgabe ist ebenfalls auffillig, dass mit steigender Spannung mehr Iterationen
bis zur Konvergenz benétigt werden. Dazu kénnen z. B. n = 2 und n = 4 verglichen werden.
Ebenfalls deutlich wird, dass Aitken’s A? Verfahren die Anzahl der Iterationsschritte vor allem bei
Spannungsvorgabe deutlich reduziert.
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Abbildung 2.22: FlieBkurven und Anzahl der Iterationsschritte bis zur Konvergenz der Fixpunktite-
ration erzeugt mit dem Ohno/Wang Modell fiir verschiedene Inkrementgréfien (a)
bei Dehnungsvorgabe und (b) bei Spannungsvorgabe
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2.4.1.1. Algorithmus fiir den Pseudo-Dehnungsansatz

Der Pseudo-Dehnungsansatz benéotigt die zweimalige Integration des Ohno/Wang Modells. Die erste
Integration erfolgt durch Vorgabe der pseudo Dehnungen €e (¢). Daraus werden die Kerbspannungen
o (t) berechnet. Die Kerbspannungen werden anschliefend als Eingabe der zweiten Integration
verwendet, um die Kerbdehnungen € () zu ermitteln. Der in Abschnitt 2.4.1 beschriebene Algorith-
mus kann direkt zweimal hintereinander aufgerufen werden. Dabei werden dem Plastizitatsmodell
lediglich verschiedene Parameter vorgegeben.

Der Algorithmus, mit dem der Pseudo-Dehnungsansatz unter Vorgabe der Zeitreihe der dufleren
Lasten L (t) und der Proportionalitdtsfaktoren ¢ angewandt wird, ist in Abbildung 2.23 dargestellt.
Die Integration des Struktur- und Werkstoffmodells muss dabei nicht fiir die gesamte Last-Zeit-Reihe
sequenziell erfolgen. Es ist auch moglich, in jedem Zeitschritt zuerst das Struktur- und anschlieflend
das Werkstoffmodell zu 16sen.

Ein entscheidender Faktor fiir die Genauigkeit des Pseudo-Dehnungsansatzes ist die Auswahl der
Strukturparameter. Die Parameter des Strukturmodells werden mithilfe der BauteilflieBkurve be-
stimmt. Die Parameter, die das stabile Werkstoffverhalten modellieren (ci und ri), konnen gemaf
dem in Abschnitt 2.3.3 beschriebenen Verfahren ermittelt werden. In Abschnitt 2.4.2 wird auf eine
Besonderheit hinsichtlich der Bestimmung der BauteilflieBkurven bei Verwendung von Kerbnéhe-
rungsverfahren hingewiesen. Sollte nichtproportionale Verfestigung berticksichtigt werden, kénnen
die Parameter an eine, mit dem Verfahren von Socie und Marquis aus Gleichung (2.37) modifizierte,

Vorgabe: L* (t),c*
L(t)

Superposition
‘o (t) = Sy ¢ I (1)
e(t) = (C°) ‘o (1)

‘e (t) Vorgabe der Parameter

des Strukt dell
Integration des Strukturmodells esa FHEMHTIROAENS

unter Dehnungsvorgabe mit dem
Algorithmus aus Abbildung 2.21

o(t)

Vorgabe der Parameter

d kstoffmodell
Integration des Werkstoffmodells e C\;Ver STOTHHOCETS

unter Spannungsvorgabe mit dem
Algorithmus aus Abbildung 2.21

Ausgabe:
e(t), o (1)

Abbildung 2.23: Flussdiagramm des Pseudo-Dehnungsansatzes



Abschnitt 2.4. Erweiterungen der Strukturflieflichenansétze 51

FlieBkurve angepasst werden. Ein Vorschlag, wie die Parameter x* zur Modellierung von transientem
Werkstoffverhalten ermittelt werden kénnen, ist in Abschnitt 2.5.3 zu finden.

Dariiber hinaus muss fiir die Kompatibilitdt zwischen Struktur- und Werkstoffmodell auf zwei Dinge
geachtet werden. Zum einen werden die Spannungen aus dem Strukturmodell als Eingabe fiir das
Werkstoffmodell verwendet. Aus diesem Grund sollte darauf geachtet werden, dass die maximal
ertragbare Spannung des Strukturmodells 0,4, sv niedriger als die maximal ertragbare Spannung
des Werkstoffmodells 0,2, W ist:

Omaz,SM < Omaz,WM- (2111)

Dadurch ist die Bedingung aus Gleichung (2.110) automatisch erfiillt und es entstehen keine
Konvergenzprobleme bei der Integration des Werkstoffmodells. Zum anderen sollte Flieflen im
Struktur- und Werkstoffmodell zum gleichen Zeitpunkt beginnen. Die Gréfle des elastischen Bereichs
ist in beiden Modellen identisch. Das heifit, beide Modelle besitzen die gleiche Flielspannung:

Y =Y. (2.112)

Die Parameter sowie die Zustandsvariablen des Strukturmodells erhalten hier, in Anlehnung an die
Bezeichnung von pseudo Spannungen und pseudo Dehnungen, einen linksseitigen Index e.

2.4.1.2. Algorithmus fiir den Pseudo-Spannungsansatz

Der Pseudo-Spannungsansatz benotigt die zweimalige Integration des Ohno/Wang Modells. Die erste
Integration erfolgt durch Vorgabe der pseudo Spannungen o (t). Daraus werden die plastischen
Kerbdehnungen e?! () berechnet. Die plastischen Kerbdehnungen werden anschlieBend als Eingabe
der zweiten Integration verwendet, um die Kerbspannungen o (t) zu ermitteln. Wie eine Integration
unter Vorgabe der plastischen Kerbdehungen erfolgt, wird im Folgenden erklart. Alle inneren
Variablen und Modellparameter des Strukturmodells werden, wie die pseudo Spannungen, durch einen
linksseitigen Index e gekennzeichnet. Das Struktur- und Werkstoffmodell im Pseudo-Spannungsansatz
sind tiber die plastischen Dehnungen gekoppelt. Es kann der Zusammenhang

A%ePl = AeP!

3 3 (2.113)
CApR =/ 2A
e

fiir das Inkrement der plastischen Dehnung im Struktur- und Werkstoffmodell hergestellt werden. Fiir
die hier verwendeten ,strain hardening* Modelle ist aus der Definition der plastischen Bogenlénge
ebenfalls direkt ersichtlich, dass A°p = /2/3AePl : AePt = Ap gilt. Wird die Flieiregel aus
Gleichung (2.113) betrachtet, wird ebenfalls klar, dass beide Modelle zu jedem Zeitpunkt die
gleiche Fliefiflachennormale ®n = n besitzen. Daraus ergibt sich bei Anwendung des ,radial return®
Verfahrens der grofie numerische Vorteil, dass bereits vor dem Korrektor-Schritt die Richtung
und Lénge des Korrekturterms bekannt sind. Auf eine Integration des Werkstoffmodells durch
Iteration kann dadurch effektiv verzichtet werden. Es sind lediglich die Entwicklungsgleichungen der
isotropen und kinematischen Verfestigung zu l6sen. Dies erfolgt durch Losen der Gleichung (2.78)
und der Gleichung (2.79). Wobei Gleichung (2.78) wieder numerisch gelost wird. Sind alle inneren
Variablen bekannt, muss noch der neue Spannungszustand bestimmt werden. Der deviatorische
Anteil der Spannungen kann aus der Bedingung ¢n = n hergeleitet werden. Durch Einsetzen der
FlieBflichennormalen aus Gleichung (2.60) folgt der Zusammenhang:

Y
s:a+§(es—ea). (2.114)

Das heifit, der Spannungsdeviator berechnet sich aus der aktuellen Lage der Fliefiflichen und der mit
dem Verhéltnis der FlieBflichenradien skalierten effektiven Spannung des Strukturmodells. Um den
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pseudo Spannungsraum Spannungsraum
des Strukturmodells des Werkstoffmodells

Abbildung 2.24: Kopplung des Struktur- und Werkstoffmodells im Pseudo-Spannungsansatz

hydrostatischen Anteil der Spannungen zu berechnen, wird eine zuséitzliche Randbedingung benotigt.
Hier wird Gleichung (2.53) verwendet. Die Kopplung zwischen Struktur- und Werkstoffmodell ist
schematisch in Abbildung 2.24 dargestellt.

Durch das Wegfallen der Iteration einer Verfahrensvorschrift im Werkstoffmodell, Gleichung (2.84),
wird ein erheblicher Geschwindigkeitsvorteil erreicht. Mit Ausnahme der Losung der Entwicklungs-
gleichung der kinematischen Verfestigung muss keine Gleichung numerisch gelést werden. Auch die
Gleichung der kinematischen Verfestigung muss nicht in jedem Iterationsschritt, sondern nur ein ein-
ziges Mal gel6st werden. Eine dhnliche Kopplung zwischen Werkstoff- und Strukturmodell wird von
Lang [Lang 05a], allerdings in Zusammenhang mit einer expliziten Integration des Plastizitdtsmodells
von Jiang [Jian 96a], vorgeschlagen.

Der Algorithmus, mit dem der Pseudo-Spannungsansatz unter Vorgabe der Zeitreihe der dufleren
Lasten L (t) und der Proportionalitidtsfaktoren ¢ angewandt wird, ist in Abbildung 2.25 dargestellt.
Die Integration des Struktur- und Werkstoffmodells muss dabei nicht fiir die gesamte Last-Zeitreihe
sequenziell erfolgen. Es ist auch moglich, in jedem Zeitschritt zuerst das Struktur- und anschlieflend
das Werkstoffmodell zu l6sen.

Beim Pseudo-Spannungsansatz ist die Wahl der Parameter des Strukturmodells wichtig fiir die
Genauigkeit des Verfahrens. Die Parameter des Strukturmodells, einschliellich derjenigen zur
Modellierung des stabilen Werkstoffverhaltens (¢! und 7%), werden anhand der BauteilflieBkurve
bestimmt. Im Falle der Beriicksichtigung nichtproportionaler Verfestigung kénnen die Parameter
an eine modifizierte FlieSkurve angepasst werden, wie es in Gleichung (2.37) mit dem Verfahren
von Socie und Marquis beschrieben ist. Dariiber hinaus bietet Abschnitt 2.5.3 einen Vorschlag zur
Ermittlung der Parameter ¢y’ zur Modellierung des transienten Werkstoffverhaltens.

Um die Kompatibilitdt zwischen Struktur- und Werkstoffmodell zu gewéhrleisten, muss Flielen
in beiden Modellen zum gleichen Zeitpunkt auftreten. Dafiir muss der Startradius der Fliefifliche
beider Modelle gleich sein €Yy = Y.

Da hier das Strukturmodell unter Spannungsvorgabe geldst wird, muss die maximale Spannung
des Strukturmodells ¢4, 50 grofer sein als die maximale Vergleichsspannung der vorgegebenen
Lastfolge. Wird

M
3 .
eUmax,Vorgabe < eUmaa:,SM = 61/0 + ero + \/; E “r’ (2115)
i=1

durch die Parameter des Strukturmodells erfiillt, ist eine stabile Integration gewahrleistet.
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Ausgabe:
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Abbildung 2.25: Flussdiagramm des Pseudo-Spannungsansatzes

2.4.2. BauteilflieBkurven aus Kerbnaherungsverfahren mit Sternterm

Die Genauigkeit der StrukturflieBflichenansétze hingt zu einem grofien Teil von der BauteilflieBkurve
(BFK) ab. Diese lasst sich auf drei Arten bestimmen:

1. Kerbdehnungsmessungen
2. monotone, elastisch-plastische FE-Rechnungen
3. einachsige Kerbndherungsverfahren

Kerbdehnungsmessungen sind in der Praxis selbst fiir einfache Probengeometrien sehr aufwendig
und teuer. Fir die praktische Anwendung ist diese Methode wenig rentabel. Auch weil selbst
mit gemessenen Kerbdehnungen ein Werkstoffmodell verwendet werden miisste, um numerisch
die fiir den Pseudo-Spannungsansatz benoétigten plastischen Kerbdehnungen oder die fiir den
Pseudo-Dehnungsansatz benétigten Kerbspannungen zu berechnen.

Die deutlich einfacheren Méglichkeiten sind die monotone, elastisch-plastische FE-Rechnung oder
eines der Kerbnaherungsverfahren aus Abschnitt 2.2. In der Literatur [Hert 03b, Hert 05, Fira 11,
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Hert 16] werden meistens die klassische Neuber-Methode [Neub 61] oder FE-Rechnungen verwendet
[Kott 95a]. Unter Anwendung einachsiger Kerbndherungsverfahren ist eine deutliche Verbesserung
der Ergebnisse zu erwarten, wenn anstelle der klassischen Neuber-Regel eine Erweiterung nach
Seeger/Heuler [Seeg 80] oder Seeger/Beste [Seeg 77| verwendet wird. Dies gilt vor allem fiir mild
gekerbte Bauteile und hohe Belastungen. Auch im Hinblick auf eine mogliche Anbindung an
Bemessungsrichtlinien ist eine Verwendung von Seeger /Heuler [Seeg80] oder Seeger/Beste [Seeg 77|
wiinschenswert, da beide Verfahren bereits in der FKM-Richtlinie Nichtlinear [Fied 19] verwendet
werden.

Die Kerbndherungsverfahren liefern einen Zusammenhang zwischen den pseudo elastischen und
elastisch-plastischen Beanspruchungen in der Kerbe. Wie die Parameter des Ohno/Wang Modells
an eine gegebene Fliefkurve angepasst werden kénnen, wurde in Abschnitt 2.3.3 erldutert. Ob es
sich bei der gegebenen FlieBkurve um eine BauteilflieBkurve oder um eine FlieBkurve des Werkstoffs
handelt, spielt dabei keine Rolle. Zum Parametrisieren der Strukturmodelle wird der Verlauf des
plastischen Tangentenmoduls der BauteilflieBkurve benétigt.

Im Folgenden sollen Besonderheiten erldutert werden, die sich ergeben, wenn BauteilflieSkurven aus
Kerbnéherungsverfahren mit Sternterm berechnet werden. Der Sternterm bezeichnet in den Verfahren
nach Seeger/Heuler [Seeg 80] und Seeger/Beste [Seeg 77] einen zusétzlichen Faktor, der das Auftreten
von plastischen Zustdnden im Nennquerschnitt beriicksichtigt. Die Verfahren besitzen die generelle
Form € = F(o,%0,...)- Ee*/S*. Die Funktion F(c,0,...) beschreibt das Naherungsverfahren. Der
Term Ee*/S* wird als Sternterm bezeichnet.

Im Pseudo-Spannungsansatz ist die BauteilflieBkurve direkt als der Zusammenhang zwischen
plastischen Kerbdehnungen und pseudo Spannungen, Gleichung (2.51), definiert. Diese Fliekurve
kann direkt verwendet werden, um die Parameter fiir das Strukturmodell zu bestimmen.

Fiir den Pseudo-Dehnungsansatz ist es notwendig, zunéchst einmal gegen die Intuition plastische
Anteile der pseudo elastischen Dehnung zu definieren. Da die Bauteilfliefkurve iiber den Zusammen-
hang zwischen Spannungen und pseudo Kerbdehnungen definiert ist, konnen elastische Anteile aus
dem Hookeschen Gesetz bestimmt werden ¢c® = ¢/E. Der plastische Anteil wird dann aus

ecpl _eo _eel _e. T (2.116)

berechnet. Die Definition des plastischen Anteils der pseudo Dehnungen kann auch Abbildung 2.19
entnommen werden.

In Abbildung 2.26 sind beispielhaft die BauteilflieBkurven fiir beide Strukturflieflichenansétze
dargestellt, die sich nach der Neuber-Methode und dem Verfahren nach Seeger/Heuler ergeben.
Zur besseren Veranschaulichung ist auch die FlieBkurve des Werkstoffs in der Abbildung enthalten.
Dariiber hinaus wird der Verlauf des plastischen Tangentenmoduls fiir jede der Kerbndherungsme-
thoden und fiir den Werkstoff in der Abbildung gezeigt. Die FlieSkurven sind beispielhaft fiir einen
Stahl (R, = 541 MPa) mit nach FKM-Richtlinie Nichtlinear abgeschétzten Werkstoffkennwerten
und einer Traglastformzahl K, = 2 erzeugt.

Zu erkennen ist, dass fiir alle FlieBkurven, auBer fiir die BFK nach Seeger/Heuler im Pseudo-
Dehnungsansatz, die plastischen Tangentenmoduln streng monoton fallen. Werden Bauteilfliefkurven
fir den Pseudo-Dehnungsansatz mit Kerbndherungsmethoden mit Sternterm berechnet, kénnen
solche konvexen Bereiche in der Fliefkurve (Bereiche mit steigende plastische Tangentenmoduln)
auftreten. Dieses Verhalten fiihrt zu Problemen bei der Parametrisierung der Strukturmodelle im
Pseudo-Dehnungsansatz.

Eine Erkldrung liefert der Verlauf des Sternterms iiber die elastische Losung, dargestellt in Ab-
bildung 2.27a. Im Verfahren nach Seeger/Heuler kann der Sternterm als Verhéltnis der totalen
Verzerrungsenergiedichte der Losungen aus der Neuber- und der Seeger/Heuler-Methode verstanden
werden:
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Abbildung 2.26: BauteilflieBkurven der StrukturflieBflichenansitze berechnet aus der Neuber-
Methode und dem Verfahren nach Seeger/Heuler fiir (a) den Pseudo-
Spannungsansatz und (b) den Pseudo-Dehnungsansatz. Ebenfalls dargestellt ist
der Verlauf des plastischen Tangentenmoduls.
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Die totale Verzerrungsenergiedichte (o - €) kann im Spannungs-Dehnungs-Diagramm als Rechteck
dargestellt werden. Dieser Zusammenhang ist iber die Flacheninhalte der Rechtecke in Abbil-
dung 2.27b veranschaulicht. Durch den schnellen Anstieg des Sternterm steigen die ermittelten
lokalen elastisch-plastischen Losungen aus dem Seeger/Heuler-Verfahren ebenfalls schnell an. Im
Pseudo-Spannungsansatz ist dies kein Problem, da hier die plastischen Kerbdehnungen nur immer
schneller wachsen. Im Pseudo-Dehnungsansatz wird allerdings ein Punkt erreicht, an dem der
zusétzliche Spannungsanstieg durch den Sternterm zu steigenden Tangentenmoduln fiihrt.
Das Plastizitdtsmodell von Ohno/Wang kann nur abflachende FlieSSkurven (d. h. monoton fallende
plast. Tangentenmoduln) darstellen. Wird zur Parametrisierung das in Abschnitt 2.3.3 vorgestellte
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Abbildung 2.27: (a) Verlauf des Sternterm Fe*/S* tiber die pseudo Kerbdehnungen. (b) Vergleich
der Neuber-Methode und der Naherungsmethode nach Seeger/Heuler
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Verfahren verwendet, so wird aus Gleichung (2.32) deutlich, dass fiir den Fall H* < H**! ein
negativer Grenzradius r* fiir den k—ten Backstresstensor afj berechnet werden wiirde. Um dieses
Problem zu umgehen, erfolgt ab dem Zeitpunkt, an dem die plastischen Tangentenmoduln ansteigen,
eine lineare Approximation der Kurve. Hierzu gibt es einige Moglichkeiten. Nahe liegend wére es, den
restlichen Kurvenverlauf méglichst genau anzundhern, d. h. Abstédnde zwischen originaler Kurve und
linearisierter Kurve zu minimieren. In der vorliegenden Arbeit wurde sich allerdings dafiir entschieden,
den Verlauf bis zu einer vorzugebenden maximalen Spannung durch eine Gerade anzundhern. Das
hat den Vorteil, dass die maximal ertragbare Spannung des Strukturmodells exakt gesteuert werden
kann. Diese maximal ertragbare Spannung wird hoher gewédhlt als die Maximalspannung des
Werkstoffmodells. Da die Spannungen, die durch das Strukturmodell berechnet werden, fiir die
Integration des Werkstoffmodells verwendet werden, verhindert dies, dass die Berechnung aufgrund
von Schwierigkeiten bei der Konvergenz des Werkstoffmodells abgebrochen wird. Diese Art der
Linearisierung ist in Abbildung 2.28 gezeigt. Die BauteilflieBkurve fiir den Pseudo-Dehnungsansatz,
berechnet aus der Neuber-Methode, kann ohne Anpassungen direkt verwendet werden, um die
Parameter des Strukturmodells zu bestimmen. Gleiches gilt fiir die BauteilflieBkurven des Pseudo-
Spannungsansatzes, unabhéngig von der verwendeten einachsigen Kerbnédherungsmethode.
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Abbildung 2.28: Linearisierte BFK fiir den Pseudo-Dehnungsansatz

2.4.3. Beriicksichtigung von oberflaichennahen Eigenspannungen und -dehnungen

Die Beriicksichtigung von Eigenspannungen und Eigendehnungen im Ermiidungsfestigkeitsnachweis
ist wichtig, da sie die tatsdchliche lokale Beanspruchung eines Bauteils beeinflussen. Dadurch kénnen
diese internen Spannungen und Dehnungen das Ermiidungsverhalten eines Werkstoffs oder Bauteils
verandern.

Eine Moglichkeit, Eigenspannungen und Eigendehnungen innerhalb einer einachsigen Kerbnéherung
zu berticksichtigen, wurde von Seeger et al. [Seeg 84] im Modell ,,diinne Randschicht® vorgestellt.
Zugrunde liegt die Annahme, dass im Bereich der Kerbe eine diinne Randschicht vorliegt. In der
Randschicht herrschen Eigenspannungen und Eigendehnungen. Die damit in Gleichgewicht stehenden
Eigenspannungen des Kernwerkstoffs sind vernachléssigbar klein. Unter Umsténden kann in der
Randschicht auch ein anderes Werkstoffverhalten vorliegen.
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Abbildung 2.29: Modell der Kerbe mit diinner Randschicht und Eigenspannungen o.;, unter Zugbe-
lastung o, Last-Dehungs-Pfade und ortliche Beanspruchungspfade nach [Rada 07]

Es wird nun angenommen, dass bei einer diinnen Randschicht das Verformungsverhalten der Struktur
ausschlieBlich vom Grundwerkstoff bestimmt wird. Das Last-Kerbdehnungsverhéltnis des Grund-
werkstoffs kann demzufolge unter Vernachléssigung der Randschicht aus einer Naherungsbeziehung
bestimmt werden. Aus Kompatibilitdtsgriinden wird der Randschicht dann der Dehnungsverlauf des
Grundwerkstoffs aufgezwungen. Fiir die Randschicht gilt dann ein um die Eigendehnungen versetztes
Last-Kerbdehnungs-Verhéltnis. Eine schematische Darstellung des Modells ,,diinne Randschicht“ ist
in Abbildung 2.29 zu sehen.

Das Modell , diinne Randschicht* 1asst sich durch Anwendung des Pseudo-Spannungsansatz auf
den allgemeinen Fall von mehrachsig, nichtproportionalen Beanspruchungen erweitern. Das Struk-
turmodell iibernimmt dabei die Modellierung des Grundwerkstoffs. Dieses kontrolliert das Verfor-
mungsverhalten der Struktur. Die BauteilflieBkurve stellt das Last-Kerbdehnungs-Verhéltnis dar.
Sie wird ohne Beriicksichtigung der Randschicht bestimmt. Das Werkstoffmodell wird verwendet,
um die Randschicht zu modellieren. Die Werkstoffeigenschaften der Randschicht kénnen dabei von
den Werkstoffeigenschaften des Grundwerkstoffs abweichen.

Die Eigenspannungen und Eigendehnungen koénnen dann dem Werkstoffmodell als Startwerte
iibergeben werden. Sollten die Eigenspannungen auflerhalb der urspriinglichen Fliefifliche liegen,
muss ebenfalls eine anfingliche Verfestigung mitberiicksichtigt werden. Das heiffit auch fiir die Lage
der Flieffliche miissen Startwerte an das Werkstoffmodell iibergeben werden. Sollte dies der Fall
sein, konnen z. B. durch eine Anwendung des Plastizitdtsmodells mit linearer Laststeigerung bis zum
aktuell vorliegenden Eigenspannungszustand die Eigendehnungen und die anfingliche Verfestigung
berechnet werden. Das Problem bei dieser Vorgehensweise ist, dass plastische Dehnungen vom
Belastungspfad abhédngen und die tatséchlich vorliegenden Eigendehnungen sehr wahrscheinlich
nicht genau abgebildet werden kénnen. Eine andere und deutlich aufwendigere Moglichkeit bestiinde
darin, den gesamten Prozess, durch den die Randschicht erzeugt wurde, mittels FEM zu simulieren.
Im Pseudo-Spannungsansatz erfolgt die Kopplung zwischen Randschicht und Grundwerkstoff {iber
die plastische Dehnung, nicht wie im Modell ,diinne Randschicht“ iiber die gesamte Dehnung. Der
plastische Anteil der Eigendehnung muss dem Strukturmodell ebenfalls als Anfangswert iibergeben
werden.

Sollte sich der Eigenspannungszustand im plastischen Bereich befinden, wird der Randschicht (dem
Werkstoffmodell) eine anfangliche Verfestigung c;, Y unterstellt. Jede weitere Belastung kann zu
einer weiteren plastischen Verformung fithren. Da plastisches Flieflen im Struktur- und Werkstoft-
modell gleichzeitig erfolgen muss, muss auch der Startwert der pseudo elastischen Spannungen
angepasst werden. Dies erfolgt tiber die Kopplung der Spannungsdeviatoren zwischen Struktur- und
Werkstoffmodell, siche Gleichung (2.114). Es wird ein Punkt auf der Fliefliche des Strukturmodells
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gesucht, der die gleiche Normale besitzt wie der aktuelle Punkt im Werkstoffmodell. Fiir das Struk-
turmodell wird dabei keine Verfestigung vorausgesetzt a;;0 = 0, °Y = Y. Der Anfangszustand
des Spannungsdeviators wird dann durch

°y,
“sij0 = 70 (sij — ij) (2.118)

bestimmt. Der hydrostatische Anteil wird wieder aus der Nebenbedingung (2.53) berechnet. Zur
Veranschaulichung werden Beispielrechnungen durchgefiihrt. Vorgegeben wird der Eigenspannungs-
zustand

/147 100 0
o =100 20 0| MPa. (2.119)
0 0 0

Um die Eigendehnungen zu bestimmen, wird dem Werkstoffmodell eine lineare Laststeigerung bis
zum FErreichen der Eigenspannungen vorgegeben. Als Probenform wird ein gekerbter Rundstab
mit Kerbradius 0.5 mm unter Zug/Druck (Nennspannung Sy) und Torsion (Nennspannung St)
verwendet. Dabei wurde in der Randschicht einmal nur ein Eigenspannungszustand beriicksichtigt
und einmal wurde zusétzlich ein anderes Werkstoffverhalten einer festen Randschicht vorgegeben.
Die Fliekurven des Grundwerkstoffs und der Randschicht sind in Abbildung 2.30a angegeben. Die
Parameter des Ohno/Wang Modells wurden aus diesen Fliekurven bestimmt.

Die erste Simulation wurde unter Vorgabe einer proportionalen Last mit dem Lastverhé&ltnis
R = 0 durchgefithrt. Unter proportionaler Belastung lassen sich die Ergebnisse in Vergleichsgrofien
darstellen. In Abbildung 2.30b ist der Verlauf der 6rtlichen Vergleichsspannungen und -dehnungen
dargestellt. Wird fiir die Randschicht nur der Eigenspannungszustand und gleiches Werkstoffverhalten
wie im Grundwerkstoff unterstellt, unterscheiden sich die Ergebnisse nur in den berechneten
Mittelspannungen und -dehnungen. Wird zusétzlich eine festere Randschicht angenommen, steigern
sich zudem die berechneten Amplituden.

1000 : : 800
Grundwerkstoff
sool T Randschicht - 600 -
_____________ 400
£ 0007 7 £ 200}
E. /'/ E,
. Y4 - 0
& 400+ /, & /
il 2,2_2067(;1;?}) -200 Grundwerkstoff
200 . 1079 MPa. 1| == mit 077 und fester Randschicht
Kg,,q = 1619 MPa -400 - 4
n = 0.187 mit o;; und Grundwerkstoff
0 ‘ ‘ 600 & '’ ‘ ‘
0 1 2 3 0 1 2 3 4
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Abbildung 2.30: Ergebnisse des Kerbndherungsverfahrens ,diinne Randschicht* fiir eine proportio-
nale Belastung mit einem Lastverhéltnis von R = 0 (a) Vorgegebene Fliekurven
des Grundwerkstoffs und der Randschicht und (b) Ergebnisse der Kerbnéherungs-
verfahren in Vergleichsgrofien
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Ebenfalls wurden 100 Zyklen einer nichtproportionalen Belastung simuliert. Abbildung 2.31 zeigt die
vorgegebenen Nennspannungen sowie die Hysteresen der lokalen Beanspruchungsgréfien. Angesetzt
wurde eine frequenzverschobene Belastung mit Mittellasten. Es wurde das gleiche Werkstoffgesetz fiir
Grund- und Randschicht verwendet wie unter proportionaler Last. Auch unter nichtproportionaler
Belastung liefert das Kerbnédherungsverfahren plausible Ergebnisse. Die Form der Hysteresen ent-
spricht der bekannten Form bei Frequenzverschiebung. Die Hysteresen sind um die Anfangswerte der
Eigenspannungen und -dehnungen versetzt und zeigen fiir die feste Randschicht gréfiere Amplituden
als der Grundwerkstoff.
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Abbildung 2.31: Ergebnisse des Kerbndherungsverfahrens ,diinne Randschicht“ fiir eine nichtpro-
portionale Belastung mit Mittellasten. (a) Lastzeitreihen (b)-(d) Hysteresen der
lokalen Kerbspannungen und -dehnungen

Vergleich mit der Methode von Yadegari [Yade 23]

Yadegari [Yade 21, Yade 23] hat eine Methode présentiert, um lokale Beanspruchungen in gekerbten
Bauteilen mit einer festen Randschicht zu berechnen. Dabei werden Vergleichsspannungen verwendet.
Die Anwendung dieser Methode ist demnach auf einachsige oder proportional beanspruchte Bauteile
beschrankt. Weiterhin wird von einem zyklisch stabilisierten Werkstoffverhalten ausgegangen. Die
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Annahme einer diinnen Randschicht wird aufgegeben, was es ermoglicht, lokale Beanspruchungen
auch fiir dickere Randschichten zu berechnen. Des Weiteren konnen mit der Methode von Yadegari
auch Belastungen an der Grenzfliche zwischen Randschicht und Grundwerkstoff approximiert
werden. Fiir eine detaillierte Darstellung der Methode wird auf die entsprechende Literatur [Yade 21,
Yade 23] verwiesen.

In [Yade 23] erfolgten zur Validierung der Kerbnéherungsmethode FE-Rechnungen, wobei auch
diinnere Randschichten untersucht wurden. Die Resultate der FE-Rechnungen sowie die Losungen
der Methode nach Yadegari [Yade 23] kénnen in diesen Fallen mit dem zuvor beschriebenen Verfahren
verglichen werden.

Ein solcher Vergleich wird in Abbildung 2.32 dargestellt. Auf der linken Seite sind die FlieBkurven
des Grundwerkstoffs und der festen Randschicht sowie die Abmessungen des untersuchten Bauteils
dargestellt. Es wird eine gekerbte Rundprobe mit einem Durchmesser von 16 mm und einem
Kerbradius von 3 mm betrachtet. Als Last wird eine rein axiale Zugbelastung vorgegeben. Die Dicke
der festen Randschicht betragt dabei lediglich 0.3 mm.

Auf der rechten Seite der Abbildung sind die FlieSkurven der lokalen Beanspruchung im Kerbgrund
zu sehen, die sich aus verschiedenen Naherungsverfahren und der FE-Rechnung ergeben. Zusétzlich
ist die elastische Losung abgebildet, die als Ausgangspunkt fir die Naherungsverfahren betrachtet
werden kann.

Zur Veranschaulichung sind die Losungen an fiinf Punkten (1-5) der Spannungs-Dehnungs-Kurven
markiert. Es zeigt sich, dass fiir geringe plastische Belastungen alle Verfahren nahe beieinander liegen.
Fir die Punkte 1 und 2 sind kaum Unterschiede in den Losungen feststellbar. Bei den Punkten 3 und
4, wenn erkennbare plastische Dehnungsanteile auftreten, zeigen sowohl der Pseudo-Spannungsansatz
als auch die Methode von Yadegari [Yade 23] eine gute Ubereinstimmung mit der FE-Losung.
Erst bei hoheren Belastungen (Punkt 5) treten groflere Abweichungen der Naherungsverfahren im
Vergleich zur FE-Losung auf. In diesem speziellen Fall mit einer diinnen Randschicht liefert der
angepasste Pseudo-Spannungsansatz eine préazisere Approximation der FE-Ergebnisse im Vergleich
zur Methode von Yadegari [Yade 23].
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(b) mit den verschiedenen Verfahren berechnete lokale
Beanspruchungen

(a) zyklisch stabilisiertes Werkstoffverhalten fir
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Abbildung 2.32: Vergleich der Ergebnisse der verschiedenen Kerbnadherungsverfahren fiir gekerbte
Bauteile mit fester Randschicht
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2.5. Vergleich der Verfahren

Im Rahmen der Validierung der Kerbndherungsverfahren wurden elastisch-plastische Finite-Elemente-
Rechnungen an gekerbten Rundproben mit zwei verschiedenen Kerbradien (p = 0.5 mm und p = 2
mm) durchgefiihrt. Es wurde die Probenform aus dem Forschungsprojekt ,Mehrachsigkeit értlich*
[Linn 22] verwendet. Detaillierte Informationen zur Probenform sind in Abschnitt 5.1 verfiighar.
Die Werkstoffparameter wurden unter Verwendung einer Zugfestigkeit von R, = 541 MPa fir
die Werkstoffgruppe Stahl aus der FKM-Richtlinie Nichtlinear abgeschitzt, was dem Baustahl
S355 entspricht. Die ermittelten Werkstoffparameter des Ohno/Wang Modells sind in Tabelle A.1
aufgefiihrt.

Zur Validierung der Kerbndherungsverfahren wurden die Kerbformzahlen und BauteilflieBkurven
der Rundstdbe ermittelt. AnschlieBend wurden Parameter fiir die Strukturmodelle in den Struktur-
fliefflachenansétzen abgeleitet. Insbesondere wird diskutiert, wie die Parameter ¢x zur Modellierung
des zyklischen Kriechens und Relaxierens bestimmt werden koénnen.

Die Validierung der Kerbndherungsverfahren erfolgt durch den Vergleich der Ergebnisse der elastisch-
plastischen FE-Rechnungen mit den Ergebnissen der Kerbndherungsverfahren. Zudem wurden gemes-
sene Kerbdehnungen aus der Literatur verwendet und mit den Ergebnissen der hier beschriebenen
Kerbnéherungsverfahren verglichen.

2.5.1. Ermittlung der Kerbformzahlen

Die Kerbformzahlen miissen fiir gekerbte Rundstéabe mit zwei verschiedenen Kerbradien (p = 0.5
mm und p = 2 mm) bestimmt werden. Die gekerbte Rundprobe wird durch ein Torsionsmoment M;
und eine axiale Zugkraft F' belastet. Der Nennquerschnitt wird auf den ungekerbten Bereich mit
Radius r = 12.5 mm bezogen. Zur Berechnung der Nennspannungen werden die Zusammenhénge

F F M, 2M,
Sy =— = Sp =t 2"t

—_— —_— = 2.120
A ar?’ W, s ( )

angewendet. Die Nennspannung St, hervorgerufen durch das Torsionsmoment, ist dabei auf den
Rand des Nennquerschnitts bezogen. Die auf die Nennspannungen bezogenen Kerbformzahlen
werden aus FE-Rechnungen mit dem axialsymmetrischen Modell aus Abbildung 2.33 bestimmt.
Dargestellt ist das Netz der Kerbprobe mit Kerbradius p = 0.5 mm. Zur Simulation wurde
die Software ,ABAQUS®“ benutzt. In der Ndhe der Kerbe wurde ausschliellich das CGAXS8R-
Element zum Vernetzen verwendet, um ein strukturiertes Netz zu erstellen, wie in Abbildung 2.33
zu sehen ist. CGAXS8R ist ein Acht-Knoten-Element mit biquadratischen Formfunktionen und
reduzierter Integration, [Smit 09]. Fiir den Ubergang von strukturierter zu freier Vernetzung wurde
das CGAX6-Element verwendet. Dies ist ein Sechs-Knoten-Dreieckselement mit biquadratischen
Formfunktionen, [Smit 09]. Auf der Rotationsachse wurden alle radialen Verschiebungen festgehalten,
wahrend am unteren Rand alle Verschiebungen in Umfangs- und axialer Richtung blockiert sind. Im
Nennquerschnitt (oberer Rand) werden alle Umfangs- und axialen Verschiebungen gekoppelt.

Die berechneten Kerbformzahlen sind in Tabelle 2.2 angegeben. Sie stellen das Verhéltnis aus den
lokalen elastizitatstheoretischen Spannungskomponenten und den zugehorigen Nennspannungen dar:

Oxzx Oyy Try
Kt,xm = =

K, = == K = . 2.121
SN ’ t,yy SN ) tzy ST ( )

Fiir die Auswertung der Spannungen wurde an jeden Knoten in der Kerbe ein lokales kartesisches
Koordinatensystem gelegt. Die z-Achse entspricht dabei der nach auflen gerichteten Normalen an
die Bauteilgeometrie. Dadurch miissen nur drei unabhéngige Spannungskomponenten betrachtet
werden. Die y-Achse zeigt in Umfangsrichtung der Kerbprobe, wéihrend die z-Achse entlang der
tangentialen Richtung der Kerbkontur verlduft.



62 Kapitel 2. Kerbnaherungsverfahren

> - - - -

M,
IA kinematische Kopplung
F im Nennquerschnitt
U, uy

>
>
>
>
>
>
>
>
>
>
> .

PXA A A A B A

v T uy = uy, =0

Y

Abbildung 2.33: Axialsymmetrisches FE-Modell der gekerbten Rundprobe (beispielhaft fiir Kerbra-
dius p = 0.5 mm) mit Randbedingungen

Aufgrund der Querdehnungsbehinderung in der Kerbe stellt sich bei Zugbelastung eine Umfangs-
spannung oy, ein. Zur Nennspannung Sy gehoren also zwei Kerbformzahlen.

Die Kerbformzahlen wurden an dem Knoten mit der maximalen von Mises Vergleichsspannung
bestimmt. Bei der Kerbprobe mit Kerbradius p = 2 mm ergab sich dabei sowohl bei Zug als
auch bei Torsion ein Knoten unter dem Winkel 6 ~ 15°, sieche Abbildung 2.33. Fiir die schérfer
gekerbte Probe mit p = 0.5 mm ergeben sich aus Zug (07,4 ~ 22.5°) und Torsion (Ororsion = 24°)
leicht unterschiedliche kritische Knoten. Aufgrund des flachen Verlaufs der lokalen 7,,-Spannungen
entlang der Kerbkontur wurde der kritische Knoten, welcher sich unter Zugbelastung einstellt,
als mafigeblicher Knoten gewéhlt. Der Unterschied in K} ., macht sich dadurch erst in der drit-
ten Dezimalstelle bemerkbar. Ein Einfluss auf die Genauigkeit der Kerbnéherungsverfahren oder
anschliefender Lebensdauerberechnungen ist nicht zu erwarten.

Um die genauen Werte und den Ort der Kerbformzahlen zu ermitteln, wurde eine Konvergenzstudie
durchgefiihrt, bei der die Anzahl der Elemente entlang der Kerbkontur variiert wurde. Es zeigt sich,
dass fiir die mildgekerbte Probe 20 und fiir die scharf gerbte Probe 30 Elemente entlang der Kerbe
ausreichen.
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Kerbradius Zug Torsion
mm Kt,xw Kt,yy Kt,v Kt,zy
0.5 334 083 3.01 1.97
2.0 209 044 1091 1.41

Tabelle 2.2: Kerbformzahlen der gekerbten Rundstébe

2.5.2. Ermittlung der BauteilflieBkurve

Die BauteilflieBkurve (BFK) ist eine Eingangsgrofe fiir die Strukturfliefflachenansitze. Sie stellt
den nichtlinearen Zusammenhang zwischen dufleren Belastungsgréfien und lokalen Spannungen
oder Dehnungen dar. Fiir die StrukturflieBflichenansitze werden als duflere Belastungen die lokalen
pseudo Spannungen oder pseudo Dehnungen verwendet. Die BauteilflieSkurve hat einen wesentlichen
Einfluss auf die Qualitdt der lokalen Spannungs- und Dehnungsapproximation durch die Struktur-
flieSflichenansétze. Sie wird hier fiir die in Abschnitt 2.5.1 festgelegten Knoten ermittelt. Wie bereits
in Abschnitt 2.4.2 erwiahnt, kann die BFK auf drei verschiedene Arten bestimmt werden. Eine
Kerbdehnungsmessung wurde nicht durchgefiihrt. Der fiir die Praxis wichtigste Weg, die Bauteil-
flieBkurve zu bestimmen, ist mit Hilfe der in Abschnitt 2.2 beschriebenen Kerbnédherungsverfahren
fiir lokal einachsige Spannungs-Dehnungs-Zustdnde oder fiir Vergleichsgrofien.

Von Kottgen et al. [Kott 95a] wurde dazu urspriinglich die Neuber-Regel [Neub 61] angewandst.
Die Neuber-Regel wird auch in der Literatur héufig verwendet. Eine einfache Moglichkeit, die
Genauigkeit der StrukturflieBflichenansétze zu verbessern, ist, wie in Abschnitt 2.4.2 beschrieben,
die BauteilflieBkurve mit den Kerbnaherungsverfahren nach Seeger und Heuler [Seeg80] oder
Seeger und Beste [Seeg80] zu bestimmen. Diese Verfahren bieten durch die Traglastformzahl K,
eine Moglichkeit der Anpassung der BauteilflieBkurve auf die individuelle Kerbgeometrie und
Belastungssituation. Die Traglastformzahl wurde fiir die beiden Kerbproben nach dem in [Wéch 21|
beschriebenen Vorgehen bestimmt. Es wurde linear elastisches - ideal plastisches Werkstoffverhalten
angenommen. Die dufleren Lasten wurden dann solange in kleinen Inkrementen gesteigert, bis die
FE-Rechnung abbricht, da die Struktur keine weitere Last mehr aufnehmen kann. Fiir den Lastfall
Zug und Torsion sind die Traglastformzahlen in Tabelle 2.3 angegeben.

Kerbradius [mm] ‘ Ky 7ve  Kp Torsion
0.5 3.1 2.8
2.0 1.9 1.9

Tabelle 2.3: Traglastformzahlen der gekerbten Rundstéibe

Die weitere Moglichkeit, die BFK zu bestimmen, ist, eine elastisch-plastische FE-Rechnung durchzu-
fithren. Dazu wurde das Modell aus Abbildung 2.33 verwendet. Das elastisch-plastische Verformungs-
verhalten des Baustahls S355 wurde auf Basis der Deformationstheorie (,,deformation plasticity” in
ABAQUS) unter Vorgabe der Ramberg-Osgood Parameter aus Tabelle A.1 beriicksichtigt.

In Abbildung 2.34 und Abbildung 2.35 sind die ermittelten BauteilflieBkurven fir den Pseudo-
Spannungsansatz und den Pseudo-Dehnungsansatz gegeben. Dargestellt sind sowohl die mit FEM
berechneten Fliefkurven als auch die mit den Kerbndherungsverfahren bestimmten FlieSkurven.
Es wurde jeweils der Lastfall reiner Zug und reine Torsion untersucht. Fiir die Kerbnédherungsver-
fahren nach Seeger/Heuler und Seeger/Beste ist nur der Lastfall reiner Zug dargestellt. Durch die
Traglastformzahlen der beiden Belastungsfélle ergeben sich nur sehr geringe Unterschiede in den
BauteilflieBkurven, die aus den Kerbndherungsverfahren berechnet wurden.

In Abbildung 2.34 ist zu erkennen, dass die Neuber-Methode fiir niedrige Vergleichsdehnungen eine
gute Approximation der FE-Ergebnisse liefert. Fiir die schirfer gekerbte Probe werden bis zu einer
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Abbildung 2.34: BauteilflieBkurven fiir den Pseudo-Spannungsansatz
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Abbildung 2.35: BauteilflieBkurven fiir den Pseudo-Dehnungsansatz

Vergleichsdehnung von etwa 0.5% mit der Neuber-Methode noch sehr gute Ergebnisse erzielt. Auf
hoheren Lastniveaus werden durch die beiden Kerbndherungsverfahren mit Sternterm allerdings
wesentlich hohere Ubereinstimmungen mit den FE-Ergebnissen erreicht. Ebenfalls auffillig ist, dass
mit steigender Kerbschérfe (d. h. sinkendem Kerbradius) der Unterschied der FlieBkurven zwischen
Zug- und Torsionsbelastung zunimmt.

In Abbildung 2.35 ist die BFK fiir den Pseudo-Dehnungsansatz dargestellt. Auch hier wird deutlich,
dass sich die Neuber-Methode vor allem dafiir eignet, scharfe Kerben auf niedrigen Belastungsniveaus
zu beschreiben. Ebenfalls ist zu erkennen, dass der in Abschnitt 2.4.2 beschriebene Verlauf der
BauteilflieBkurve mit FE-Rechnungen bestétigt wird. Auch fiir mittels FEM berechnete Bauteilflief3-
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kurven muss eine Linearisierung nach Abschnitt 2.4.2 durchgefithrt werden, um daraus Parameter
eines Strukturmodells fiir den Pseudo-Dehnungsansatz abzuleiten.

Des Weiteren stellt sich die Frage, ob fiir jeden auf die Probe aufgebrachten Lastfall eine eigene
BFK bestimmt werden muss. Dies wiirde die Genauigkeit der StrukturflieBflichenansétze sicher
verbessern, stellt allerdings einen erheblichen Mehraufwand fiir den Anwender dar. Vor allem
fiir einen allgemeinen nichtproportionalen Belastungsfall existiert dariiber hinaus derzeit keine
geschlossene Vorgehensweise, wie eine BFK zu bestimmen ist. Aus diesem Grund wird fiir alle
folgenden Rechnungen die BauteilflieBkurve aus dem Lastfall Zug verwendet. Die Beschréinkung, die
BauteilflieBkurve aus nur einer Belastungssituation zu verwenden, verringert den Aufwand fiir den
Anwender erheblich. In Abschnitt 2.5.4 werden die verschiedenen Methoden, eine BauteilflieBkurve
zu bestimmen, anhand von elastisch-plastischen FE-Rechnungen miteinander verglichen.

2.5.3. Parameteridentifikation der Strukturmodelle

Im Rahmen der StrukturflieBflichenansitze wird das Verformungsverhalten der Struktur durch die
Integration eines Plastizitdtsmodells (des Strukturmodells) dargestellt. Dazu miissen die Parameter
des Strukturmodells bestimmt werden. Fiir das hier verwendete Ohno/Wang Modell werden fiir
jeden Teilbackstresstensor drei Parameter (eri, ect, exi) bendtigt.

Die Parameter zur Modellierung der Hysteresenform (eri,eci) werden mit dem Verfahren aus
Abschnitt 2.3.3 automatisch anhand der vorgegebenen BauteilflieBkurve bestimmt.

Es sind noch die Parameter ®y zum Anpassen der Mittelspannungsrelaxation und des Ratchettings
zu bestimmen. Dazu existiert kein geschlossenes Verfahren. Aus diesem Grund werden die Parameter
an durchgefiihrte Finite-Elemente-Rechnungen angepasst.

Ratchetting entsteht durch unsymmetrische Hystereseschleifen. Das Ratchettingverhalten eines
Werkstoffs ist im Allgemeinen abhéingig von der Art und der Hohe der Belastung. Letztlich sind
die Parameter des Strukturmodells auch von der Probenform, d. h. der BauteilflieBkurve, abhén-
gig. Aus diesem Grund wird fiir jede BauteilflieBkurve ein eigener Satz Ratchetting Parameter
bestimmt. Untersucht werden BauteilflieBkurven, welche aus den Kerbndherungsverfahren nach
Neuber, Seeger/Beste und Seeger/Heuler sowie aus elastisch-plastischen FE-Rechnungen ermittelt
wurden.

Um weiterhin die Parameter ¢x abzuleiten, werden FE-Rechnungen auf drei verschiedenen Last-
niveaus unter proportionaler Last mit einem R-Verhéltnis von R = —0.5 verwendet. In den FE-
Rechnungen wurden 100 Lastzyklen simuliert. Die drei gewédhlten Lastniveaus reprasentieren dabei
einen vollig elastischen Zustand im Nennquerschnitt (Sy = 100 MPa), einen zum Teil plastizierten
Nennquerschnitt (Sy = 150 MPa) und einen vollstdandig plastizierten Nennquerschnitt (Sy = 200
MPa). Die Nennspannung aus Torsion S wurde dabei so gewéhlt, dass sich lokal nach Elastizi-
titstheorie ein Spannungsverhéltnis o /T = /3 einstellt. Fiir die Kerbprobe mit Radius p = 0.5
mm ergibt sich so ein Nennspannungsverhéltnis von Sy /S7 = 1.125, fiir die Kerbprobe mit Radius
p = 2 mm wird ein Nennspannungsverhéltnis von Sy /Sy = 1.276 angesetzt.

Zum Anpassen der Parameter ¢y wird weiterhin zunéichst vereinfachend angenommen, dass fiir
jeden Teilbackstresstensor das gleiche ®x verwendet werden kann.

Ebenfalls wurde auf eine genaue Abbildung der tatsdchlichen Mittelspannungen und -dehnungen
verzichtet. Die dabei auftretenden Fehler resultieren hauptsichlich aus den inkorrekten Abbildun-
gen der Erstbelastung und Hystereseformen. Um die fehlenden Strukturparameter zu ermitteln,
wurden die Geschwindigkeiten von Ratchetting (de,,/dn) und Mittelspannungsrelaxation (doy,/dn)
verwendet.

Da im Pseudo-Spannungsansatz die pseudo elastischen Spannungen als Input fiir das Struktur-
modell verwendet werden, wird hier die Ratchettingrate zur Parametrisierung verwendet. Die
Ratchettingparameter des Strukturmodells haben auf Mittelspannungsrelaxation nur indirekt tiber
die berechneten plastischen Dehnungen einen Einfluss. Fir den Pseudo-Dehnungsansatz werden
dementsprechend die Parameter €y stattdessen an die Rate der Mittelspannungsrelaxation angepasst.
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Abbildung 2.36: Fehler der Relaxations- und Ratchettingraten aufgetragen iiber den Parameter ¢y
mit einer BauteilflieBkurve nach Neuber fiir die Kerbprobe mir Radius p = 2 mm
auf dem Lastniveau Sy = 100 MPa

Aufgrund der Geschwindigkeit der Kerbnéherungsverfahren war es unnétig, zur Anpassung der
Modellparameter eine Optimierung durchzufiihren. Die FE-Ergebnisse wurden stattdessen unter
Variation der Ratchetting Parameter wiederholt nachgerechnet. Anschliefend konnte der Parameter
mit den geringsten Abweichungen zu den FE-Ergebnissen ausgewéhlt werden. Der Fehler zwischen
FEM und Kerbnédherung (KN) wurde gemaf

Fehler = Y Orem = OKN - 400, (2.122)
Zyklen ()FEM

definiert. Dabei wurden entweder Ratchetting- oder Relaxationsraten eingesetzt, je nachdem, ob
Parameter fiir den Pseudo-Spannungsansatz oder den Pseudo-Dehnungsansatz bestimmt wurden.

In Abbildung 2.36 sind die Fehler der Kerbnéherungsverfahren im Vergleich zur FE-Rechnung in
Abhéngigkeit des Parameters ¢y aufgetragen. Es wird der Parameter gewahlt, welcher die geringste
Abweichung aufweist.

In den FE-Rechnungen zeigt sich, dass mit steigendem Lastniveau die Mittelspannungsrelaxation
tendenziell langsamer ablduft, wihrend Ratchettingraten steigen. Um dieses Verhalten in den
Strukturfliefflichenansétzen zu beriicksichtigen, wurden zunéchst fiir jedes Lastniveau eigene
Parameter ¢y bestimmt.

Abbildung 2.37 zeigt einen Vergleich zwischen FE-Rechnungen und den beiden Strukturflief3-
flichenansétzen. Die dargestellten Ergebnisse der StrukturflieBflachenansiatze wurden mit einer
BauteilflieBkurve aus der klassischen Neuber-Regel berechnet.

Auf den beiden niedrigeren Lastniveaus kénnen beide Verfahren die FE-Ergebnisse in sehr guter
Nédherung wiedergeben. Bei einem vollplastischen Zustand des Nennquerschnitts (Sy = 200 MPa)
kommt es nahezu zu keiner Mittelspannungsrelaxation. Beide Modelle spiegeln dieses Verhalten
wider. Der Pseudo-Spannungsansatz zeigt nach etwa 20 Zyklen aufgrund der hohen Ratchettingraten
sogar sehr leicht steigende Mittelspannungen.

Abbildung 2.38 zeigt die ermittelten Parameter fiir alle Ansétze auf allen Lastniveaus fiir beide
Kerbradien p = 2 mm und p = 0.5 mm.

Beim Pseudo-Dehnungsansatz zeigt sich im Allgemeinen, dass die Parameter mit zunehmender
Plastizierung des Nennquerschnitts steigen. Dadurch lassen sich die abnehmenden Raten der
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Abbildung 2.37: Ergebnisse der Relaxations- und Ratchettingraten mit einer BauteilflieBkurve nach
Neuber fiir die Kerbprobe mir Radius p = 2 mm. Fiir die hier gezeigten Ergebnisse
wurden fiir jedes Lastniveau eigene Parameter ¢y bestimmt.

Mittelspannungsrelaxation modellieren. Auflerdem zeigt sich kein wesentlicher Unterschied in den
ermittelten Ratchetting Parametern fiir die verschiedenen BauteilflieBkurven.

Beim Pseudo-Spannungsansatz werden durch die steigenden Ratchettingraten auf héheren Lastni-
veaus niedrigere Ratchetting Parameter benotigt. Die Parameter sind dabei starker abhingig von
der gewahlten BauteilflieBkurve als beim Pseudo-Dehnungsansatz.

Es ist nicht vorteilhaft, fiir jeden Lastpfad auf jedem Lastniveau einen eigenen Satz Parameter zu
bestimmen. Wiinschenswert ist ein kompletter Satz Strukturparameter fiir eine Probenform oder ein
Bauteil, der fiir beliebige Belastungen verwendet werden kann. In Abbildung 2.38 zeigt sich jedoch,
dass fiir verschiedene Lastniveaus zum Teil sehr unterschiedliche Parameter notwendig sind, um das
Bauteilverhalten zu beschreiben. Um einen einheitlichen Satz Strukturparameter zu bestimmen,
kann die Annahme fallen gelassen werden, dass jeder Teilbackstresstensor die gleichen Parameter €y
besitzt. Ratchetting entsteht, aus Sicht der Modellierung, durch unsymmetrische Hysteresehalbéste.
Dies kann bei der Wahl der Strukturparameter ausgenutzt werden.

Auf niedrigen Lastniveaus sind die meisten Teilbackstresstensoren nur wenig entwickelt und haben nur
einen geringen Einfluss auf die Form der Hysterese. Auf héheren Lastniveaus besitzen die Ratchetting
Parameter von Teilbackstresstensoren, die frith ihren Grenzwert erreichen, einen geringeren Einfluss.

Dies liegt daran, dass der Ausdruck ’ /r* ~ 1 in der Wichtungsfunktion des Erholungsterms

(Gleichung (2.29)) nahe dem Wert 1 liegt.

Mit den in Abbildung 2.38 dargestellten Parametern werden die Strukturparameter festgelegt. Die
gewahlten Parametersitze der Strukturmodelle sind in Tabelle A.2 bis Tabelle A.5 angegeben.
Dadurch lassen sich die Raten der Mittelspannungsrelaxation und des Ratchettings auf unter-
schiedlichen Lastniveaus besser beschreiben als mit einem einheitlichen Satz Parameter fiir jeden

k
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Abbildung 2.38: Angepasste Ratchetting Parameter fiir beide Kerbproben und Strukturflieiflichen-

ansatze

Teilbackstresstensor. In Abbildung 2.39 sind die Ergebnisse dargestellt, die sich aus den beiden
StrukturflieBflichenansitzen unter Verwendung einer BauteilflieBkurve aus der Neuber-Regel und
einem einheitlichen Satz Rattchetting Parameter ergeben. Im Vergleich zu Abbildung 2.37 wird deut-
lich, dass die Raten auf allen Lastniveaus etwas schlechter beschrieben werden. Die Approximation
wird jedoch auf allen Lastniveaus noch als ausreichend gut eingeschétzt.
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Abbildung 2.39: Ergebnisse der Relaxations- und Ratchettingraten mit einer BauteilflieBkurve nach
Neuber fiir die Kerbprobe mir Radius p = 2 mm.

2.5.4. Vergleich der Kerbnaherungsverfahren mit der Finiten-Elemente-Methode

Ziel ist es, ein Kerbnaherungsverfahren auszuwéhlen, das sich fiir die Berechnung der Ermiidungs-
festigkeit von Werkstoffen und Bauteilen eignet.

Dazu werden die Strukturflieflichenverfahren mit einem inkrementellen Verfahren verglichen. Als
Représentanten der inkrementellen Kerbnédherungsverfahren wird die Unified Expression nach [Ye 08]
verwendet. Ebenfalls hervorgehoben werden soll der Einfluss der Wahl der BauteilflieBkurve in
den StrukturflieBflachenverfahren. Von den StrukturflieBflichenansétzen werden sowohl der Pseudo-
Spannungsansatz als auch der Pseudo-Dehnungsansatz untersucht. Die BauteilflieBkurven der beiden
StrukturflieBflachenansétze werden jeweils mit dem Verfahren nach Neuber [Neub 61], Seeger und
Heuler [Seeg 80], Seeger und Bester [Seeg 80] und aus einer FE-Rechnung bestimmt. Die Parameter
der Strukturmodelle wurden in Abschnitt 2.5.3 festgelegt.

Prinzipiell sind alle hier beschriebenen Verfahren geeignet, um lokale Spannungen und Dehnungen
unter einer beliebigen mechanischen Beanspruchung abzuschétzen. Fiir eine Anwendung innerhalb
der Lebensdauerrechnung soll das gewéhlte Verfahren Spannungen und Dehnungen, unabhéngig
von der gewahlten Beanspruchung oder der Lasthohe, zuverlassig vorhersagen kénnen. Fiir den Fall,
dass eine Betriebslastfolge nachgerechnet werden soll, entstehen sehr lange Last-Zeitfolgen. Daher
muss auch auf die Rechengeschwindigkeit geachtet werden.

Um die Qualitdt der Kerbnéherungsverfahren zu beurteilen, werden FE-Rechnungen an den bei-
den Kerbproben aus Abbildung 2.33 mit Kerbradius p = 0.5 und p = 2 mm durchgefiihrt. Die
FE-Rechnungen erfolgen mit dem kommerziellen Programm ABAQUS. Dabei wurde, wie in den Kerb-
néherungsverfahren, das Plastizitdtsmodell nach Ohno und Wang [Ohno 93a, Ohno 93b] verwendet.
Dieses Modell lag in Form einer UMAT Routine am Institut vor [Déri 06].

Tabelle 2.4 zeigt eine Ubersicht iiber die simulierten Lastfille. Es wurden proportionale und
nichtproportionale Lastfalle mit und ohne Mittellasten berechnet. Fiir Lastpfade ohne Mittellast
wurden 10 Lastzyklen und fir Lastpfade mit Mittellast wurden 100 Lastzyklen simuliert. Die
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Proben wurden stets durch eine Zugkraft (eine Normalspannung Sy im Nennquerschnitt) und
ein Torsionsmoment (eine Schubspannung Sp im Nennquerschnitt) beansprucht. Das Verhéltnis
der Amplituden aus Normal- und Schubspannung im Nennquerschnitt wurde fiir beide Proben so
festgelegt, dass sich unter einer 90° phasenverschobenen Last in der Kerbe eine zeitlich konstante
von Mises Vergleichsspannung einstellt. Mit den ermittelten Kerbfaktoren ergeben sich dann die
Verhéltnisse Sy /Sr(p = 0.5mm) = 1.125 und Sy /St(p = 2.0mm) = 1.276 fiir beide Kerbradien.
Fiir jeden Lastfall wurden Rechnungen auf drei verschiedenen Lastniveaus durchgefiihrt.

p = 0.5 mm p=2mm
Lastfall
Sy [MPa] | Sy [MPa] | Sy [MPa] | Sr [MPal
100 - 100 -
Zug/Druck
P 200 . 200 :
300 - 300 -
- 100 - 100
Torsion
pooh - 200 . 200
- 300 - 300
_ 100 88.89 100 78.37
;ripo_rltlonal 200 177.78 200 156.74
250 222.22 300 235.11
100 88.89 100 78.37
%’_pfi‘senvemh(’ben 200 177.78 200 156.74
300 266.67 300 235.11
Boxpfad 100 88.89 100 78.37
R = —1, Trapezsignal - . 200 156.74
Schmetterlingspfad 100 88.89 100 78.37
R=-1 200 177.78 200 156.74
Frequenzverhaltnis fn/fr =1/2 9250 999 99 300 935.11
_ 100 88.89 100 78.37
;“ipo_rglgnal 150 133.33 150 117.55
200 177.78 200 156.74
100 88.89 100 78.37
90° phasenverschoben
R—_05 150 133.33 150 117.55
200 177.78 200 156.74
. 75 66.67 75 58.78
}P%ro_pgmonal 100 88.89 100 78.37
150 133.33 150 117.55
statischer Zug - - 100 78.37
zyklische Torsion R = —1 - - 200 156.74

Tabelle 2.4: Ubersicht iiber die zur Validierung der Kerbnéherungsmethoden mit FEM simulierten
Lastfalle
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Ein Vergleich zwischen anhand der Finite-Elemente-Methode (FEM) und Kerbnéherungsmethoden
(KN) ermittelten Amplituden ist in den Abbildungen 2.40, 2.41 und 2.42 dargestellt. Dabei ist
jeweils die mittels FEM berechnete Amplitude iiber der mit KN bestimmten Amplitude aufgetragen.
Eine perfekte Ubereinstimmung ergibt einen Punkt genau auf der Mitteldiagonalen der Abbildungen.
Ebenfalls durch eine gestrichelte Linie ist eine Spannungsabweichung von 10% dargestellt. Um
Abweichungen von Spannungen und Dehnungen besser vergleichen zu kénnen, wurde bei der Gegen-
iiberstellung von Dehnungsamplituden die Spannungsabweichung iiber die vorgegebene zyklische
Spannungs-Dehnungs-Kurve des Werkstoffs in eine dquivalente Dehnungsabweichung umgerech-
net. Aufgrund des flachen Verlaufs der FlieBkurve weitet sich das Streuband dadurch bei héheren
Beanspruchungsniveaus auf.

Zudem enthélt Tabelle 2.5 einen quantitativen Vergleich der Methoden. Untersucht wurde, um
welchen Faktor die mittels KN berechnete Amplitude von der durch FEM berechneten Amplitude
abweicht. Die Grole m* in Tabelle 2.5 bezieht sich auf den Mittelwert der Abweichungen aller
Lastpfade. Wahrend 7™ = max(eq, kN /€q, FEM) —Min(eq k N /€q, M) die Spannweite der Ergebnisse
angibt. Ein Wert m* > 1 besagt also, dass Amplituden im Mittel iiberschétzt werden, wahrend
m* < 1 bedeutet, dass Amplituden im Mittel unterschétzt werden. Die Spannweite T™* einer guten
Approximation sollte moglichst gering sein.

Exz.a Vay,a Oza,a Owya
m* T |\ m* T | m* T | m* T

N BFK Neuber 1.02 0.73 | 1.02 0.89] 098 0.22]1.01 0.24
§ BFK Seeger/Heuler | 1.28 0.65 | 1.26 0.55 | 1.02 0.09 | 1.06 0.12
E BFK Seeger/Beste | 1.14 0.62 | 1.12 0.59 | 0.98 0.12 | 1.02 0.14
BFK FEM 1.05 0.24 | 1.04 0.46 | 0.97 0.08 | 1.01 0.12

< BFK Neuber 1.01 0.72 ] 0.95 0.78 | 1.01 0.15 | 0.98 0.25
é BFK Seeger/Heuler | 1.20 0.64 | 1.12 0.73 | 1.04 0.11 | 1.02 0.21
i BFK Seeger/Beste | 1.06 0.65 | 0.97 0.80 | 1.00 0.13 | 0.98 0.22
: BFK FEM 0.99 0.58 | 0.92 0.58 | 0.99 0.12 | 0.97 0.22
Uni.Exp. 0.83 0.63 | 0.80 0.68 | 095 0.21 | 0.94 0.29

Tabelle 2.5: Qualitdt der Kerbndherungsmethoden im Vergleich zu den Ergebnissen aus FE-
Simulationen

Abbildung 2.40 zeigt den Vergleich zwischen den Ergebnissen aus dem Pseudo-Spannungsansatz
und der FEM. Zunéchst kann gesagt werden, dass, unabhéngig von der Wahl der BauteilflieSkurve,
Spannungsamplituden besser approximiert werden als Dehnungsamplituden. Die Ergebnisse fiir
Spannungsamplituden befinden sich unabhéngig vom betrachteten Lastniveau fast ausschliellich
innerhalb des 10% Fehlerbandes. Werden Dehnungen betrachtet, wird deutlich, dass vor allem
Amplituden auf niedrigen Lastniveaus extrem gut approximiert werden. Auf hoheren Lastniveaus
werden etwas groflere Abweichungen beobachtet. Ob dabei Amplituden {iber oder unterschéitzt
werden, héngt von der verwendeten BauteilflieBkurve ab. Dieser Trend wird von dem iiber die
zyklische Spannungs-Dehnungs-Kurve umgerechneten Fehlerband gut abgebildet. Der flache Verlauf
der zyklischen FlieSkurve sorgt dafiir, dass geringe Fehleinschéitzungen in der BauteilflieBkurve auf
hohen Beanspruchungsniveaus zu immer gréfieren Fehleinschidtzungen der Dehnungen fithren. Der
Grund dafiir wird schematisch in den BauteilflieBkurven aus Abbildung 2.34 deutlich. Beim Pseudo-
Spannungsansatz werden als Eingabe fiir das Strukturmodell die pseudo elastischen Spannungen
verwendet. Auf hohen Lastniveaus werden die Dehnungen mit einer BFK aus der Neuber-Methode
unterschétzt. Die beiden anderen Kerbnidherungsverfahren liefern BauteilflieBkurven, die tendenziell
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Abbildung 2.40: Mit dem Pseudo-Spannungsansatz berechnete Amplituden im Vergleich mit den
aus Finiten-Elemente-Rechnungen ermittelten Amplituden

héhere Dehnungen fiir dieselbe pseudo elastische Spannung prognostizieren. Die besten Ergebnisse
werden bei einer Verwendung der BauteilflieBkurve aus einer monotonen FE-Simulation erzielt. Dabei
besteht sogar die Mo6glichkeit, je nach Lastfall eine eigene BauteilflieBkurve zu erzeugen. Hier wurde
jedoch fiir jeden Lastfall die BFK aus reinem Zug verwendet. Die Qualitdt der Approximation mit
einer BFK aus FE-Simulationen wird auch anhand der Werte aus Tabelle 2.5 deutlich. Die Mittelwerte
liegen fiir alle betrachteten Spannungs- und Dehnungsamplituden sehr nahe am Idealwert m* = 1.
Die Spannweite T™ liegt bei der Verwendung der BFK aus FEM deutlich unter den Spannweiten
der anderen Verfahren. Wird die BauteilflieBkurve nach Neuber verwendet, so liegen die mittleren
Abweichungen nahe dem Idealwert 1. Aus Abbildung 2.40 wird jedoch deutlich, dass vor allem bei
hohen Lasten Amplituden deutlich unterschétzt werden. Im Hinblick auf eine Lebensdauerbewertung
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Abbildung 2.41: Mit dem Pseudo-Dehnungsansatz berechnete Amplituden im Vergleich mit den aus
Finiten-Elemente-Rechnungen ermittelten Amplituden

fiihrt dies zu einer Uberschiitzung der Ermiidungslebensdauer und damit zu unsicheren Ergebnissen.
Die Ergebnisse beim Verwenden von BauteilflieBkurven aus den Verfahren von Seeger/Heuler oder
Seeger/Beste iiberschéitzen Dehnungsamplituden im Mittel leicht, weisen aber im Vergleich zur
Neuber-Methode eine geringere Streuung der Ergebnisse auf. Mit einer BauteilflieSkurve aus der
Seeger/Beste-Methode werden mit einer abgeschitzten BauteilflieBkurve die besten Ergebnisse

erzielt.

Abbildung 2.41 zeigt den Vergleich zwischen den Ergebnissen aus dem Pseudo-Dehnungsansatz und
der FEM. Im Vergleich zum Pseudo-Spannungsansatz ergeben sich die gleichen Trends in Bezug
auf die Wahl der BauteilflieSkurve. Hier werden jedoch auf hohen Lastniveaus in den Gleitungen
Vay,a Unabhingig von der Wahl der BauteilflieBkurve zu geringe Amplituden vorhergesagt. Fiir vzy .4
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Abbildung 2.42: Mit der Unified Expression berechnete Amplituden im Vergleich mit den aus
Finiten-Elemente-Rechnungen ermittelten Amplituden

werden hohere Spannweiten in den Ergebnissen beobachtet als beim Pseudo-Spannungsansatz, siehe
Tabelle 2.5.

Abbildung 2.42 zeigt den Vergleich zwischen den Ergebnissen der Unified Expression (UE) und den
FE-Rechnungen. Auch hier werden die Spannungsamplituden besser approximiert als die Dehnungs-
amplituden. Schon auf relativ geringen Belastungsniveaus zeigt sich, dass Dehnungsamplituden
unterschétzt werden. Zusétzlich ergeben sich gréflere Abweichungen als bei den Strukturflieflichen-
ansitzen, was sich ebenfalls in den Mittelwerten aus Tabelle 2.5 widerspiegelt. Hier werden zum
Beispiel fiir die Komponente €, o mit einer mittleren Abweichung von m* = 0.83 Dehnungsamplitu-
den deutlich unterschitzt. Dieses Verhalten zeigt sich ganz im Allgemeinen bei den inkrementellen
Kerbnéherungsverfahren. Sie sind, dhnlich wie die klassische einachsige Neuber-Methode, beschrankt
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Abbildung 2.43: Vergleich der Rechenzeiten der verschiedenen Kerbndherungsmethoden fiir die
Kerbprobe p = 0.5 mm unter (a) proportionaler Belastung mit R = —1 und
10 simulierten Lastzyklen und (b) proportionaler Belastung mit R = 0 und 100
simulierten Lastzyklen

auf Lastfille, in denen keine plastische Deformation des Nennquerschnitts stattfindet. In anderen
Lastfallen werden die auftretenden Kerbdehnungen deutlich unterschétzt.

Ein Vergleich der Rechenzeiten zwischen den verschiedenen Kerbndherungsmethoden und den
FE-Rechnungen ist fiir zwei ausgewéhlte Lastfille in Abbildung 2.43 dargestellt. Jeder Lastzyklus
wurde mit 64 Inkrementen diskretisiert. Bei den StrukturflieSflichenanséitzen hat die Wahl der
BauteilflieBkurve keinen wesentlichen Einfluss auf die Rechenzeiten. Der Pseudo-Spannungsansatz
weist in beiden Féllen die deutlich geringste Rechenzeit auf. Im Lastfall ohne Mittellast, siehe
Abbildung 2.43a, betragt die Rechenzeit etwa 0.03 Sekunden. Bei 100 simulierten Zyklen, siehe
Abbildung 2.43b, werden 0.24 Sekunden benétigt. Die FEM bendtigt mit 3125 und 19059 Sekunden
deutlich mehr Zeit. Fiir den Pseudo-Spannungsansatz ergibt sich eine Verkiirzung der Rechenzeit
um die Faktoren 1.08 - 10° und 0.78 - 10°. Der Pseudo-Dehnungsansatz und die Unified Expression
liefern Rechenzeiten in vergleichbaren Gréoflenordnungen. Der Pseudo-Dehnungsansatz beschleunigt
die Rechnungen im Vergleich zur FEM um den Faktor 1.1-10* — 1.4 - 10*, wihrend die Unified
Expression die Rechnungen um die Faktoren 7 - 103 — 9 - 103 beschleunigt.

Um eine moglichst genaue Lebensdauervorhersage zu treffen, ist nicht nur die Approximation von
Amplituden wichtig. Auch eine genaue Vorhersage von Mittelspannungen und -dehnungen oder auch
Form der Hysteresen kénnen eine Rolle spielen.

Im Folgenden werden die Ergebnisse von ausgewéhlten Lastpfaden diskutiert, um einige Merkmale der
Methoden herauszustellen. Zur strukturierten Darstellung werden fiir die StrukturflieBflachenansitze
lediglich die Ergebnisse der BFK aus FE-Simulationen gezeigt.

Abbildung 2.44 zeigt die Ergebnisse des proportionalen Lastfalls fiir die Kerbprobe mit p = 2 mm.
Sowohl der Pseudo-Spannungsansatz als auch der Pseudo-Dehnungsansatz bilden Amplituden und
Form der Hysterese sehr gut ab. Die grofiten Abweichungen ergeben sich fiir Spannungen und
Dehnungen in Umfangsrichtung, wie in Abbildung 2.44e dargestellt. Die plastischen Dehnungen
werden hier von beiden Ansétzen deutlich iiberschitzt. Gleichzeitig werden Umfangsspannungen
unterschétzt. Wie zu erwarten, zeigt der Pseudo-Dehnungsansatz aufgrund der Dehnungskontrolle
bei der Ermittlung der lokalen Kerbspannungen eine geringere Abweichung zur FE-Rechnung als
der Pseudo-Spannungsansatz. Dieses Verhalten der beiden Strukturflieiflichenansétze wurde bereits
von Kottgen et al. [Kott 95a] bei der Verwendung des Mréz Modells beobachtet. Die Abweichungen
in den Umfangskomponenten der Spannungen und Dehnungen lassen sich in allen hier berechneten
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Abbildung 2.44: Vergleich zwischen FE-Rechnung und Kerbndherungsverfahren fiir proportionale
Belastung und dem Kerbradius p = 2 mm.

Lastpfaden beobachten. Grund fiir diese Fehleinschéitzung ist, dass sich die Gréfien im FE-Modell
aus der Gleichgewichtsiteration der Gesamtstruktur ergeben. Es findet eine Dehnungsbehinderung
statt, die durch einfache Vorgabe einer fiktiven, pseudo elastischen lokalen Lésung in Form von
Kerbfaktoren nicht beriicksichtigt wird. Im Hinblick auf eine Lebensdauerberechnung ist jedoch
von Vorteil, dass der Betrag der Spannungen und Dehnungen in Umfangsrichtung deutlich kleiner
ist als Langs- oder Schubbeanspruchungen. Diese Ungenauigkeit kann in Bezug auf eine spitere
Lebensdauervorhersage unter Verwendung iiblicher Modelle in der Regel als unkritisch angesehen
werden.

Der Vergleich zwischen den Ergebnissen fiir Kerbspannungen und -dehnungen aus einer FE-Rechnung
und den beiden StrukturflieBflichenansétzen fiir eine nichtproportionale Belastung ist in Abbil-
dung 2.45 dargestellt. Abbildung 2.45 zeigt die Ergebnisse der Kerbprobe mit p = 2 mm unter
Zug/Druck und Torsion. Beide Lastkanéle sind zueinander 90° phasenverschoben und weisen keine
Mittellast auf. In den Phasendiagrammen ergeben sich dadurch Kreise. Die Hysteresenform weicht
von der typischen Hystesenform fir einachsige und proportionale Lasten ab. Selbst wenn in einem
Lastkanal eine Entlastung stattfindet, steigt die Belastung im anderen Lastkanal. Dadurch findet
in der gesamten Last-Zeit-Reihe keine elastische Entlastung statt. Es entstehen ellipsenformige
Hysteresen.

Sowohl die kreisformigen Phasendiagramme als auch die generelle Form der Hysteresen kénnen von
den Kerbnéherungsverfahren nachgebildet werden. Auch hier zeigt sich, dass Spannungen deutlich
besser approximiert werden als Dehnungen. Vom Pseudo-Spannungsansatz werden im Vergleich zur
FE-Rechnung etwas zu hohe Dehnungen vorhergesagt, wiahrend der Pseudo-Dehnungsansatz die Deh-
nungsamplituden unterschétzt. Im Bezug auf die Spannungen und Dehnungen in Umfangsrichtung
ergeben sich die gleichen Beobachtungen wie unter proportionaler Last.
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Abbildung 2.45: Vergleich zwischen FE-Rechnung und Kerbnéherungsverfahren fiir 90° phasenver-
schobene Belastung und dem Kerbradius p = 2 mm.

Fiir die StrukturflieBflichenansétze wurde ein hoher Aufwand betrieben Parameter zu bestimmen,
die das transiente Werkstoffverhalten beschreiben. Beim Ohno/Wang Modell wire das das zyklische
Kriechen und Relaxieren. Diese transienten Vorgidnge werden von StrukturflieBflichenansétzen
aufgrund des zweimaligen Aufrufens eines Plastizitdtsmodells unterschiedlich gehandhabt.

Im Pseudo-Spannungsansatz werden zunéchst fiktive, pseudo elastische Spannungen vorgegeben.
Das Strukturmodell ist demnach verantwortlich fiir das zyklische Kriechen von Mitteldehnungen.
Der berechnete Verlauf der (plastischen) Dehnungen wird dann verwendet, um den Verlauf der
Spannungen zu ermitteln. Werden Mitteldehnungen deutlich iiberschétzt, kann dies dazu fiithren,
dass Mittelspannungen sogar steigen.

Im Pseudo-Dehnungsansatz ist dieses Verhalten genau entgegengesetzt. Zunichst werden fikti-
ve, pseudo elastische Dehnungen vorgegeben. Das bedeutet, die Mittelspannungsrelaxation wird
vom Strukturmodell simuliert. Fallen hier die Mittelspannungen zu schnell, kann es sein, dass
Mitteldehnungen ebenfalls kleiner werden, anstatt weiter anzusteigen.

Ein gingiges Beispiel zur Untersuchung des mehrachsigen Ratchetting Verhaltens eines Werkstoffs
besteht darin, eine statische Belastungskomponente mit einer zyklischen Beanspruchung zu kom-
binieren. In Abbildung 2.46 sind die Ergebnisse einer solchen Last fiir den Fall einer statischen
Zuglast und einer zyklischen Torsion dargestellt.

Sowohl der Verlauf der Schubspannungen als auch der Verlauf der Gleitungen kann von beiden
Verfahren im Vergleich zu den FE-Rechnungen in guter Nédherung beschrieben werden. Obwohl die
Zugkraft konstant gehalten wurde, ist in den Normalspannungen ein Relaxationsverhalten und in
den Normaldehnungen ein Kriechverhalten zu erkennen. Beide Ansétze, in Kombination mit dem
Ohno/Wang Modell, zeigen das gleiche Verhalten.

Die bestimmten Strukturparameter wurden in Abschnitt 2.5.3 an das transiente Werkstoffverhalten
unter proportionaler Belastung mit einem Lastverhéltnis R = —0.5 angepasst. Das vorliegende
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Abbildung 2.46: Vergleich zwischen FE-Rechnung und Kerbnédherungsverfahren fiir statischen Zug
und eine zyklische Torsion und dem Kerbradius p = 2 mm.

Beispiel verdeutlicht, dass die Parameter der Strukturmodelle, wie sie in Abschnitt 2.5.3 identifiziert
wurden, dazu geeignet sind, das transiente Werkstoffverhalten unter verschiedenen Belastungsbedin-
gungen vorherzusagen.

In [K&tt 95a] wurde eine vergleichbare Beanspruchungssituation, ndmlich eine zyklische Zug/Druck-
Belastung bei gleichzeitig wirkendem statischen Torsionsmoment, mithilfe des Mr6z Modells nach-
gerechnet. Es zeigte sich in den FE-Rechnungen ebenfalls ein Ralaxations- und Kriechverhalten
in den Schubspannungen und Gleitungen. Vom Pseudo-Spannungsansatz konnte nur das Kriechen
der Gleitungen vorhergesagt werden, wiahrend sich aus dem Pseudo-Dehnungsansatz hauptséch-
lich die Relaxation ergab. Diese Fehleinschatzung der StrukturflieBflichenansétze tritt hier unter
Verwendung des Ohno/Wang-Modells nicht mehr auf.

Anhand der nachgerechneten Last- und Kerbfélle sind die beiden StrukturflieBflachenansétze fir
eine Lebensdauerrechnung die geeignetsten Methoden. Darunter weist der Pseudo-Spannungsansatz
die etwas bessere Approximation der FE-Ergebnisse auf. Mit dem in Abschnitt 2.4.1.2 erstellten
Algorithmus benétigt der Pseudo-Spannungsansatz ebenfalls die geringste Rechenzeit.

Es wurde gezeigt, welchen Einfluss die Wahl der BauteilflieBkurve innerhalb der StrukturflieBflichen-
ansétze auf die Ergebnisqualitit hat. Grundsétzlich lassen sich mit allen hier untersuchten Methoden
zur Bestimmung der BFK gute Naherungen an die FE-Ergebnisse erzielen. Falls die BFK aus
einer einachsigen Néherungslosung bestimmt werden soll, zeigt das Verfahren von Seeger/Beste die
grofte Ubereinstimmung mit Ergebnissen aus FE-Rechnungen. Hier entsteht fiir einen Anwender der
Methode der zusétzliche Aufwand, die plastische Traglastformzahl K, aus einer elastisch-plastischen
FE-Rechnung bestimmen zu miissen.

Sollte vor der Rechnung absehbar sein, dass die auftretenden Belastungen zu keinen plastischen
Deformationen im Nennquerschnitt fithren, kann die BFK aus der Neuber-Methode bestimmt werden.
Dies ist fiir einen Anwender mit dem geringsten Aufwand verbunden, da hier keine zusétzliche
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elastisch-plastische FE-Rechnung durchgefiithrt werden muss. Die besten Ergebnisse werden erzielt,
wenn die BauteilflieBkurve aus einer monotonen FE-Rechnung ermittelt werden.

Weiterhin ist fiir die Anwendung wichtig, wie eine BFK fiir einen nichtproportionalen Lastfall
zu bestimmen ist. In einem solchen Fall existiert bislang keine eindeutige Definition. Sollte die
BauteilflieBkurve mit der Neuber-Methode bestimmt werden, ist diese Definition auch nicht nétig,
da sich durch die Neuber-Methode kein Unterschied durch die Belastungsart ergibt. Fiir alle anderen
Methoden kann auch eine BFK aus einem anderen Lastfall verwendet werden. So wurde hier stets
eine BFK aus dem Lastfall Zug verwendet. Auch unter nichtproportionaler Beanspruchung konnten
damit gute Ergebnisse erzielt werden.

2.5.5. Vergleich der Kerbnaherungsverfahren mit Kerbdehnungsmessungen

In Hoffmeyer [Hoff 05] wurden verschiedene Kerbdehnungsmessungen durchgefiihrt. Die dort ver-
wendete Kerbprobe weist eine dhnliche Geometrie zu den hier verwendeten Kerbproben, siehe
Abbildung 2.33, auf. Sie besitzt allerdings einen Kerbradius von 1.4 mm und besteht aus dem
Baustahl S460N. Um die Genauigkeit der Kerbdehnungssimulation weiter zu untersuchen, wurden
die in [Hoff 05] durchgefithrten Versuche nachgerechnet. In diesem Abschnitt erfolgt die Validierung
der Kerbndherungsmethoden nicht anhand von Ergebnissen aus FE-Berechnungen, sondern durch
den Vergleich mit den gemessenen Kerbdehnungen.

Verglichen werden erneut der Pseudo-Spannungsansatz, der Pseudo-Dehnungsansatz und die Uni-
fied Expression. Fiir die StrukturflieBflachenansidtze wurde eine, mit der Seeger/Beste-Methode
abgeschéitzte, BauteilflieBkurve verwendet.

Abbildung 2.47 zeigt einen Vergleich zwischen Kerbdehnungsmessungen und Ergebnissen der Kerb-
dehnungssimulation bei unterschiedlichen proportionalen und einer nichtproportionalen Belastungen.
Alle Versuche wurden mit zyklischen Lasten unter konstanten Amplituden ohne Mittellast durch-
gefiihrt. Dargestellt sind Messergebnisse auf verschiedenen Lasthorizonten. Auf der Ordinate sind
Nennspannungen aufgetragen. Diese berechnen sich aus der angreifenden Zugkraft und dem Tor-
sionsmoment nach Gleichung (2.120). Sollten mehrere Lastkanéle am Bauteil angreifen, ist das
Verhéltnis der Nennspannungen Sy /St = 0.873. Die dargestellten Berechnungen wurden mit dem
Ohno/Wang Modell durchgefiihrt. Alle Parameter zum Beschreiben der zyklisch stabilisierten
Spannungs-Dehnungs-Kurve wurden an die in [Hoff 05] gegebenen Ramberg-Osgood Parameter
angepasst.

In Abbildung 2.47 stellen schwarze Punkte gemessene Dehnungsamplituden auf verschiedenen
Lasthorizonten dar. Jeder Punkt steht also fiir einen einzelnen Versuch.

Unter reiner Zug/Druck Beanspruchung (Abbildung 2.47 a) kénnen alle Kerbnédherungsverfahren
die gemessenen Amplituden in guter Naherung beschreiben. Erst auf dem hochsten Lasthorizont
ergeben sich nennenswerte Unterschiede zwischen gemessenen und simulierten Dehnungsamplituden.
Die Unified Expression neigt erneut dazu, die Dehnungsamplituden zu unterschétzen, wahrend die
StrukturflieBflachenanséitze die Amplitude leicht iberschétzen.

Bei reiner Torsion und unter proportionaler Last (Abbildung 2.47 b und c¢) zeigt sich ein &hnliches
Bild wie unter Zug/Druck. Hier werden jedoch noch etwas hohere Dehnungsamplituden gemessen.
Dadurch zeigt sich deutlicher, dass auf hohen Lastniveaus mit den inkrementellen Verfahren unsichere
Ergebnisse erzielt werden.

Unter einer 90° phasenverschobenen Belastung (Abbildung 2.47 d) werden zunéchst mit dem
Ohno/Wang Modell zu hohe Kerbdehnungen berechnet. Dies liegt auch daran, dass die nichtpropor-
tionale Verfestigung (NPV) vom Plastizitatsmodell nicht abgebildet werden kann. Um die NPV
auf ihrem stabilisierten Niveau zu beriicksichtigen, wurden fiir den nichtproportionalen Lastfall
die Parameter des Ohno/Wang Modells an die mit Gleichung (2.37) korrigierten Ramberg-Osgood
Parameter angepasst. Dadurch passen die berechneten Kerbdehnungen besser zu den gemessenen
Werten.
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Abbildung 2.47: Vergleich der gemessenen und berechneten Kerbdehnungen fiir (a) Zug-Druck Last
(b) Torsion (c¢) proportionale Belastung (d) 90° phasenverschobene Belastung auf
mehreren Lasthorizonten. Berechnungen mit dem Ohno/Wang Modell

Abbildung 2.48 zeigt die gemessenen und berechneten Kerbdehnungen fiir eine 90°-phasenverschobene
Belastung mit Mittellast (R = 0). Die Versuche wurden mit der gleichen Kerbgeometrie und dem
gleichen Material wie in Abbildung 2.47 durchgefiihrt. Abbildung 2.48a zeigt den Phasenverlauf der
gemessenen Kerbdehnungen. In Abbildung 2.48b sind die Mitteldehnungen iiber die Belastungszyklen
aufgetragen.

Unter Beanspruchungen mit R = 0 stellt sich ein Kriechen der Mitteldehnungen ein. Die Ratchetting
Parameter x* des Ohno/Wang Modells wurden nach der Angabe von Déring [Déri 06] auf x* = 30
fiir den Stahl S460N gesetzt.

Die Parameter ¢x* zur Modellierung von zyklischem Kriechen und Relaxieren im Strukturmodell der
StrukturflieBflachenansitze wurden nicht an die Versuche angepasst, sondern abgeschétzt. Sie wurden
aus den in Abbildung 2.38 dargestellten Parametern fiir die Kerbprobe mit p = 2 mm fiir das héchste
Lastniveau gewéhlt. Zusétzlich wurden sie um den Faktor 30/5 (Verhéltnis der Ratchetting Parameter
der Werkstoffe) skaliert. Fiir das Strukturmodell des Pseudo-Spannungsansatzes werden die Werte
ex* = 48 gewihlt. Die Ratchetting Parameter des Strukturmodells des Pseudo-Dehnungsansatzes
werden auf ¢x* = 198 gesetazt.

Anhand der in Abbildung 2.49 dargestellten Geschwindigkeit des Ratchettings ist zu erkennen,
dass diese grobe Abschitzung schon zu einer realitdtsnahen Beschreibung der Versuchsergebnisse
fithrt. Die Ratchettinggeschwindigkeit wird von der Unified Expression deutlich unterschétzt. Es
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Abbildung 2.49: Ratchettingraten fiir 90° phasenverschobene Belastung mit Lastverhédltnis R = 0

ergibt sich aulerdem kein Unterschied zwischen der Geschwindigkeit von Normaldehnungen und
Gleitungen.

Die Unified Expression unterschétzt ebenfalls die tatsdchlichen Mitteldehnungen deutlich, siehe
Abbildung 2.48b. Dies gilt vor allem fiir die Gleitungen 7,y . Die mittleren Normaldehnungen
€zz,m Werden von beiden StrukturflieBflachenansétzen sehr dhnlich eingeschétzt. Beide Ansatze
iiberschitzten die Mitteldehnungen. Dies resultiert vor allem aus einer Uberschiitzung der Relaxa-
tionsgeschwindigkeit in den ersten Lastzyklen. In den Gleitungen 7,y ,, wird ein Unterschied der
Ansétze deutlich. Sowohl der Verlauf als auch die Absolutwerte der mittleren Gleitungen werden
vom Pseudo-Dehnungsansatz sehr gut wiedergegeben. Der Pseudo-Spannungsansatz tiberschétzt die
Absolutwerte der mittleren Gleitung.

Hervorzuheben ist, dass alle Ansétze bei Verwendung des Ohno/Wang Modells einen nahezu stabilen
Endzustand erreichen. Dieses Verhalten zeigt sich auch in den Messwerten.

Um zu verdeutlichen, welchen Einfluss die Wahl des Plastizitdtsmodells auf die Qualitdt der
Ergebnisse hat, wurde der Lastfall 90° Phasenverschiebung mit Lastverhéltnis R = 0 ebenfalls mit
dem Chaboche Modell nachgerechnet. Das Chaboche Modell weist keine Parameter zur Steuerung des
zyklischen Kriech- oder Relaxationsverhaltens auf und ist dafiir bekannt, Ratchetting erheblich zu
iiberschitzen. Sowohl das Phasendiagramm der Dehnungen als auch der Verlauf der Mitteldehnungen
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Abbildung 2.50: Vergleich der gemessenen und berechneten Kerbdehnungen fiir eine 90° phasenver-
schobene Belastung mit einem Lastverhéltnis von R = 0 fiir beide Lastkanéle. Die
Berechnungen wurden mit dem Chaboche Modell durchgefiihrt.

iiber die Belastungszyklen sind in Abbildung 2.50 dargestellt. Die Unified Expression wurde in
Verbindung mit dem Chaboche Modell nicht implementiert.

Bei Verwendung des Chaboche Modells zeigen die beiden StrukturflieBflichenansétze ein sehr
unterschiedliches Verhalten.

Im Pseudo-Spannungsansatz wird das Ratchettingverhalten vom Strukturmodell modelliert. Die
Mitteldehnungen werden hier sehr stark tiberschatzt. Dieses Verhalten ist im Phasendiagramm nur
fiir die ersten Zyklen zusammen mit den Messergebnissen darstellbar. In Abbildung 2.50b ist zu
erkennen, dass die Mittelwerte unrealistische Werte im Bereich von weit tiber 10 % annehmen. Vom
Pseudo-Spannungsansatz wird dann unter Vorgabe der plastischen Dehnungen vom Werkstoffmodell
quasi keine Mittelspannungsrelaxation berechnet. Die Mittelspannungen steigen sogar leicht.

Im Pseudo-Dehnungsansatz wird zundchst im Strukturmodell eine Relaxation der Mittelspannung
modelliert. Diese findet sehr schnell statt. Bereits nach etwa 10 Zyklen ist keine nennenswerte
Mittelspannung mehr vorhanden. Dieser Spannungsverlauf fithrt dann bei der Integration des Werk-
stoffmodells dazu, dass die Mitteldehnungen ebenfalls fallen. Ein solches Verhalten ist in Versuchen
nicht zu beobachten. Dadurch werden allerdings die tatsédchlich gemessenen Mitteldehnungen weit
besser vorhergesagt als beim Pseudo-Spannungsansatz.

Wie stark eine solche Fehleinschiatzung der lokalen Beanspruchung bei einer rechnerischen Le-
bensdauerprognose ins Gewicht féllt, hangt vom verwendeten Schidigungsmodell ab. Sollte das
Schiadigungsmodell z. B. Mitteldehnungen bewerten, ist bei Lastpfaden mit Mittellast das Chaboche
Modell in Verbindung mit dem Pseudo-Spannungsansatz unbrauchbar.

Zusammenfassend lasst sich feststellen, dass bei der Anwendung des Ohno/Wang-Modells die Abwei-
chungen zwischen den berechneten und gemessenen Kerbdehnungen sehr gering sind. Ein Vergleich
mit den Messergebnissen bestéitigt auch, wie bereits beim Vergleich mit den FE-Ergebnissen festge-
stellt wurde, die Uberlegenheit der StrukturflieBflichenansétze, insbesondere auf hohen Belastungs-
niveaus. Dabei sind die Ergebnisse zwischen Pseudo-Spannungsansatz und Pseudo-Dehnungsansatz
sehr dhnlich. Welcher Ansatz in einem spezifischen Lastfall die besseren Ergebnisse liefert, lasst
sich nicht a priori sagen. Aufgrund der schnelleren Rechengeschwindigkeit wird weiterhin der
Pseudo-Spannungsansatz bevorzugt.
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3. Schadigungsmodelle fiir mehrachsige
Beanspruchungen

Das Ziel dieser Arbeit ist, einen Algorithmus zur Berechnung der Ermiidungslebensdauer unter
beliebiger mechanischer Beanspruchung zu finden. Dazu wird das ,,Ortliche Konzept® verwendet.
Innerhalb des ,Ortlichen Konzepts® wird die Schidigung eines Werkstoffs auf Grundlagen der ortli-
chen Spannungen und Dehnungen bewertet. Diese ortlichen Beanspruchungen kénnen entweder aus
Messungen vorliegen, wie zum Beispiel haufig bei Versuchsergebnissen von Werkstoffproben der Fall,
oder sie konnen simuliert werden. Zur Simulation von lokalen Beanspruchungszusténden in Kerben
koénnen die in Kapitel 2 beschriebenen Verfahren verwendet werden. Sobald die Beanspruchungen
ermittelt wurden, besteht die Schiidigungsrechnung innerhalb des ,,Ortlichen Konzepts® aus den
Schritten:

1. Identifizieren von Schidigungsereignissen
2. Bewerten der Schidigung (Anwendung eines Schiadigungsmodells)

3. Schadensakkumulation

In diesem Kapitel werden die Grundlagen des ,,Ortlichen Konzepts® kurz erldutert. Es besteht dann
die Aufgabe, geeignete Schidigungsmodelle auszuwéhlen.

In der Literatur existiert eine sehr grofie Anzahl an moglichen Schiadigungsmodellen [Vorm 23].
Dabei ist darauf zu achten, wo die Anwendungsgrenzen des jeweiligen Modells liegen. Viele Modelle
sind nur flir eine bestimmte Lastsituation, einen bestimmten Lebensdauerbereich oder einen be-
stimmten Werkstoff formuliert. Dabei stellen vor allem nichtproportionale Betriebsbelastungen die
Schidigungsmodelle vor grofle Herausforderungen.

Es wird im Folgenden eine begriindete Auswahl getroffen, welche Modelle fiir die Ziele dieser Arbeit
geeignet sind. Weiter verfolgt wurden die Modelle nach dem Verfahren der kritischen Schnittebene.
Im Speziellen wurden die Modelle

 nach Smith/Watson/Topper [Smit 70],
» nach Fatemi/Socie [Fate 88b] und
o ein Schédigungsmodell auf Basis der Kurzrissbruchmechanik nach Hertel [Hert 16]

untersucht. Der Aufbau sowie die grundlegenden Annahmen der Modelle werden besprochen. Ge-
gebenenfalls werden die Modelle angepasst, um eine Berechnung der Ermiidungslebensdauer fiir
nichtproportionale Betriebsbelastungen zu ermdéglichen. In praktischen Anwendungsfillen besteht
oft die Herausforderung, dass nicht ausreichend Versuchsdaten fiir die Parametrisierung der Schadi-
gungsmodelle zur Verfiigung stehen. Aus diesem Grund werden entweder Methoden vorgestellt, um
sdmtliche Modellparameter anhand bekannter Werkstoffkennwerte abzuschétzen oder es werden
standardisierte Werte als Empfehlung gegeben.
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3.1. Grundlagen der Schidigungsbewertung mit dem ,,Ortlichen
Konzept*“

3.1.1. Dehnungswohlerlinie

Die Grundlage der Schidigungsbewertung auf Basis des ,Ortlichen Konzepts® ist eine Werk-
stoffwohlerlinie. Sie ordnet einer ortlichen Beanspruchung eine Versagensschwingspielzahl zu. Im
,Ortlichen Konzept“ ist das Versagen eines Werkstoffs meist bei einem technischen Anriss, nicht
beim vollstdndigen Bruch der Probe, definiert.

Die ortliche Beanspruchung, die zur Schidigungsbewertung verwendet wird, ist zunéchst frei
wahlbar. Es kénnen lokale Spannungen, Dehnungen, Vergleichsgréfien oder die spéter eingefithrten
Schiadigungsparameter (Abschnitt 3.1.5) verwendet werden. Zur Beschreibung des einachsigen
Schadigungsverhaltens kann im einfachsten Fall die 6rtliche Dehnungsamplitude verwendet werden.
Der bekannteste Ansatz, welcher den Zusammenhang zwischen der lokalen Dehnungsamplitude und
der Ermiidungslebensdauer eines Werkstoffs beschreibt, ist durch das Potenzgesetz von Basquin
[Basq 10], Manson [Mans 53], Coffin [Coff 54, Coff 62] und Morrow [Morr 65] formuliert:

€a,ges = Ea,el + €a,pl = (2N>b + Elf (QN)C . (31)

SN

Die gesamte Dehnungsamplitude wird additiv in einen elastischen und einen plastischen Teil
aufgeteilt. Fir jeden Anteil wird ein Potenzgesetz formuliert. Bei einer doppelt-logarithmischen
Auftragung entsprechen die Ansétze der elastischen und plastischen Wéhlerlinien einer Geraden, siehe
Abbildung 3.1. Die Materialkennwerte b und ¢ sind die Neigungen dieser Geraden. Die Koeffizienten
¢y und o/ sind die Stiitzpunkte bei jeweils N = 1/2. Dabei ist E' der Elasitizitdtsmodul.

Zusammen mit der zyklischen FlieSkurve aus Abschnitt 2.2.1 werden 6 Werkstoffparameter (plus
der E Modul fiir elastisches Werkstoffverhalten) benotigt, um das einachsige Werkstoffverhalten zu
beschreiben.

Tatséachlich ergeben sich allerdings nur 4 unabhéngige Werkstoffparameter. Zwischen den Parametern
K’ und n’ aus Gleichung (2.8) und den Parametern b, c, 5’f, O'} aus Gleichung (3.1) miissen die
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Abbildung 3.1: Schematische Darstellung der Dehnungswohlerlinie
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Kompatibilitdtsbedingungen

b=cn,

, , o (3.2)

g = K (Epl)

erfiillt sein. Diese werden allerdings héaufig vernachléssigt, um eine bessere Beschreibung von
Versuchsergebnissen zu erlauben. Sollten keine Messergebnisse vorliegen, um die Parameter der
Dehnungswohlerlinie zu bestimmen, kénnen sie aus statischen Kennwerten abgeschéitzt werden.
Abschéatzmethoden sind in [Wéch 16], im ,, Uniform Material Law* [Badum 90] oder in der FKM-
Richtlinie Nichtlinear [Fied 19] zu finden.

3.1.2. Mittelspannungseinfluss

Mittelspannungen unter schwingender axialer Beanspruchung haben einen grofien Einfluss auf die Er-
miidungslebensdauer von Werkstoffen. Im Vergleich zu Versuchen ohne Mittelspannungen verkiirzen
Zugmittelspannungen die Lebensdauern, wihrend Druckmittelspannungen diese verldngern.
Dieser Effekt kann in einem Haigh-Diagramm [Haig 15] veranschaulicht werden. Eine schematische
Darstellung des Haigh-Diagramms fiir axiale und torsionale Beanspruchung ist in 3.2 gegeben. Auf
der Abszisse werden die Mittelspannungen aufgetragen, auf der Ordinate werden die Amplituden
aufgetragen. Unterschiedliche Lastverhéltnisse R lassen sich durch Geraden ausgehend vom Ursprung
visualisieren. Es werden nun fiir die verschiedenen Lastverhéltnisse Linien gleicher Lebensdauer
verbunden. Die Kurven sind durch die statische Zugfestigkeit R,, begrenzt.

Von Schiitz [Schii 67] wird die Mittelspannungsempfindlichkeit M, eingefiihrt:

M, = Oa,R=0 — Oq,R=—1 _ Oa,R=-1 1 (33)
Om,R=0 — Om,R=—1 Oa,R=0
Sie kann als Steigung im Haigh-Diagramm zwischen den Lastverhéltnissen R = 0 und R = —1

verstanden werden. Nach der FKM Richtlinie [Renn 12] verlauft die Mittelspannungsempfindlich-
keit wie in Abbildung 3.2 dargestellt. Fiir negative Spannungsverhéltnisse wird der Ansatz von
Schiitz verwendet. Zwischen den Spannungsverhéltnissen R = 0 und R = 0.5 wird die Mittel-
spannungsempfindlichkeit auf M, /3 reduziert. Bei Spannungsverhéltnissen R > 0.5 wird eine
Mittelspannungsempfindlichkeit von M, = 0 angenommen.

Unter Schubbeanspruchung ist das Vorzeichen der Mittelspannungen irrelevant fiir die Schadigungs-
wirkung. Es ergibt sich ein symmetrisches Haigh-Diagramm, sieche Abbildung 3.2. Die Mittelspan-
nungsempfindlichkeit fir reine Schubbeanspruchungen M., ist im Allgemeinen wesentlich kleiner als
fiir Normalbeanspruchungen.
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Abbildung 3.2: Schematische Darstellung des Haigh-Diagramms nach FKM-Richtlinie linear
[Renn 12]

3.1.3. Zyklenzahlung

Tritt in einer schwingenden Beanspruchung wéihrend des gesamten Beanspruchungsverlaufs nur
eine konstante Amplitude auf, so wird von einer Einstufenbelastung gesprochen. Wenn die Be-
anspruchung allerdings variable Amplituden enthélt, wird diese als Betriebsbelastung bezeichnet.
Hierbei ist zunéchst unklar, welche Ereignisse einen Betrag zur Schidigung leisten. Somit miissen
Schadigungsereignisse zunédchst identifiziert werden. Fiir die identifizierten Schidigungsereignisse
miissen dann Amplituden und Mittelwerte bestimmt werden.

Unter einachsiger Belastung hat sich das sogenannte ,,Rainflow Verfahren“ oder auch ,Rainflow-
Zahlung® durchgesetzt. Dieses Verfahren basiert auf der Arbeit von Matsuishi und Endo [Mats 68]. Es
existieren mehrere, leicht unterschiedliche Umsetzungen des ,Rainflow Verfahrens“. Eine Ubersicht
iiber die verschiedenen Verfahren und die historische Entwicklung des Rainflow Zahlverfahrens
ist in [Ko6hl 10, K6hl 12] zu finden. In dieser Arbeit wird die Hysteresis Counting Method (kurz
HCM) nach Clormann und Seeger [Clor 86] angewendet. Der Algorithmus ist in der Lage, unter
Beriicksichtigung des Masing-Verhaltens und der Memory Regeln aus Abschnitt 2.2.1 geschlossene
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Hystereseschleifen des lokalen Spannungs-Dehnungs-Pfades zu identifizieren. Als Schidigungsereignis
werden also geschlossene Spannungs-Dehnungs-Hysteresen identifiziert.

Bei einer mehrachsig proportionalen Beanspruchung kann das ,,Rainflow Verfahren“ mit Vergleichs-
grofen weiter angewendet werden.

Im allgemeinen Fall der mehrachsig nichtproportionalen Beanspruchung kommen andere oder
erweiterte Zéhlverfahren zum FEinsatz. Verfahren zur mehrachsigen Zyklenzéhlung wurden von
Bannantine und Socie [Bann 91], Dressler et al. [Dres 92, Dres 95] oder Wang und Brown [Wang 96a,
Wang 96b] vorgestellt.

Besonders haufig wird in der Literatur das Verfahren von Wang und Brown [Wang 96a, Wang 96b|
angewandt. Dieses Verfahren wurde spater von Meggiolaro [Megg 12a, Megg 12b, Megg 15] modi-
fiziert. Beide Verfahren beruhen auf der Zahlung von relativen Vergleichsgrofien (zum Beispiel
Vergleichsdehnungen). Alle Beanspruchungen werden dabei auf einen Referenzzeitpunkt in der
Belastungshistorie bezogen. Das Vorzeichen der Beanspruchung geht dabei verloren. Aus diesem
Grund werden Halbzyklen gezdhlt. Ein Halbzyklus beinhaltet alle Werte, welche die relative Ver-
gleichsdehnung bis zum Maximalwert ansteigen lassen. Sobald ein Halbzyklus identifiziert wurde,
werden neue relative Vergleichsgroflen, bezogen auf einen neuen Referenzpunkt, gebildet.

Von Langlais et al. [Lang 03] wird ein weiteres Verfahren eingefithrt. Zundchst wird eine primére
Schadigungsvariable (zum Beispiel eine bestimmte Dehnungskomponente) festgelegt. Zyklen werden
dann anhand einer Rainflow-Zahlung der definierten priméren Schidigungsvariable bestimmt. Alle
weiteren zur Schidigungsbewertung notigen Groflen werden als Hilfsvariablen gespeichert und den
jeweiligen Zyklen zugeordnet.

In dieser Arbeit werden Schwingspiele mit dem HCM Algorithmus nach Clormann und Seeger
[Clor 86] gezahlt. Weitere zur Schiadigungsbewertung nétige Variablen werden nach dem Vorschlag von
Langlais [Lang 03] als Hilfsgrofilen mitgefiihrt. Der Vorteil der klassischen Rainflow-Zahlung gegeniiber
den mehrachsigen Zahlverfahren ist die leichtere Umsetzung in Programmcode und die schnellere
Rechenzeit. Dies trifft auch auf das Verfahren von Langlais [Lang 03] zu. Ein Vergleich zwischen
dem HCM Algorithmus und einer mehrachsigen Zyklenzdhlung wird spater im Zusammenhang mit
dem Fatemi/Socie Schidigungsparameter in Abschnitt 3.2.5 gezeigt.

3.1.4. Schadensakkumulation und Reihenfolgeeinfliisse

Zur Bewertung der Schidigung bei einer Beanspruchung unter einer Betriebslastfolge, das heifit mit
variablen Amplituden und Mittelspannungen, wird eine Schadenakkumulationsregel benttigt. Am
héufigsten wird eine lineare Schadensakkumulation nach Palmgren und Miner [Mine 45, Palm 24],
kurz Miner-Regel, verwendet. Einem Schwingspiel mit Amplitude o,; und e,; wird anhand der
Woéhlerlinie unter einstufiger Beanspruchung eine Lebensdauer N; zugeordnet. Diesem Schwingspiel
wird die Schidigung

D= — (3.4)

zugewiesen. Die Gesamtschadigung ergibt sich dann durch die Summe der Schadigungen aller
einzelnen Schwingspiele:

D=> "D (3.5)

Die Ermiidungslebensdauer N entspricht der Anzahl aufgebrachter Schwingspiele beim Erreichen
der Gesamtschadigung D = 1. Der Vorteil der linearen Schadensakkumulation ist ihre einfache
Anwendbarkeit.

Nach der originalen Miner-Regel verursachen Schwingspiele unterhalb einer dauerfest ertragba-
ren Beanspruchungsamplitude (z. B. 04 po) keine Schédigung. Dies entspricht nicht immer der
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Abbildung 3.3: Modifikationen der Miner-Regel unterhalb der Dauerfestigkeit

Realitdt. Vorgeschiadigte Bauteile/Proben weisen eine erniedrigte Dauerfestigkeit auf. Beanspru-
chungsamplituden, welche niedriger als die anfingliche Dauerfestigkeit, jedoch hoher als die aktuelle
Dauerfestigkeit sind, kénnen zur Schadigung beitragen. Wahrend der Beanspruchung kommt es zu
einer Absenkung der Dauerfestigkeit. Es wurden Modifikationen der Miner-Regel eingefiihrt, um
diesen Reihenfolgeeffekt zu berticksichtigen, siche Abbildung 3.3.

Die konsequente Erweiterung der Miner-Regel beriicksichtigt ein kontinuierliches Absinken der
Dauerfestigkeit mit steigender Schadigung. Bei der elementaren Verlingerung der Miner-Regel wird
die urspriingliche Dauerfestigkeit ignoriert. Die Wohlerlinie wird mit gleicher Steigung unterhalb der
Dauerfestigkeit verlangert. Sie liefert die konservativsten Lebensdauern, da hier auch Schwingspiele
unterhalb der Dauerfestigkeit von Anfang an einen Schiadigungsbeitrag leisten. Eine modifizierte
Version der Verlangerung der Wohlerlinie wurde von Haibach [Haib 13] vorgeschlagen. Die Wohlerlinie
mit Neigung & wird mit der modifizierten Neigung &’ = 2k — 1 unter der Dauerfestigkeit verlangert.
Das Rissfortschrittskonzept fithrt zu einer Form der Miner-Regel, die der konsequenten Form
ahnelt. Durch steigende Risslangen (steigende Schédigung) wird ein kontinuierliches absinken einer
Dauerfestigkeit vorhergesagt.

Unter Betriebsbelastungen wirken noch weitere Reihenfolgeeinfliisse. Ein Beispiel ist das Rissschlie-
Ben, das in Modellen fiir Rissfortschritt beriicksichtigt werden kann. Ein weiterer Reihenfolgeeinfluss
kann auf das zyklische Verhalten des Werkstoffs zuriickgefiihrt werden. Insbesondere das Relaxie-
ren von Mittelspannungen spielt hier eine bedeutende Rolle. Solch transientes Verhalten ist vom
Werkstoffmodell zu beriicksichtigen. Ebenso sind Spannungsumlagerungen in gekerbten Bauteilen
moglich. Diese sind allerdings innerhalb des ,,Ortlichen Konzepts“ nur schwer zu beriicksichtigen.

3.1.5. Schadigungsparameter

Schadigungsparameter sind mehr oder weniger komplexe Beanspruchungsgrofien. Sie werden mit
unterschiedlichen Zielsetzungen formuliert. Eine Schwingbeanspruchung wird auf eine skalare Ver-
gleichsbeanspruchung, den Schadigungsparameter, abgebildet. Diese Abbildung weist Parallelen
zur Vergleichsspannung auf. Durch den Schidigungsparameter kénnen werkstoffspezifische Schadi-
gungsmechanismen beriicksichtigt werden. Zum Beispiel kann der Einfluss von Mittelspannungen
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erfasst werden. In der Literatur existiert eine Vielzahl verschiedener Formulierungen von Schédi-
gungsparametern. Der wohl bekannteste Vertreter ist der Schiadigungsparameter Psyyr nach Smith,
Watson und Topper [Smit 70]. Eine Erweiterung des Schadigungsparameters Psyyr, welche in der
FKM-Richtlinie Nichtlinear [Fied 19] verwendet wird, ist in Form von Pg4ps durch

Prayv =\ Eea - (04 + ko) (3.6)

angegeben. In der originalen Formulierung [Smit 70| bleibt der Werkstoffparameter & unberiicksichtigt.
Es ist dann k£ = 1 zu setzten. Die Schédigung wird durch das Produkt aus Oberspannung und
Dehnungsamplitude bewertet. Gleichung (3.6) stellt die Erweiterung des Parameters Psy7 nach
Bergmann [Berg 83] dar. Der Einfluss von Mittelspannungen wird iiber den Werkstoffparameter k
innerhalb des Terms o, + ko, beriicksichtigt. In der FKM-Richtlinie Nichtlinear wird der Parameter
k aus der Mittelspannungsempfindlichkeit M, , siehe Abschnitt 3.1.2, bestimmt.

Um eine Schidigung mit einem Schadigungsparameter zu berechnen, ist der Zusammenhang zwischen
der Ermiidungslebensdauer und dem Schadigungsparameter zu bestimmen. Es miissen also die in
Abschnitt 3.1.1 beschriebenen Woéhlerlinien in Abhéngigkeit vom Schiadigungsparameter ausgedriickt
werden. Oft gelingt dies, wenn die Parameter der Dehnungswohlerlinie aus Gleichung (3.1) bekannt
sind. Die Dehnungswohlerlinie wird anhand von einstufigen Versuchen ohne Mittellast o, = 0
bestimmt. Fiir Spannungs- und Dehnungsamplituden kénnen die aus Gleichung (3.1) bekannten
Zusammenhénge in Gleichung (3.6) eingesetzt werden. Die Schadigungsparameterwohlerlinie fiir
den Praps Parameter in Abhéngigkeit der Werkstoffparameter der Dehnungswohlerlinie ist dann:

Prayt = /o (2N)* + B!, (2N)"+, (3.7)

Dariiber hinaus existiert eine groflie Anzahl an Schidigungsparametern, die speziell fiir die Verwen-
dung bei mehrachsiger Beanspruchung formuliert sind. Auf einige dieser Parameter wird ndher in
Abschnitt 3.2 eingegangen.

3.1.6. Stiitzwirkung

In den meisten Féllen weisen Bauteile mit Kerben eine ldngere Lebensdauer auf als ungekerbte
Werkstoffproben, welche der gleichen lokalen Beanspruchung ausgesetzt sind. An einer ungekerbten
Probe gewonnene Werkstoffdaten lassen sich nicht ohne Weiteres auf reale Bauteile ibertragen. Neben
dem Beanspruchungszustand existieren weitere Einflussgrofien, die sogenannten Grofleneinfliisse.
GroBeneinfliisse werden von Kloos [Kloo 76] in vier Gruppen unterteilt:

den technologischen Grofleneinfluss,

den spannungsmechanischen Gréfleneinfluss,

den statistischen Grofleneinfluss

und den oberflachentechnischen Grofleneinfluss.

Die vier Grofleneinfliissse werden nachfolgend kurz erlédutert.

Der technologische Gréfieneinfluss ergibt sich aus Einfliilssen aus Herstellungs- und Fertigungsver-
fahren. Er beschreibt die Auswirkungen unterschiedlicher Gefiigestrukturen in groflen Bauteilen
gegeniiber kleinen Proben, die durch unterschiedliche mechanische und thermische Herstellungsver-
fahren entstehen. Besonders wichtig sind dabei die Grofle, Form und Verteilung nichtmetallischer
Einschliisse, was zu unterschiedlichen Schwingfestigkeiten fiihrt, [Rada 07].

Die Oberflachenbeschaffenheit eines Bauteils hat ebenfalls Einfluss auf die Lebensdauer. Ein Beispiel
fiir den Oberflacheneinfluss ist die Rauheitstiefe. Rauheiten auf der Oberfliche wirken als Mikrokerben
und férdern dadurch die Bildung von Anrissen.
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Der spannungsmechanische Groéfieneinfluss wird auf eine inhomogene Spannungsverteilung zu-
riickgefithrt. Er tritt demnach nicht nur bei gekerbten Bauteilen, sondern auch bei Biege- oder
Torsionsversuchen auf. Der spannungsmechanische Groéfieneinfluss beschreibt den Einfluss von Span-
nungsgradienten. Wenn ein Riss ins Bauteilinnere hinein wéchst und einem Spannungsgradienten
ausgesetzt ist, erfahrt der Riss bei zunehmender Rissldnge eine geringere Beanspruchung im Vergleich
zu einem homogenen Spannungsfeld, wie es in einer Werkstoffprobe vorliegt. Daher wird die homogen
beanspruchte Werkstoffprobe stérker geschédigt als das Bauteil mit Kerben.

Der statistische Grofleneinfluss geht von einer zufélligen Verteilung von Defekten im Werkstoff
aus. Mit zunehmendem hochbeanspruchten Volumen des Werkstoffs steigt die Wahrscheinlichkeit,
dass eine kritische Defektstelle im hochbeanspruchten Bereich auftritt, was sich negativ auf die
Festigkeit des Bauteils auswirkt. Dabei ist vor allem das Auftreten eines fiir das Ermiidungsversagen
mafgebenden Defekts entscheidend. In homogen beanspruchten Werkstoffproben entspricht das hoch
beanspruchte Werkstoffvolumen quasi dem gesamten Probenvolumen. In gekerbten Bauteilen ist der
hoch beanspruchte Bereich jedoch meist wesentlich geringer, da die gréfite Beanspruchung lokal
auf den Einflussbereich der Kerbe beschrankt bleibt. Werden Ermiidungsrisse betrachtet, die meist
von der Bauteiloberfliche ausgehen, wird anstelle eines hoch beanspruchten Werkstoffvolumens eine
hoch beanspruchte Oberfliche verwendet.

Im Rahmen der FKM-Richtlinien [Renn 12, Fied 19] kommen zur Ubertragung von Werkstoffwohler-
linien auf Bauteilwthlerlinien Stiitzwirkungskonzepte zum Einsatz, die einige der oben genannten
Grofleneinfliisse erfassen. Es werden zwei verschiedene Stiitzwirkungskonzepte verwendet, das Stie-
ler’sche Konzept [Stie 54] und das werkstoffmechanische Stiitzwirkungskonzept nach [Héne 10]. In
der FKM-Richtlinie Nichtlinear [Fied 19] wird das werkstoffmechanische Stutzwirkungskonzept
verwendet. Der in dieser Arbeit erstellte Algorithmus soll eine Erweiterung der FKM-Richtlinie
Nichtlinear darstellen. Daher wird im Folgenden das werkstoffmechanische Stiitzwirkungskonzept
erlautert. Das urspriingliche Stiitzwirkungskonzept nach [Liu01] besteht aus drei Stiitzzahlen, deren
Produkt die Stiitzziffer n bildet:

n = Ngt * Nym - Nbm.- (3.8)

Die drei Anteile der gesamten Stiitzwirkung sind:

o die statistische Stiitzziffer ng,
¢ die verformungsmechanische Stiitzziffer n,,, und

e die bruchmechanische Stiitzziffer ng,,.

Die statistische Stiutzziffer ng erfasst den statistischen Grofleneinfluss. Sie bezieht sich auf das
Weibull’sche Fehlstellenmodell, [Weib 39, Weib 59]. Dieses besagt, dass die Ausfallwahrscheinlichkeit
eines Bauteils grofler wird, wenn das hochbeanspruchte Volumen gréfler wird. Grund hierfiir ist, dass
je grofler das hochbeanspruchte Volumen ist, desto hoher ist die Wahrscheinlichkeit der Anrissbildung,
ausgehend von statistisch verteilten Fehlern im Werkstoff [Liu01]. Es besteht eine Abhéngigkeit
von hochbeanspruchtem Volumen zu hochbeanspruchter Oberfliche, weshalb auch die Oberflache
verwendet werden kann, um die statistische Stiitzzahl zu bestimmen. Die statistische Stiitzzahl
kann mit

Are s l/kSt
Nst = (Af’tt> (3.9)

berechnet werden. Die Grofle A,.r s ist die Referenzoberfliche der ungekerbten Probe, die zur
Bestimmung der Schidigungsparameterwohlerlinie verwendet wird. Bei einer Rundprobe mit einem
Durchmesser von D = 8 mm und einer Priifbereichlénge von 1 = 20 mm betrégt die Referenzoberfléche
Apefst = 500 mm?. Die hochbeanspruchte Oberfliche des Bauteils A, st kann nach der erweiterten
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Methode SPIEL ermittelt werden, die in [Wéach 21] anhand von Beispielen erldutert wird. Eine
Erweiterung der Methode SPIEL ist in [Miill 18] beschrieben. Der Weibullexponent kg, ist abhéngig
von der Werkstoffgruppe und nimmt Werte im Bereich von 10 bis 30 an.

Die bruchmechanische Stiitzziffer ng,, beriicksichtigt den Effekt, dass ein Riss in einem Quer-
schnitt mit einer inhomogenen Spannungsverteilung langsamer wéchst als in einem Querschnitt mit
homogener Spannungsverteilung (im ungerissenen Zustand). Sie berticksichtigt demnach den span-
nungsmechanischen Gréfleneinfluss. Bei inhomogenen Spannungsverteilungen nimmt die Spannung
im ungerissenen Zustand ins Bauteilinnere hin ab. Teilweise kann sogar das Risswachstum zum
Erliegen kommen. Die bruchmechanische Stiitzzahl kann durch

N, = mMax(Tpm; 1) (3.10)

mit
Ty = VG [mm] Vi[mm] (3.11)

mit
k=5 ng+ Rizm : \/177—50—’:2\/\/% (3.12)

aus dem bezogenen Spannungsgradienten G, der Zugfestigkeit R, und der Referenzzugfestigkeit
R, pm berechnet werden. Die Referenzzugfestigkeit 12, py, ist eine werkstoffgruppenabhéngige Grofie,
welche der FKM-Richtlinie Nichtlinear zu entnehmen ist, [Fied 19]. Der bezogene Spannungsgradient
G kann mittels FE-Rechnung bestimmt werden oder fiir einfache Bauteilgeometrien aus der FKM-
Richtlinie, [Renn 12], entnommen werden.

Die verfomungsmechanische Stiitzzahl n,,, beriicksichtigt die Makrostiitzwirkung nach Neuber,
[Neub 68]. Es wird eine Stiitzwirkung beschrieben, die den Unterschied zwischen linear elastischem
und elastisch-plastischem Werkstoffverhalten beriicksichtigt. Da sowohl in der FKM-Richtlinie
Nichtlinear als auch in den hier beschriebenen Kerbndherungsverfahren aus Kapitel 2 elastisch-
plastisches Verhalten der lokalen Beanspruchungen bereits beriicksichtigt wird, wird diese Stiitzziffer
nicht verwendet. Nach dem Stiitzwirkungskonzept der FKM-Richtlinie Nichtlinear werden nur die
bruchmechanische und statistische Stiitzziffer verwendet.

Die so berechnete Stiitzziffer wird dazu verwendet, die Schiadigungsparameterwohlerlinie des Werk-
stoffs auf eine Schidigungsparameterwohlerlinie des Bauteils zu iibertragen. Wie diese Ubertragung
stattfindet, wird in Abschnitt 3.2 anhand der vorgestellten Schidigungsmodelle erldutert. Ebenfalls
ist die Anwendung innerhalb der FKM-Richtlinie Nichtlinear auf lokal einachsig oder proportional
beanspruchte Bauteile beschrénkt. Ein Vorschlag, wie die benotigten Kenngrofien (hochbeanspruchte
Oberfliche A, s, bezogener Spannungsgradient G oder auch Traglastformzahl K, fiir die Kerbna-
herungsverfahren) bei einer nichtproportionalen Belastung mit variablen Amplituden bestimmt
werden kénnen, wird in Abschnitt 5.2.2 vorgestellt.

3.2. Schadigungshypothesen fiir mehrachsige Beanspruchungen

In der Fachliteratur existieren eine Vielzahl an Schadigungshypothesen oder Schiadigungsmodellen.
Nach Liu [Liu01] oder Vormwald [Vorm 23] lassen sich diese Modelle grob in drei Gruppen einteilen:

o Erweiterung von statischen Festigkeitshypothesen
e Integrale Schadigungsparameter

e Verfahren der kritischen Schnittebene
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Ubersichten iiber einige der bekanntesten Ansétze sind in [Garu81] und [Vorm 23] zu finden. Hiufig
gelten bei der Anwendung einer bestimmten Schadigungshypothese Einschrinkungen beziiglich
der Beanspruchungsart. In der vorliegenden Arbeit soll jedoch ein Algorithmus erarbeitet werden,
der unter einer beliebigen mechanischen Beanspruchung zuverlédssig die Ermiidungslebensdauer
eines Bauteils oder einer Werkstoffprobe vorhersagen kann. Im Folgenden werden einzelne Schidi-
gungshypothesen néher vorgestellt. Besonders wird dabei auf Verfahren der kritischen Schnittebene
eingegangen, da diese Modelle fiir eine Lebensdauervorhersage unter einer allgemeinen, nichtpropor-
tionalen Belastung mit variablen Amplituden besonders geeignet sind.

3.2.1. Erweiterung klassischer Festigkeitshypothesen

Die bekanntesten Festigkeitshypothesen fiir statische Beanspruchungen sind die klassischen Ver-
gleichsspannungshypothesen. Vertreter dieser Klasse an Festigkeitshypothesen sind die Normalspan-
nunshypothese nach Rankine [Rank 57|, die Schubspannungshypothese nach Tresca [Tres 64] oder die
Gestaltanderungsenergiehypothese (GEH, auch bekannt als ,von Mises Hypothese“ ) nach [Mise 13].
Insbesondere fiir metallische Werkstoffe hat sich die GEH bewédhrt. Die GEH wird nun als Beispiel
diskutiert.

Als versagensmafigebende Grofle wird bei dieser Hypothese die Gestaltdnderungsenergie definiert.
Die Gestaltédnderungsenergie ist proportional zur zweiten Invariante des Spannungsdeviators. Fir
einen allgemeinen Spannungszustand kann eine Vergleichsspannung nach der GEH als

OvGEH = \/ng + 02, 4 02, — 00uOyy — O2aOyy — OuxOyy + 3 (02, + 02, + 02,) (3.13)

geschrieben werden. Die GEH und andere statische Festigkeitshypothesen liefern lediglich positive
Werte bzw. Vergleichsspannungen. Aus diesem Grund sind sie ungeeignet fiir einen Ermiidungsfes-
tigkeitsnachweis. Es existieren verschiedene Methoden, einer Vergleichsspannung ein Vorzeichen
zuzuordnen. Dies fiihrt auf die sogenannten vorzeichenbehafteten Vergleichsspannungen. Die vorzei-
chenbehaftete von Mises Vergleichsspannung findet beispielsweise Anwendung in der FKM-Richtlinie
Nichtlinear, [Fied 19]. Diese Vergleichsspannung besteht im Grunde aus zwei Teilen. Zum einen aus
der von Mises Vergleichsspannung o, geg und einem vorzeichengebenden Teil V' Z:

owvz =VZ- 0,GEH- (3.14)

Fiir den Teil, der das Vorzeichen bestimmt, kann das Vorzeichen der hydrostatischen Spannung
o verwendet werden. Dieses Vorgehen wird in der FKM-Richtlinie Nichtlinear angewendet. Liegt
eine reine Torsionsbeanspruchung vor, wird die hydrostatische Spannung oy = 0. In diesem
Fall muss nach FKM-Richtlinie Nichtlinear die Ermiidungsfestigkeit sowohl mit positivem als
auch negativem Vorzeichen untersucht werden. Es gilt dann die niedrigere Lebensdauer fiir den
Ermiidungsfestigkeitsnachweis.

Bei der Verwendung der vorzeichenbehafteten von Mises Vergleichsspannung kommt es bei nichtpro-
portionalen Beanspruchungen zu physikalisch nicht begriindbaren Spriingen im Vergleichsspannungs-
Zeit-Verlauf, wie Abbildung 3.4 am Beispiel einer zusammengesetzten Beanspruchung aus Normal-
spannung und Schubspannung zeigt. Diese Problematik wird ebenfalls in [Gaie 13] und [Wach 22]
thematisiert. Grund fiir diese Spriinge ist, dass die vorzeichenbehaftete Vergleichsspannung das
Vorzeichen von der hydrostatischen Spannung oy bezieht. Diese Spriinge haben zur Folge, dass zu
viele und zu grofle Hysteresen gezahlt werden, sodass eine zu kurze Lebensdauer vorhergesagt wird.
Die Anwendung der vorzeichenbehafteten Vergleichsspannung ist, ebenso wie die aktuelle FKM-
Richtlinie Nichtlinear, beschrankt auf den Fall proportionaler Beanspruchungen.
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Abbildung 3.4: Beispiel fiir die vorzeichenbehaftete Vergleichsspannung bei (a) proportionaler Bean-
spruchung und (b) nichtproportionaler Beanspruchung

3.2.2. Integrale Schadigungsparameter

Integrale Festigkeitshypothesen betrachten die rdumliche Beanspruchung eines Werkstoffelements. Es
wird ein integraler Mittelwert einer Schidigungsvariable iiber alle méglichen Schnittebenen in einem
Werkstoffelement gebildet. Die Beanspruchung kann in numerischen Analysen durch die Ann&herung
iiber mehrere Schnittebenen erfasst werden. Der so gebildete Mittelwert der Schiadigungsvariable
muss invariant gegeniiber Koordinatentransformation sein.

Die Grundlage bildet die Feststellung von Novozhilov [Novo61], dass der integrale Mittelwert
der quadrierten Schubspannungen in allen Schnittebenen proportional zur zweiten Invariante des
Spannungsdeviators ist:

1 9 1 ™ 2m ) )
— dQd = — : dyde = 3Js. 3.15
0 / Ty AT /y_O /@_O Ty Sin (7) yay 2 ( )

Die Oberfliche einer Einheitskugel wird mit 2 bezeichnet. Ein Flichenelement auf dieser Einheits-
kugel berechnet sich mit d€2 = sin () dydp. Der Mittelwert der quadrierten Schubspannungen kann
also in Zusammenhang mit der von Mises Vergleichsspannung gebracht werden. Eine Erweiterung
der in der Schwingfestigkeit relvanten Groflen wurde von Simbiirger [Simb 75] mit der effektiven
Schubspannungshypothese vorgeschlagen. Dieser Ansatz wurde spéater von Zenner, Heidenreich und
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Richter [Zenn 77, Zenn 80] zur sogenannten Schubspannungsintesitatshypothese (SIH) erweitert.
Durch

15

T 27
2 2 .
ol = — T -sin () dydp
va T oo L_O [0_0 py.effia

(3.16)

15 ™ 2w .
= o / 0/ . [aTgma (1 + mTémm) + bai%a (1 + nJZ%m)] -sin () dydy
y= =

wird die Amplitude einer Vergleichsspannung berechnet. Die vier Parameter a, b, m und n stellen
Werkstoffparameter dar. Fiir die Definition und Bestimmung dieser Werkstoffkonstanten sei auf Liu
und Zenner [Liu93] verwiesen. Eine Erweiterung auf die Anwendung bei Betriebsbelastungen wurde
von Esderts [Esde 96] vorgeschlagen.

Die hier vorgestellte STH hat sich im Bereich der Dauerfestigkeit bewéhrt und erweist sich als zuver-
lassig, sowohl fiir proportionale als auch fiir nichtproportionale Beanspruchungen. Dagegen erscheint
im Zeitfestigkeitsbereich die Verwendung eines richtungsunabhéngigen Parameters spitestens dann
fraglich, sobald Mikrorisse auftreten und eine eindeutige Richtungsabhéngigkeit der Schiadigung
erkennbar wird, [Vorm 23].

3.2.3. Verfahren der kritischen Ebene

Die letzte Gruppe bilden die Modelle nach dem kritischen Ebenen (oder auch kritischen Schnittebe-
nen) Verfahren. Das Verfahren der kritischen Schnittebene hat sich fiir die Ziele dieser Arbeit am
geeignetsten herausgestellt. Aus diesem Grund wird es in diesem Abschnitt ausfiihrlicher besprochen.
Anséitze der kritischen Schnittebenen bewerten die Schidigung in allen (bei der numerischen
Umsetzung in vielen) Schnittebenen eines Werkstoffelements und definieren eine Schnittebene als
kritisch. Vor allem aufgrund der Identifizierung von Schwingspielen bei der Belastung mit variablen
Amplituden werden die Ansétze der kritischen Schnittebene fiir diese Arbeit als geeignet erachtet.
Der Ansatz der kritischen Ebenen ist aus experimentellen Beobachtungen hervorgegangen. Durch
wiederholte Beanspruchung entstehen Gleitlinien und Mikrorisse in spezifischen Ebenen der Struktur,
[Vorm 23]. Abhéngig von Werkstoff und Beanspruchungszustand wird die Ermiidungslebensdau-
er durch Risswachstum entweder in Ebenen groier Schubbeanspruchung oder in Ebenen grofler
Zugbeanspruchungen dominiert, [Soci00]. Bei kritischen Ebenen Modellen wird daher die Ermii-
dungslebensdauer anhand von Schnittspannungen und/oder -dehnungen in materiellen Schnittebenen
berechnet. Abbildung 3.5 zeigt eine Schnittebene, gekennzeichnet durch die zwei Schnittwinkel ¢
und 1. Die Modelle sind in der Theorie in der Lage, sowohl die Ermiidungslebensdauer als auch die
Orientierung der Versagensebene vorherzusagen.

freie Oberflache

Abbildung 3.5: Definition einer materiellen Schnittebene in Abhéngigkeit der Schnittwinkel ¢ und
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Neben der in Abschnitt 3.2 genannten Einteilung von Festigkeitshypothesen existieren weitere
Unterteilungen der kritischen Ebenen Modelle in verschiedene Gruppen. Modelle der kritischen
Ebene kénnen nach [Jian 07, Fate 11] weiter unterteilt werden in

o spannungsbasierte,
¢ dehnungsbasierte oder

e spannungs- und dehnungsbasierte

Modelle. Ansétze, die sowohl auf Spannungen als auch auf Dehnungen basieren, werden auch oft als
energiebasiert bezeichnet. Damit ist dann allerdings meistens keine Energie im physikalischen Sinne
gemeint. Eine solche Grofle wére richtungsunabhéngig und damit unabhéngig von der Schnittebene.
Spannungsbasierte Modelle, wie das von Findley [Find 54] vorgeschlagene Modell, funktionieren
bei Ermiidung mit hohen Zyklenzahlen und geringer plastischer Verformung gut, aber in Fallen
mit hoher plastischer Verformung liefern spannungsbasierte Modelle eher schlechte Ergebnisse
[Fate 11]. Modelle, die nur auf Dehnungen basieren (dehnungsbasiert, wie [Brow 79]), konnen einige
Effekte des Werkstoffverhaltens nicht beriicksichtigen, wie die nichtproportionale Verfestigung oder
zyklische Ver- oder Entfestigung [Fate 11]. Modelle der kritischen Ebene, die auf Spannungen und
Dehnungen basieren, sind fiir allgemeine Anwendungen am besten geeignet [Fate 11]. Aus diesem
Grund werden in dieser Arbeit Anséitze auf der Grundlage von Spannungen und Dehnungen fiir die
kritische Ebene untersucht. Zwei der gebrauchlichsten Modelle, der Smith/Watson/Topper (SWT)
Parameter [Smit 70] und der Fatemi/Socie (FS) Parameter [Fate 88b, Fate 838a] sowie ein auf der
Kurzriss-Bruchmechanik basierendes Modell werden nachfolgend betrachtet. Mehr zu den einzelnen
Schadigungsparametern ist in Abschnitt 3.2.4, Abschnitt 3.2.5 und Abschnitt 3.2.6 zu finden. Mit
welchem Kriterium die fiir das Bauteil- oder Werkstoffversagen kritische Schnittebene festzulegen
ist, ist in der Literatur nicht eindeutig definiert. Die kritische Ebene kann zum Beispiel als eine
Werkstoffebene definiert werden, welche die maximale Spannungs- oder Dehnungsamplitude erfahrt.
In dieser Arbeit wird die kritische Ebene als die Ebene definiert, in der die geringste rechnerische
Lebensdauer prognostiziert wird. Dies fiihrt zu den konservativsten rechnerischen Lebensdauern
und einer eindeutigen Definition der kritischen Ebene bei der Anwendung unter Betriebsbelastung.

3.2.3.1. Schnittebenen Projektion

Zur Bewertung der Ermiidungsschidigung mit dem Verfahren der kritischen Schnittebenen miissen
Spannungs- und Dehnungszustdnde in Schnittebenen projiziert werden. Dazu werden Koordi-
natensysteme eingefiihrt, welche die aktuelle Schnittebene beschreiben. Zunachst wird, wie in
Abbildung 2.1 dargestellt, ein globales Koordinatensystem {X,Y, Z} und ein lokales Koordinaten-
system {z,y,z} definiert. In dieser Arbeit wird die Ermiidungsschidigung ausgehend von einer
unbelasteten Bauteiloberfliche betrachtet. Im Allgemeinen treten dadurch im lokalen Koordinaten-
system drei unabhingige Spannungskomponenten auf, siche Abschnitt 2.1. Werden wie in Kapitel 4
Werkstoffproben untersucht, fallen lokales und globales Koordinatensystem zusammen.

Zum Auffinden der kritischen Schnittebene wird ein weiteres Koordinatensystem {zs, ys, 25} einge-
fithrt, welches den aktuellen Schnitt durch das Werkstoffelement beschreibt. Dieses ,,Schnittkoordi-
natensystem“ wird durch Rotation aus dem lokalen Koordinatensystem gewonnen. Dazu werden die
beiden Rotationswinkel ¢ und 3 verwendet. Die beiden Drehwinkel sind in Abbildung 3.6 dargestellt.
Sie sind wie folgt definiert:

e Der Drehwinkel ¢ beschreibt eine Drehung um die lokale z-Achse. Er definiert die Drehung
der Schnittebene, welche von der Bauteiloberfliche aus beobachtet werden kann.

e Der Drehwinkel ¢ beschreibt eine Drehung um die gedrehte ys-Achse. Er definiert eine Kippung
der Schnittebene in das Bauteil hinein.
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Abbildung 3.6: Definition des Koordinatensystems der aktuellen Schnittebene durch die Drehwinkel
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Abbildung 3.7: Lage der Schnittebene im ,Schnittkoordinatensystem® {xs, ys, 25}

Die xs-Achse steht dabei immer senkrecht auf der Schnittebene. In {xg, ys, 25} ist der Spannungs-
tensor dann im Allgemeinen voll besetzt. Der aktuelle Schnitt ldsst sich im Koordinatensystem
{zs,ys, 25}, wie in Abbildung 3.7 dargestellt, als gerader Schnitt mitten durch den Werkstoffwiir-
fel vorstellen. Die Schnittspannung ¢ kann also direkt den Komponenten des gedrehten Tensors
entnommen werden. Der Spannungs- und Dehnungstensor lésst sich durch

Ufj = RilejO'i;l, Sfj = Rik‘legil (3.17)

vom lokalen Koordinatensystem ins Schnittkoordinatensystem transformieren. Fiir die oben definier-
ten Rotationswinkel ldsst sich der Rotationstensor wie folgt angeben:

cos (p)cos (1) sin(p)cos(¥)  sin ()
R;; = —sin (p) cos () 0 (3.18)

—cos (p)sin (v) —sin(p)sin(¢) cos (¢).
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Bei der Umsetzung im Programmcode wird die Rotation dann als einfache Matrix Multiplikation
ausgefiihrt. Diese kann wie folgt geschrieben werden:

Tha R}, R 2R11 Ry
Ty R3, R3, 2R21 Ry o
g R3, R3, 2R31 R3o 7 s !
= o — o0’ =R,0o 3.19
oy RBiiRy RiaRoy RuiRyp + RipRoy | | 1Y 7 (3.19)
Ty Ro1R31 RpaR3z  RpiR3p + Roa R Y
Tos R31R11 R3aRi2 R3i1Rio + R Ry
€2z RY R, Ri BBy .
Exy R%, R3, R3, Ro1 R Cro
€2 R R, Ri; Rg1 Rso yy s l
= — €° = R.e 3.20
Yoy 2R Ro1 2R12R22 2R13R23 RiitRaa + RigRoy 8Zz : (3:20)
Vyz 2R91R31 2R99R32 2Ro3R33 Ro1R3o + RooR3 ”Yiy
Vi 2R31R11 2R32R12 2R33Ri13 R31Ri2 + Ry Ry

Bei vielen einstufigen, proportionalen und sogar nichtproportionalen Beanspruchungen kann die
Lage der kritischen Ebene in der Regel durch den vorab gewéhlten Schadigungsparameter analytisch
bestimmt werden. Bei allgemeiner nichtproportionaler Betriebsbeanspruchung muss jedoch jede
mogliche Schnittebene einzeln untersucht werden. Numerisch bedeutet dies, dass iiber die Winkel ¢
und 1 iteriert wird und fiir jede Schnittebene eine Schiadigungsrechnung erfolgen muss.

Fiir die folgende Beschreibung der Schidigungsparameter wird stets vom Schnittkoordinatensystem
ausgegangen. Der Index (...)* an den Koordinatenachsen und Tensorkomponenten wird weggelassen.

3.2.4. Smith/Watson/Topper Parameter

Der Schidigungsparameter Praps in der FKM-Richtlinie Nichtlinear basiert auf dem Schiadigungspa-
rameter Psyyp nach Smith, Watson und Topper, [Smit 70]. Er wurde urspriinglich zur Korrektur von
Mittelspannungen in einachsigen Belastungssituationen entwickelt, [Soci00]. Die Schidigung wird
anhand von wirkenden Normalspannungen und -dehnungen bewertet. Im Prajs Parameter, nach
Bergmann [Berg 83], erfolgt eine zusétzliche Beriicksichtigung der Mittelspannungsempfindlichkeit
M, und des Unterschieds zwischen Zug- und Druckbeanspruchung.

Das Modell ist fiir Werkstoffe geeignet, die hauptsichlich durch Risswachstum in Ebenen mit
maximaler Zugdehnung oder -spannung versagen. In diesen Werkstoffen entstehen Risse durch
Scherbeanspruchung, aber die Ermiidungslebensdauer wird durch das Wachstum von Rissen in
Ebenen bestimmt, die senkrecht zur maximalen Hauptspannung und Dehnung stehen, wie in Abbil-
dung 3.8 dargestellt, [Soci00]. Socie [Soci 87] schligt eine Erweiterung des Schiadigungsparameters
auf mehrachsige Beanspruchungen vor, indem die Amplitude und der Maximalwert der ersten
Hauptdehnung und Hauptspannung verwendet werden. Da sich jedoch Hauptachsenrichtungen
wahrend einer nichtproportionalen Belastung zeitlich dndern, steht die kritische Schnittebene bei
einer allgemeinen nichtproportionalen Belastung nicht a priori fest.

Der hier beschriebene Schédigungsparameter Prajys wird ebenfalls in der FKM-Richtlinie Nichtlinear
verwendet. In der FKM-Richtlinie Nichtlinear werden Vergleichsgréfien zur Bildung des Schadungs-
parameters benutzt. Er kann hier in dhnlicher Form angewendet werden. Der Unterschied besteht
darin, dass Praps hier als Parameter der kritischen Schnittebene verwendet wird. Damit werden
zur Bewertung der Schédigung in der Schnittebene auftretende Schnittspannungen und -dehnungen
verwendet. Die Rainflow-Zéahlung wird anhand der Dehnungskomponente normal zur aktuellen
Schnittebene €,, durchgefithrt. Unter nichtproportionalen Beanspruchungen treten im Allgemeinen
Umkehrpunkte der Spannungen und Dehnungen nicht mehr zeitgleich auf. Amplitude und Mittel-
wert der Schnittspannung o, normal zur Schnittebene, werden daher anhand der maximalen und
minimalen Spannung wihrend eines Dehnungszyklus definiert:
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Abbildung 3.8: Schematische Darstellung von Zugrissen nach [Soci00]

1

Ozxz,a = 5 (U:L’x,maac - Uxx,min) )
(3.21)
Oxxm = 5 (Uzz,mam + Uzm,min) .
Der Schadigungsparameter wird durch
Pran = \/(Uxiv,a +k- J;Bz,m) “Exza E fur (Jzz,a +k- Ux:v,m) >0 (322)
, fir (0gg,0 + k- 0zem) <0

mit der Spannungsamplitude 0, o, der Mittelspannung o, ,,, der Dehnungsamplitude €, , dem
Elastizitdtsmodul £ und dem Werkstoffparameter k zur Beriicksichtigung der Mittelspannungsemp-
findlichkeit gebildet. Um Pr4ps in einer Schadigungsrechnung verwenden zu kénnen, miissen die
Schidigungsparameterwohlerlinie und der Modellparameter k£ bekannt sein oder abgeschitzt werden
konnen.

Schadigungsparameterwohlerlinie

Die Schiadigungsparameterwohlerlinie fiir den Prqps Parameter kann aus Experimenten unter
einstufiger Zug/Druck Belastung ohne Mittellasten bestimmt werden. In solchen Versuchen sind
Spannungs- sowie Dehnungsamplituden bekannt. Es kénnen aus Gleichung (3.22) direkt Werte des
Schidigungsparameters berechnet werden. Sollten die Werkstoffparameter der Dehnungswohlerlinie
aus Gleichung (3.1) bekannt sein, konnen diese verwendet werden, um die Schiddigungsparameter-
wohlerlinie mit

Prast (N) = \[o? (2N)? + Ed'e, (2N)* (3.23)

zu berechnen. Dazu werden die Zusammenhénge der Spannungs- und Dehnungsamplitude aus
Gleichung (3.1) in Gleichung (3.22) eingesetzt. Die Schiadigungsparameterwohlerlinie des Werkstoffs
in der FKM-Richtlinie Nichtlinear ist in doppelt-logarithmischer Darstellung iiber einen bilinearen
Ansatz definiert. Er wird {iber die Neigungen d; und dy sowie iiber die Stiitzstellen Pranr,zws bei
N = 10% Schwingpsielen und Pranspwes fiir die Dauerfestigkeit beschrieben. Daraus ergeben sich
folgende Fallunterscheidungen:

1/dy
P .
103 - (%) Jfir Pranve > Pramv,zw s

Nram = 103 . (M (3.24)

1/d2
PRAM,Z,WS) fir Pran,zws > Prav > Prav,pws

00 Jfir Pray,pws > Pram

Sollten keine Experimente vorliegen, um die Schadigungsparameterwohlerlinie zu berechnen, stellt
die FKM-Richtlinie Nichtlinear Abschatzmethoden bereit. Die Wohlerlinie kann dann allein aus
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PRAM [MPa]

Prayr Wohlerlinie aus Dehnungswohlerlinie J
————— Prays Wohlerlinie nach FKM-Richtlinie Nichtlinear
— = = Pry Wohlerlinie mit Stiitzwirkung

102 10% 106
N

Abbildung 3.9: Vergleich der Schédigungsparameterwohlerlinien fiir den Schiadigungsparameter
Pram

der Zugfestigkeit R,, und einer Werkstoffgruppe bestimmt werden. Um von der Wohlerlinie fiir
einen Werkstoff auf eine Wohlerlinie fir ein Bauteil umzurechnen, wird das in Abschnitt 3.1.6
beschriebene werkstoffmechanische Stiitzwirkungskonzept verwendet. Die nach Gleichung (3.24)
geltenden Stiitzstellen Prans,zws und Pranr,p,ws werden mit der Stiitzziffer n skaliert:

Pram,z =n- Pram,zws, (3.25)

Prayvi,p =n - PRaM,D,WS-

Die Neigungen bleiben unverédndert. In doppelt logarithmischer Darstellung entspricht das einer
Parallelverschiebung. Es sei erwahnt, dass zum Verschieben der Woéhlerlinie innerhalb der FKM-
Richtlinie Nichtlinear weitere Einflussfaktoren zum Beriicksichtigen von Rauheitseinfliissen und
Sicherheitskonzepten verwendet werden, die allerdings in dieser Arbeit unberiicksichtigt bleiben.
Abbildung 3.9 zeigt beispielhaft einen Vergleich fiir Schadigungsparameterwohlerlinien des Scha-
digungsparameters Prajs. Die Wohlerlininen nach FKM-Richtlinie Nichtlinear wurden fiir die
Werkstoffgruppe Stahl unter Vorgabe einer Zugfestigkeit von R,, = 600 MPa erzeugt. Die Parameter
der Wohlerlinie nach Gleichung (3.23) wurden aus den Abschitzmethoden aus [Wach 16] fiir den
gleichen fiktiven Werkstoff bestimmt.

Mittelspannungsempfindlichkeit

Zur Beriicksichtigung des Einflusses von Mittelspannungen wird der Modellparameter k verwendet.
Nach FKM-Richtlinie Nichtlinear kann dieser aus der Mittelspannungsempfindlichkeit M, iiber
b {MU - (My+2) |, fiir oy, >0 (3.26)

Me (Mo 4 92) | fiir 0, < 0

ermittelt werden. Sollten keine Versuchsergebnisse vorliegen, um M, experimentell zu bestimmen,
stellt die FKM-Richtlinie Nichtlinear Abschidtzmethoden bereit. Bei Definition des Werkstoffpara-
meters k nach Gleichung (3.26) ergibt sich im Haigh-Diagramm, unter reiner Zug/Druck Belastung
fiir alle positiven Mittelspannungen die Steigung M, und fiir alle negativen Mittelspannungen die
Steigung M, /3.
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Abbildung 3.10: Haigh-Diagramm erzeugt mit dem Schidigungsparameter Prans

In Abbildung 3.10 wurde mit dem Pr4ps Parameter ein Haigh-Diagramm erzeugt. Dabei wurde rein
elastisches Werkstoffverhalten vorgegeben. Das Werkstoffverhalten wurde fiir die Werkstoffgruppe
Stahl unter Vorgabe einer Zugfestigkeit von R,, = 600 MPa aus der FKM-Richtlinie Nichtlinear
abgeschétzt. Abbildung 3.10 zeigt nicht nur das Haigh-Diagramm fiir Zug/Druck Belastungen,
sondern auch fir reinen Schub. Hier wird vom Schéidigungsparameter korrekt vorhergesagt, dass
das Vorzeichen der Schubmittelspannung fiir die Schiadigung keine Rolle spielt. Jedoch besteht
kein Unterschied in den Steigungen im Haigh-Diagramm. Von Pgr4p; wird fir Zug/Druck und
Schubbelastungen die gleiche Mittelspannungsempfindlichkeit M, = M, vorhergesagt.

3.2.5. Fatemi/Socie Parameter

Der Schadigungsparameter Ppg wurde urspriinglich von Fatemi und Socie [Fate 88b] und Fatemi
und Kurath [Fate88a] vorgeschlagen. Er basiert auf der Gleitungsamplitude 7,, die durch die
Schubspannungen in der Schnittebene verursacht wird. Der Wert des Schédigungsparameters wird
durch

k
Prg = Va <1 + FSO'x:c,maa:) (327)
oF

berechnet, wobei zusétzlich zur Gleitungsamplitude «, die maximale Normalspannung 0,4 mas in
der Schnittebene beriicksichtigt wird. Bei Scherbelastung enstehen durch unregelméflig geformte
Rissoberflichen Reibungskréfte. Diese reduzieren die Spannungen an der Rissspitze und verlangsamen
dadurch das Risswachstum. Die Ermiidungslebensdauer wird erhoht. Zugspannungen und -dehnungen
trennen die Rissflachen und reduzieren die Reibungskréfte [Soci00]. Dieser Einfluss wird durch die
maximale Normalspannung in der Schnittebene 0,4 mqs beriicksichtigt. Die Modellvorstellung, die
dem Fatemi/Socie Schadigungsmodell zugrunde liegt, ist in Abbildung 3.11 dargestellt.

Als primére Schidigungsvariable im Schédigungsparameter Prg sind Zyklen von Gleitungen definiert.
Die maximale Normalspannung muss wahrend eines Gleitungszyklus bestimmt werden. Die Empfind-
lichkeit des Werkstoffs gegeniiber Normalspannungen wird durch den Quotienten kpg/op festgelegt,
[Soci00]. Dabei ist kpg ein Werkstoffparameter und o ist die Fliespannung des Werkstoffs.

Die Schidigungsparameterwohlerlinie kann anhand der Gleitungswohlerlinie aus
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Abbildung 3.11: Physikalische Begriindung des Fatemi/Socies Modells nach [Soci 00]

7_l

Prs(N) = (2N)> + 4% (2N)> (3.28)

bestimmt werden. Fiir den Fall, dass keine Informationen iiber die Gleitungswohlerlinie vorliegen,
wurde von Fatemi und Kurath [Fate 88a] gezeigt, wie die Schiadigungsparameterwohlerlinie aus der
Dehnungswohlerlinie bestimmt werden kann:

/
%

@i}(
E

Pps(N) = [(1+v) =L 2N)"+ (1+0.5) €} 2N)°| - |1+ 5
oF

2N)b] : (3.29)

Hier wurde fiir die plastische Querdehnzahl der Wert v, = 0.5 verwendet.
Um das Schiadigungsmodell nach Fatemi und Socie geméfl den Zielen dieser Arbeit anwenden zu
koénnen, sind folgende Anpassungen erforderlich:

o Das Fatemi/Socie Schiadigungsmodell enthélt Werkstoffparameter kpg und op, die im Vorfeld
einer Rechnung zu bestimmen sind. Sollten nicht gentigend Versuchsdaten vorliegen, sollen
diese Modellparameter aus der Zugfestigkeit abgeschétzt werden kénnen.

e Fiir die Definition der Schédigungsparameterwohlerlinie soll ein bilinearer Ansatz, wie bei
Pranr in Gleichung (3.24), verwendet werden. Dazu miissen Stiitzstellen und Steigungen der
Schidigungsparameterwohlerlinie festgelegt werden. Auch die Schiadigungsparameterwohlerlinie
soll aus der Zugfestigkeit abgeschéitzt werden kénnen.

o Der Fatemi/Socie Parameter bewertet die Schidigung primér durch in der Schnittebene
auftretende Gleitungsamplituden. Im Rahmen einer kritischen Ebenen Rechnung miissen
Lebensdauern in Schnittebenen berechnet werden, in denen mehrere Gleitungskomponenten
auftreten. Es muss eine Definition der Gleitungsamplitude gefunden werden, die auch fiir
komplexe nichtproportionale Betriebslasten leicht anzuwenden ist. Idealerweise soll auch in
solchen Schnittebenen die aus der FKM-Richtlinie Nichtlinear bekannte Rainflow-Zahlung zur
Identifikation von Zyklen verwendet werden kénnen.

Fir die oben genannten Punkte wird im Folgenden ein Lésungsvorschlag gegeben. Bei der Anwendung
des Ppg Parameters in dieser Arbeit besteht ein weiterer Unterschied zur originalen Formulierung
nach Fatemi und Socie [Fate 88b] und Fatemi und Kurath [Fate 88a]. Urspriinglich wurde die kritische
Ebene als die Schnittebene definiert, in der die maximale Gleitungsamplitude auftritt. Da jedoch
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bei einer allgemeinen nichtproportionalen Betriebsbelastung die maximale Gleitungsamplitude von
Zyklus zu Zyklus in einer anderen Schnittebene auftreten kann, wird die kritische Ebene hier als die
Ebene definiert, welche die geringste rechnerische Ermiidungslebensdauer aufweist.

Bestimmen der werkstoffabhangigen Modellparameter

Fiir den Fatemi/Socie Parameter werden zwei werkstoffabhéngige Parameter benotigt. Zum einen
der Modellparameter kprg und zum anderen die Fliespannung or. Der Quotient kpg/op beschreibt
die Empfindlichkeit des Werkstoffs gegeniiber Normalbelastungen. Es wird eine Moéglichkeit vor-
gestellt, alle notigen Werkstoffparameter im Vorfeld einer Schiadigungsrechnung abzuschéitzen. In
der Literatur existieren bereits Abschitzmethoden. In [Sham 09] wird eine Methode auf Basis von
Héartemessungen vorgeschlagen. In Anlehnung an die FKM-Richtlinie Nichtlinear soll allerdings eine
von der Werkstoffgruppe abhingige Abschitzung auf Basis der Zugfestigkeit R, erfolgen.

Der Parameter krg wird iiblicherweise verwendet, um Experimente unter reiner Torsion und reiner
Zug/Druck Belastung durch eine einheitliche Wohlerlinie zu beschreiben. Urspriinglich wurde kpg
als Konstante vorgeschlagen [Fate 98]. Fatemi und McClaflin [McCl104] schlagen mit

7_/

. 2 @N)» + 4, (2N)> 2%
fips (N) = ¢ / —1| - =ZE

(1+ve) 2 (2N)" + (1+0.5) €} (2N)° Ty

(2N)~° (3.30)

eine von der Lebensdauer abhédngige Variante vor. Fiir Gleichung (3.30) werden allerdings sowohl
die Parameter der Dehnungs- als auch der Gleitungswohlerlinie bendtigt. In Kraft et al. [Kraf22]
wird untersucht, ob sich die Lebensdauerprognose verbessert, wenn die Lebensdauerabhéngigkeit
des Parameters krg beibehalten wird. Es zeigt sich, dass mit einem konstanten Parameter eine
gleichwertige Treffsicherheit erzielt werden kann. Es wird also die einfachere Variante verwendet
und krg wird als Konstante angenommen.

Auch die Definition der Fliefspannung o ist nicht eindeutig. In [Soci00] wird als erste Naherung
vorgeschlagen, op = a} zu verwenden. Ebenfalls naheliegend wére op = R;;,O.Q zu setzen, da die
zyklischen Werkstoffkennwerte abgeschétzt werden kénnen.

Werden sowohl die Seite der Belastung Gleichung (3.27) als auch die Belastbarkeit Gleichung (3.28)
oder Gleichung (3.29) betrachtet, so ist zu erkennen, dass immer nur der Quotient kpg/or beno-
tigt wird. Auch Gleichung (3.30) ldsst sich leicht nach diesem Quotient umstellen. Anstatt zwei
Werkstoffparameter zu definieren, wird eine Abschétzmethode fiir kpg/or aus bereits bekannten
Abschétzmethoden abgeleitet. Dazu wird Gleichung (3.30) verwendet. Zunéchst wird ein integraler
Mittelwert iiber einen Lebensdauerbereich von Nj bis Ny gebildet:

dN. (3.31)

krs 1 /N2 krs (N)

op  No—Ni Jy, oF

Die Integrationsgrenzen kénnen generell vom Anwender frei gewéhlt werden. Dies erméglicht die
Anpassung auf einen bestimmten Lebensdauerbereich. Da die Parameter der Gleitungswohlerlinie
meist nicht bekannt sind, werden sie aus den Parametern der Dehnungswohlerlinie geschétzt. Diese
Schitzung basiert auf dem von Mises Kriterium sowie dem Kriterium der maximalen Hauptdehnung:

T = a}/\f3 vy = \/58} by=b ¢, =c von Mises, (3.32)
th=0}/(1+ve) =2} by=b c¢,=c MPS. '
Zwischen den beiden Hypothesen wird interpoliert:
1
k k krs i V3 -
LS —q- FSMPS + (1 . q) . FS,Mises mit q= fw,r . (333)

oF oF oF V3-1
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Es wird die gleiche Interpolationsmethode in Abhangigkeit von der Schubwechselfestigkeit fy -
verwendet wie in [Wéch 22]. Diese Interpolation berticksichtigt durch die Schubwechselfestigkeit fy -
den Einfluss der Duktilitdt des Werkstoffs. Vom Kriterium der maximalen Hauptdehnung, welches
eher fir sprode Werkstoffe zutrifft, werden héhere Werte des Quotienten kpg/op vorhergesagt.
Dadurch steigt der Einfluss der Normalspannungen im Schidigungsparameter.

Sollten keine Parameter der Dehnungswohlerlinie bekannt sein, miissen diese ebenfalls abgeschétzt
werden. Fir rein duktile Werkstoffe kénnen diese zum Beispiel aus der Zugfestigkeit mit der ,FKM
Methode“ aus [Wich 16] bestimmt werden. Fiir rein duktile Werkstoffe (fy,» = 1/v/3) kommt in
Gleichung (3.33) nur das von Mises Kriterium zur Anwendung. In diesem Fall ldsst sich das Integral
aus Gleichung (3.31) analytisch 16sen. Werden ebenfalls die Parameter der Dehnungswohlerlinie nach
[Wich 16] abgeschétzt, 1dsst sich fiir die drei Werkstoffgruppen, die aktuell in der FKM-Richtlinie
Nichtlinear enthalten sind, eine Abschétzformel in Abhédngigkeit von der Zugfestigkeit angeben:

k 0.4625 [ Ry, \ 87
FS _ < m > fiir Stahl, R, = 121...2296

oF MPa \ MPa
kps _ 0.9006 [ Ry, \ "™
= 3P i fiir Stahlguss, R, =496...1144 (3.34)
ofp a a
k 0.1823 [/ R, \ ™2
FS _ i <M; > fiir Aluknet, R, = 216...649.
ofp a a

Beim Losen von Gleichung (3.31) wurde iiber den Lebensdauerbereich von Ny = 102 bis Ny = 107
integriert, um die Abschétzmethoden aus Gleichung (3.34) zu bestimmen.

Fiir die beiden Werkstoffe S355 und EN-GJS-500-14 liegen experimentelle Ergebnisse aus reiner
Zug/Druck und reiner Torsionsbelastung vor. Der Quotient kpg/op wurde anhand dieser Versuchser-
gebnisse bestimmt und mit den Abschiatzmethoden verglichen. Die Ergebnisse dieses Vergleichs sind
in Abbildung 3.12 angegeben. Die gezeigten Kurven wurden mit angepasstem oder abgeschétztem
krs/or und bekannter Dehnungswohlerlinie aus Gleichung (3.29) erzeugt.

Versuche aus Zug/Druck und Torsionsbelastung lassen sich fiir beide Werkstoffe in guter Naherung
mit einer Wohlerlinie darstellen. In beiden Féllen liegen die geschétzten Werte unter den an die
Versuche angepassten Werten. Fiir S355 liegen die beiden erzeugten Wohlerlinien dennoch sehr
nahe zusammen. Beim Werkstoff EN-GJS-500-14 zeigt sich eine etwas grofiere Abweichung in den
Wohlerlinien. Diese ist jedoch bei Anwendung einer Abschétzmethode noch vertretbar.

Es liegen ebenfalls experimentelle Ergebnisse fiir den Feinkornbaustahl S460N und die Aluminium-
knetlegierung AW-5083 vor. Diese wurden der Literatur [Sava 95, Hoff 05] entnommen. Fiir diese
Werkstoffe wurde ebenfalls der Quotient kpg/op bestimmt und mit den Ergebnissen der Abschétz-
methode verglichen, wie in Abbildung 3.12 dargestellt. Fiir die Baustidhle S355 und S460N ergibt
sich durch Auswertung der experimentellen Ergebnisse nahezu der gleiche Wert fiir kpg/op. Bei
S460N wird jedoch kpg/op etwas stérker unterschitzt als bei S355. Fiir die Aluminiumknetlegierung
AW-5083 wird krg/or von der Abschitzmethode sehr gut approximiert. Es zeigt sich eine sehr
enge Ubereinstimmung zwischen beiden Schidigungsparameterwohlerlinien.
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Abbildung 3.12: Vergleich zwischen den Schidigungsparameterwohlerlininen fiir ein anhand von
Versuchsergebnissen bestimmtes und abgeschétztes kpg/op fir die Werkstoffe (a)
S355, (b) EN-GJS-500-14 , (c¢) S460N und (d) AW-5083

Definition der Schadigungsparameterwdhlerlinie

In praktischen Anwendungen sind Werkstoffdaten wie die Parameter der Dehnungswohlerlinie
meistens nicht vorhanden oder sie sind teuer und aufwendig in ihrer Ermittlung. Die Schadigungs-
parameterwohlerlinie des Prg Parameters soll deshalb geméfl der FKM-Richtlinie Nichtlinear aus
der Zugfestigkeit und der Werkstoffgruppe abgeschéitzt werden kénnen. Wie in der FKM-Richtlinie
Nichtlinear wird die Schadigungsparameterwohlerlinie mit einem bilinearen Ansatz abgebildet. Der
bilineare Ansatz ist durch

P 1di
NFs stiitz - (¢) fir Prs > Prs.zws

Prs,.zws /
d
Npg = P Yz 3.35
£S5 Nrsstitz * | Prgpoms tir Prspws < Prs < Prs,zws (3.35)
00 fir Prs < Prs,p,ws

angegeben und in Abbildung 3.13 dargestellt. Abgeschéitzt oder festgelegt werden miissen die
Stiitzstelle Npgstit, in Lebensdauern und die Stiitzstellen Prg 7z ws und Prg p ws des Schadigungs-
parameters sowie die Steigungen d; und do der beiden Abschnitte der Wohlerlinie.

Fiir die drei Werkstoffgruppen aus der FKM-Richtlinie Nichtlinear kéonnen die Parameter der
Dehnungswohlerlinie aus der Zugfestigkeit mit dem Verfahren nach Wichter [Wéch 16] abgeschétzt



Abschnitt 3.2. Schidigungshypothesen fiir mehrachsige Beanspruchungen 105

log(Prs) A

Prszws

Prspws

: i >

NFs stiitz Np log(NV)

Abbildung 3.13: Darstellung des bilinearen Ansatzes der Schadigungsparameterwohlerlinie fiir den
Fatemi/Socie Parameter nach Gleichung (3.35)

werden. Aus dieser Abschitzung kénnen mit Gleichung (3.29) Werte des Schiadigungsparameters fiir
bestimmte Lebensdauern berechnet werden. Die Abschétzung des Quotienten der Werkstoffpara-
meter kpg/or wurde bereits oben in Gleichung (3.34) vorgestellt. Es muss noch bestimmt werden,
welcher Stiitzpunkt Npgstir, verwendet werden soll, um den Knickpunkt der Schadigungsparame-
terwohlerlinie zu definieren.

Die Wahl des Stiitzpunkts wurde anhand der Versuche mit konstanten Amplituden aus der Datenbank
aus Kapitel 5 bestimmt. Der Stiitzpunkt Prg 7 ws am Schnittpunkt der beiden linearen Abschnitte
wurde bei Npg itz = 100 definiert. Die Steigungen d; und da werden zwischen den Stiitzpunkten
bei N =1, N =100 und N = 10° bestimmt:

Nps gstiitz = 100,
g — log (Prs,100) — log (Prs;1)
1= 5 : (3.36)
_ log (Prs,100000) — 108 (Prs,100)

d 3 .

Die dauerfest ertragbaren Schwingspiele miissen aktuell noch nach [Baum 90] werkstoffgruppenab-
héngig bestimmt werden. In Abbildung 3.14 wird ein Vergleich zwischen der geschétzten Schéidi-
gungsparameterwohlerlinie und der Wohlerlinie, ermittelt aus experimentellen Ergebnissen fiir den
Baustahl S355, dargestellt. Fiir den Werkstoff S355 kann die Schidigungsparameterwohlerlinie sehr
gut mit der Abschétzmethode angenédhert werden.
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Abbildung 3.14: Vergleich zwischen der an Versuchsergebnisse angepassten und aus Zugfestigkeit
abgeschitzten Schadigungsparameterwohlerlinie fiir den Werkstoff S355

Identifikation von Gleitungszyklen und Definition der Gleitungsamplitude

In einer beliebigen Schnittebene unter einer beliebigen Belastung treten im Allgemeinen zwei
Gleitungskomponenten auf. Die beiden Komponenten der Gleitung bilden einen Vektor, ebenso wie
die Schubspannungen. Wenn der Vektor in der Schnittebene gezeichnet wird, bildet die Vektorspitze
komplizierte Pfade, aus denen sich die Amplituden zunéchst nicht eindeutig bestimmen lassen. Dies
ist in Abbildung 3.15 schematisch dargestellt.

Fiir solche Félle muss definiert werden, wie die Gleitungsamplituden bestimmt werden kénnen. In der
Literatur existieren einige Vorschliage, wie der Radius des kleinsten umschlieenden Kreises [Papa 98],
die ldngste Projektionsmethode [Grub 76] oder die Moment of Inertia Methode [Megg 12a]. Bei
Vorliegen einer Betriebsbelastung ist es zusétzlich erforderlich, zu definieren, wann ein geschlossener
Zyklus vorliegt, fiir den eine Amplitude bestimmt werden kann. Fiir die zuvor genannten Methoden

x Zeitlicher Verlauf der
Schnittdehnungen
z
8I$ PR
y JUAN FOPEL, ’Y o Projektion der
7—»” Schnittdehnungen
%y in vy — Yz.-Ebene

Abbildung 3.15: Verlauf der Schnittdehnungen in einer beliebigen Ebene wihrend eines beliebigen
Belastungszyklus
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Abbildung 3.16: Verfahren der ldngsten Projektion zum Berechnen der Gleitungsamplitude

zur Amplitudendefinition erfordert dies die Anwendung einer mehrachsigen Zyklenzahlung. Dafir
existieren in der Literatur ebenfalls Methoden [Wang 96a, Megg 12b].

In diesem Kontext wird in der vorliegenden Arbeit ein Ansatz unter Verwendung des Verfahrens
der ldngsten Projektion entwickelt. Dieser Ansatz dient dazu, die Historie der beiden auftretenden
Komponenten der Gleitung in ein eindimensionales Signal zu transformieren. Diese Transformation
ermoglicht wiederum die Anwendung der klassischen Rainflow-Zahlung zur Identifikation von
Belastungszyklen.

Abbildung 3.16 zeigt den prinzipiellen Aufbau des Verfahrens der langsten Projektion. Das Verfahren
wurde urspriinglich von [Grub 76] zur Identifikation von Schubspannungsamplituden vorgeschlagen,
lasst sich aber analog fiir Gleitungen verwenden. Um die Gleitungsamplitude zu definieren, wird
der Gleitungspfad auf alle Linien, die in der Schnittebene liegen und vom Ursprung O ausgehen,
projiziert. Es wird angenommen, dass die Gleitungsamplitude gleich der halben Lange der langsten
dieser Projektionen ist. In Abbildung 3.16 ist die mafigebende Projektionslinie in rot dargestellt.
Durch die Projektion des Lastsignals auf eine einzelne Linie wird ein einachsiges Signal erzeugt,
aus dem mit der Rainflow-Zahlung Schidigungszyklen identifiziert werden kénnen. Es muss jedoch
neben der Iteration iiber die Schnittebenen in jeder Ebene eine weitere Iteration iiber die Richtung
dieser Projektionen erfolgen. Dies erfordert einen hohen Rechenaufwand.

Um diesen Nachteil zu umgehen, werden nicht mehr alle moglichen Linien untersucht. Die Richtung
der Projektion wird im Vorfeld festgelegt. Zur Festlegung der Projektionsrichtungen wird die
Definition von Typ A und Typ B Rissen nach Brown und Miller verwendet [Brow 79, Brow 82].
Typ A Risse werden durch Belastungen entlang der freien Oberflache in einer Richtung parallel
zur Léange des Risses verursacht. Die Belastungsgeschichte wird also auf eine Linie tangential zur
Bauteiloberflache projiziert, siche Abbildung 3.17.

Es lasst sich zeigen, dass der Fatemi/Socie Parameter dann nur in Ebenen untersucht werden
muss, die nicht gegeniiber der Bauteiloberfliche geneigt sind ¥ = 0°. Bei der in dieser Arbeit
verwendeten Definition des Kerbkoordinatensystems, siehe Abschnitt 2.1, existiert in Ebenen mit
1 = 0° nur eine Gleitungskomponente. Unter biaxialer Normalspannung fithrt die Scherspannung
in den Schnittebenen dazu, dass Risse in die Tiefe wachsen. Diese Art von Rissen schneiden die
Oberflache in einem Winkel von ¢ = 45° (Typ B) [Soci00]. Hier wird die Belastungsgeschichte
auf eine Linie projiziert, die senkrecht auf der Tangente an die Bauteiloberfliche steht, siehe
Abbildung 3.17. Reine Zugbelastung ruft in den jeweiligen Schnittebenen die gleiche Schublast fiir
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Abbildung 3.17: Schematische Darstellung von Typ A und Typ B Rissen fiir den Fatemi/Socie
Schadigungsparameter

Typ A und Typ B Risse hervor und kann beide Rissarten zeigen. Bei kombinierter Zug-Torsions-
Belastung treten immer Risse des Typs A auf. Unter einer beliebigen Belastung werden trotzdem
immer beide Risstypen untersucht. Das bedeutet, es wird iber den Winkel ¢ iteriert. Der Winkel
Y wird nur unter 0° (Typ A) und 45° (Typ B) betrachtet. In Bezug auf das in Abbildung 3.17
dargestellte Koordinatensystem in der Schnittebene entspricht die beschriebene Projektion jeweils
einer Komponente der Gleitung. Anhand der Auswertung der Datenbank in Abschnitt 5.5 zeigt
sich, dass die Beobachtungen von Brown und Miller von dem vorgestellten Verfahren eingehalten
werden. Bei reiner Torsion oder kombinierter Last werden immer Typ A Risse vorhergesagt. Bei
reiner Normalbelastung (biaxialer Zug in der Kerbe) werden immer Typ B Risse vorhergesagt. In
[Papa 98] wird angemerkt, dass in Spezialfillen die langste Projektion zu keiner sinnvollen Definition
von Mittelwerten fiihrt. Da fiir den Fatemi/Socie Parameter nur die Amplituden der Gleitungen
benotigt werden, spielt diese Schwéche hier keine Rolle.

Um das oben beschriebene Verfahren einzuordnen, wurde eine Methode zur mehrachsigen Zyklenzéh-
lung, die ,modified Wang Brown Methode (MWB)“ [Megg 12b], implementiert. Gleitungsamplituden
wurden dann mit Hilfe des kleinsten umschliefenden Kreises [Papa 98] oder der ,,moment of inertia
Methode (MOI)“ [Megg 12a] bewertet. Abbildung 3.18 zeigt den Verlauf der Gleitungsamplitude ~y,
in Abhéngigkeit von den Schnittwinkeln des kritischen Ebenen Verfahrens. Die Ermittlung der Glei-
tungsamplitude erfolgt fiir unterschiedliche Lastfille sowohl durch die Anwendung der mehrachsigen
Zyklenzahlung (MWB-Methode) und die Amplitudenbestimmung mittels der ,moment of inertia
Methode“ (MOI) als auch durch die Verwendung des hier prasentierten Projektionsverfahrens in
Kombination mit der Rainflow-Z&hlung (HCM). Die aufgebrachte Belastung umfasste eine Kombina-
tion von Zug- und Druckkriften sowie Torsion im ¢ — 7 Spannungszustand, wie er in diinnwandigen
Rohrproben vorkommt. Es wurde das zyklische Werkstoffverhalten fiir einen Stahlwerkstoff mit
einer Zugfestigkeit von R,, = 600 MPa abgeschétzt.

Unabhéngig von der vorliegenden Belastung ist festzustellen, dass bei Vorhandensein einer einzelnen
Gleitungskomponente in der Schnittebene (z. B. ¢ = 0°) beide Verfahren zu identischen Ergebnissen
fithren. In den Belastungsféillen Torsion und proportionale Belastung werden durch beide Verfahren
identische kritische Ebenen und Gleitungsamplituden berechnet. Unter reiner Zug/Druck Belastung
entstehen geringe Unterschiede in den berechneten Ebenen. Die MWB Methode identifiziert mehrere
stark belastete Schnittebenen, die in das Bauteil geneigt sind. Diese werden durch das Projekti-
onsverfahren nicht untersucht. Das vorgestellte Projektionsverfahren identifiziert vier identische



Abschnitt 3.2. Schidigungshypothesen fiir mehrachsige Beanspruchungen 109

v Max. MWB+MOI
v Max. HCM+Projektion

0.1 0.2
= =
S 0.05 2 0
0 0
45 45
%
o
(a) Zug (b) Torsion
2 MWB+MOI
——HCM+Projektion
0.4 0.3
— — 0.2
=0.2 =
& & 0.1
0 0
45 45
- -
30 - % 30 - %
15 -2 % 15 -2 %
o 0 @ < o 0 <@ [
w[ ] S0[0] w[ ] C‘O[O]
(c) proportional (d) 90° phasenverschoben

Abbildung 3.18: Gleitungsamplituden in Abhéngigkeit der Schnittwinkel des kritischen Ebenen
Verfahrens fiir verschiedene Lastfille

Maxima der Gleitungsamplitude, jeweils zwei in Ebenen 1 = 0° und 3 = 45°. Die von den beiden
Verfahren bestimmten Maxima der Gleitungsamplitude sind jedoch identisch.

Eine Abweichung der maximalen Gleitungsamplitude, lasst sich fiir 90° phasenverschobene Belastung
beobachten. Mit einer mehrachsigen Zyklenzahlung wird eine Amplitude von 7, = 0.3% ermittelt.
Von der vorgestellten Projektionsmethode wird eine Amplitude von v, = 0.27% berechnet. Die
mehrachsige Zyklenzdhlung fithrt also zu konservativeren Ergebnissen. Fiir den berechneten Lastfall
betragt der daraus resultierende Unterschied in den rechnerischen Ermiidungslebensdauern 19%.

Abbildung 3.19 zeigt die Rechenzeit, die fiir eine kritische Ebenen Rechnung mit dem Fatemi/Socie
Parameter bendtigt wird, in Abhéngigkeit von der Linge des Lastsignals. Die ldngste Zeit wird dabei
in der Zyklenzdhlung verbracht. In Abbildung 3.19 wurde eine proportionale Lastfolge mit konstanten
Amplituden vorgegeben. Die gleiche Rechnung wurde unter Vorgabe von immer mehr Datenpunkten
im Lastsignal wiederholt. Zu erkennen ist, dass die Rechenzeit durch die mehrachsige Zyklenzéhlung
(MWB+MOI) quadratisch mit der Lange des Lastsignals steigt, wihrend bei einer Rainflow-Zahlung
(Projektion+HCM) lediglich eine lineare Abhéngigkeit der Rechenzeit von der Linge des Lastsignals
beobachtet wird. Fiir den Vergleich der Rechenzeiten wurde bei beiden Methoden dieselbe Anzahl
an Schnittebenen untersucht. Fiir lange Last-Zeit-Reihen fiihrt die mehrachsige Zyklenzdhlung zu
nicht vertretbaren Rechenzeiten.
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Abbildung 3.19: Vergleich der Rechenzeiten zwischen mehrachsiger Zyklen-Zahlung (MWB+MOI)
und dem vorgestellten Verfahren (Projektion+HCM) fiir eine Lebensdauerrechnung
mit dem Fatemi/Socie Parameter

Weiterhin wurde im Rahmen einer Abschlussarbeit [Neum 21] die Treffsicherheit der Lebensdau-
erbewertung mit dem Fatemi/Socie Modell in Kombination mit der MWB Methode anhand der
Datenbank aus Riess [Ries 19] untersucht. Die gleiche Datenbank wurde mit der in dieser Arbeit
vorgestellten Methode ausgewertet [Kraf22]. Ein direkter Vergleich zeigt, dass beide Varianten
nahezu gleiche Treffsicherheiten liefern. Durch eine mehrachsige Zyklenzédhlung und das Bewerten
der Amplituden mittels des kleinsten umschlieenden Kreises oder der Moment of Inertia Methode
steigt der Rechenaufwand jedoch erheblich.

Mittelspannungseinfluss

Im Fatemi/Socie Schadigungsparameter werden Mittelspannungen durch die wihrend eines Glei-
tungszyklus auftretende maximale Normalspannung o,z mar = Ozz,a + Oze,m beriicksichtigt.

Es gibt keinen eigens dafiir vorgesehenen Werkstoffparameter, um eine Mittelspannungsempfindlich-
keit abzubilden. Wird die Definition des Schadigungsparameters aus Gleichung (3.27) betrachtet,
fallt auf, dass der Einfluss von Mittelspannungen tiber den Werkstoffparameter kpg/op indirekt
eingestellt werden kann. Dieser Parameter wird allerdings eigentlich dazu verwendet, um Versuche
aus reiner Zug/Druck und reiner Torsionsbelastung durch eine Woéhlerlinie darstellen zu kénnen.
In Abbildung 3.20 ist das Haigh-Diagramm fiir den Prpg Schidigungsparameter dargestellt. Alle
Werkstoffparameter wurden fiir die Werkstoffgruppe Stahl mit einer Zugfestigkeit R,,, = 600 MPa
abgeschétzt. Es wurde rein elastisches Werkstoffverhalten angenommen. Fiir diesen Werkstoff gilt
nach FKM-Richtlinie Nichtlinear eine Mittelspannungsempfindlichkeit von M, = 0.11. Von Prg wird
ein M, = 0.15 berechnet. Zwischen den Mittelspannungsempfindlichkeiten bei Vorgabe von positiver
oder negativer Zug- bzw. Druckmittelspannung besteht, im Gegensatz zum Prajs Parameter, kein
Unterschied. Die Lebensdauerlinie im Haigh-Diagramm fiir Normalbelastungen ist anndhernd eine
Gerade.

Fiir die Vorgabe einer reinen Schubbelastung wird korrekt dargestellt, dass das Vorzeichen einer
Schubmittelspannung keinen Einfluss auf die Ermiidungslebensdauer besitzt. Ebenfalls korrekt
dargestellt wird, dass die Mittelspannungsempfindlichkeit M, = 0.06 deutlich kleiner ist als bei
Normalbelastung.
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Abbildung 3.20: Haigh-Diagramm erzeugt mit dem Schadigungsparameter Prg

3.2.6. Kurzrissmodell

Innerhalb der FKM-Richtlinie Nichtlinear wird mit dem Parameter Pra; nach [Vorm89] ein
Schadigungsparameter verwendet, der auf der Bruchmechanik fiir kurze Risse basiert. Dieser lasst
sich jedoch nicht ohne weitere Modifikationen bei mehrachsig nichtproportionalen Lasten anwenden.
Im Folgenden wird ein Schédigungsparameter Pz vorgestellt, der ebenfalls auf der Bruchmechanik
kurzer Risse basiert und bei mehrachsig nichtproportionaler Betriebsbelastung angewendet werden
kann. Das verwendete Kurzrissmodell basiert auf den Arbeiten von Vormwald [Vorm 89], Savaidis
[Sava 95] und Déring [Dori 06]. Es wurde von Hertel [Hert 11, Hert 14, Hert 16] auf die Anwendung bei
nichtproportionalen Betriebsbelastungen erweitert. Im Folgenden werden die getroffenen Annahmen
des Kurzrissmodells sowie die Definition des risslingenunabhéngigen Schiadigungsparameters Py
erlautert. Die Anrisslebensdauer eines Bauteils entspricht der Rissfortschrittslebensdauer eines
halbelliptischen Oberflichenrisses mit Risstiefe ¢ und Oberflachenrisslange 2¢. Die Geometrie des
Risses ist in Abbildung 3.21 dargestellt.
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Abbildung 3.21: Geometrie des angenommenen kurzen Risses nach [Hert 16]
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Die Rissfortschrittsphase bezeichnet die Phase des Risswachstums zwischen einer mikrostrukturellen
Anfangsrisstiefe ag und einer festzulegenden Endrisstiefe a.. Die Endrissldnge wird bei einer Oberfla-
chenrisslinge von 2¢, = 0.5 mm festgelegt. Die Phase der Rissinitiierung wird in der Anfangsrisslédnge
integral erfasst. Betrachtet wird nur ein einzelner vorhandener Ermiidungsriss. Die Interaktion
mehrerer Risse wird vernachldssigt. Angenommen wird ebenfalls, dass der Riss wéhrend seines
Wachstums eben bleibt, also nicht verzweigt oder abknickt. Unter diesen Annahmen wird der Riss
unter verschiedenen Orientierungen in das Bauteil eingebracht. Das Kurzrissmodell kann dann als
ein kritisches Ebenen Modell aufgefasst werden. Die kritische Ebene ist die Ebene mit der kiirzesten
Rissfortschrittsdauer. Als Rissfortschrittsgleichung wird ein Potenzgesetz vom Paris-Typ verwendet:

Modus I:  da/dn = CrZ] 31 fir Zr aerf > Zieffin kR
Modus II: da/dn = CHZE?A{éff fur Z[[’A@ff > ZH,eff,th,KR (3.37)
Modus III:  da/dn = C’H]Z;r}?xfeff fir Zirr aery > Ziir,effth,KR-

Gleichung (3.37) stellt die Rissfortschrittsgleichung fiir die Risstiefe a am Punkt A dar. Der Werkstoff
wird durch die Rissfortschrittsparameter C; und mz; fiir jeden Risséffnungsmodus beschrieben.
Zeyy ist ein Maf fiir die wirksame zyklische Rissspitzenbeanspruchung. Die Indizes bezeichnen den
jeweiligen Rissoffnungsmodus. Es kommt nur zum Rissfortschritt, wenn die Rissspitzenbeanspruchung
iiber einem Kurzrissschwellenwert Z; ¢ h ik r liegt.

Die Rissspitzenbeanspruchung Zs¢ basiert auf dem zyklischen J-Integral nach Wiithrich [Wiith 82]
und Lamba [Lamb 75]. Sie stellt eine Erweiterung des von Rice [Rice 68] fiir monotone Belastungen
vorgestellten wegunabhéngigen J-Integrals dar. Die Bezeichnung Z wurde von Wiithrich [Wiith 82]
iibernommen. Unter nichtproportionaler Beanspruchung kénnen alle Risséffnungsmoden gleichzeitig
auftreten. Dadurch besteht eine Mixed-Mode-Belastung. In Féllen einer Mixed-Mode-Beanspruchung
wurde von Ishikawa et al. [Ishi 80] und Bui [Bui83] gezeigt, dass es moglich ist, das J-Integral in
drei Anteile aufzuspalten, die dem jeweiligen Riss6ffnungsmodus zugeordnet werden kénnen. Von
Hertel [Hert 03a, Hert 04] wurde diese Aufspaltung auf Félle proportionaler und nichtproportionaler
zyklischer Beanspruchung angewandt.

Weiterhin werden zur Berechnung des Rissfortschritts Mixed-Mode-Hypothesen bendtigt. Vereinfa-
chend wird angenommen, dass jeder Riss6ffnungsmodus unabhéngig zum Rissfortschritt beitrégt.
Von Hertel [Hert 16] wird aulerdem angenommen, dass sich jeder Riss6ffnungsmodus durch die
gleichen Rissfortschrittsparameter und den gleichen Schwellenwert

Mz =Mz =Mz =Mz][]
C=Cr=Cir=0Cqyr (3.38)
Zeffth, KR = Zleffth, KR = ZIl,eff,th, KR = ZII1,eff,th,KR

beschreiben léasst. Das unterschiedliche Rissfortschrittsverhalten der einzelnen Moden reduziert
sich auf die Unterschiede in der Rissspitzenbeanspruchung. Dies ist vor allem im Hinblick auf die
Identifizierung von Werkstoffparametern eine erhebliche Vereinfachung.

Dariiber hinaus kénnen fiir den Punkt B, siehe Abbildung 3.21, und die Oberflachenrissldnge c gleiche
Rissfortschrittsgesetze formuliert werden wie in Gleichung (3.37). In homogenen Spannungsfeldern
neigen Risse dazu, selbstdhnlich zu wachsen. Das Halbachsenverhéltnis a/c des halb elliptischen
Risses bleibt konstant. In inhomogenen Spannungsfeldern, wie sie im Einflussbereich von Kerben
vorliegen, kann sich jedoch das a/c Verhéltnis d&ndern, wodurch der Rissfortschritt von a und ¢ nicht
mehr unabhéngig betrachtet werden kann.

3.2.6.1. Rissspitzenbeanspruchung

Im Folgenden wird auf die Ermittlung der Rissspitzenbeanspruchungen eingegangen. Das zyklische
J-Integral wird durch Naherungslosungen bestimmt, da selbst fir einfache Beanspruchungen eine
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analytische Losung nicht vorliegt. In der Literatur existieren mehrere Ndherungslosungen fiir
bestimmte Risskonfigurationen [Dowl 77, Shih 76, McCl197, Hosh 87].
Es wird die Néherungslosung nach Hoshide und Socie [Hosh 87] verwendet. Die Néherung wird in
[Do6ri 06] formal auf Modus IT und IIT Belastungen erweitert. Durch

Exx,cl
ZI,A,eff = 27T}/[2,AAWxx,effaa mit AI/Var:,eff = / (Uarac - O':va:,O) dezy
Ex,mazx
e 9 i Yzz,min
ZII,A,eff = mY[LAAszUeffaa mit Asz = (sz - O'xz;O) d’)/acz (339)
€ Yxz,mazx
Yzy,min
Ziinaerf = i1 AWy Ueg fa, mit AWy, = / (02y = Ouy0) AYay
Yzy,mazx

ist diese Naherung des zyklischen J-Integrals fiir den tiefsten Punkt des Risses (Punkt A, siche Abbil-
dung 3.21) gegeben. Die Geometriefaktoren Y; 4 = Y; a(a/c) hangen dabei von der Rissgeometrie ab.
Effektive Schwingweiten werden auf Rissschlielen zuriickgefiihrt. Fiir den Rissfortschritt ist nur die
Phase eines Schwingspiels relevant, wahrend der der Riss geéffnet ist. Es wird daher nur der Anteil
der Verzerrungsenergiedichte AWj; beriicksichtigt, der wahrend der Phase des gedffneten Risses
auftritt. Dazu wird fiir Modus I Rissoffnen die effektive Verzerrungsenergiedichte AW, ¢ durch
die Wahl der Integrationsgrenzen von der maximalen Dehnung €; yq, bis zur RissschlieBdehnung
€z,0 gebildet. Fiir Modus IT und IIT wird RissschlieBen tiber den Faktor U,y beriicksichtigt. Diese
Naherung des zyklischen J-Integrals ist fiir nichtproportionale Lasten geeignet. Unter nichtpro-
portionaler Belastung héngt die Form der Hysterese von der Beanspruchung ab. Es ldsst sich
keine allgemeingiltige Naherungsformel angeben. Die Verzerrungsenergiedichte wird dann durch
numerische Integration iiber den absteigenden Hystereseast gebildet. Dazu wird die Trapezregel
verwendet.

Als Referenzspannungen 0.0, 02y,0, 02,0 Werden die Spannungen definiert, die zeitgleich mit den
Umkehrpunkten der Dehnungen auftreten. Die Schwingspielidentifikation erfolgt auf Basis der
Dehnungen parallel fiir alle drei in der Schnittebene auftretenden Dehnungen. Es missen also drei
unabhéngige Rainflow-Zahlungen durchgefiithrt werden. Bei rein elastischem Werkstoffverhalten
lasst sich aus Gleichung (3.39) der bekannte Zusammenhang zwischen J-Integral und Spannungsin-
tensitatsfaktor ableiten. Bei inhomogenen Beanspruchungsfeldern, wie sie im Einflussbereich von
Kerben auftreten, kann sich das Halbachsenverhéltnis des Risses a/c &ndern. Es muss zusétzlich
das Wachstum der Risslange ¢ betrachtet werden. Eine analoge Rissspitzenbeanspruchung, wie
in Gleichung (3.39), wird auch fiir einen oberflichennahen Punkt B definiert. Hier dndert sich
lediglich die Zuordnung der Verzerrungsenergiedichten fiir Modus IT und III. Auflerdem miissen
Geometriefaktoren Y; p fiir den Punkt B verwendet werden. Der Punkt B wurde um 10° versetzt
zur Oberfliche gewéhlt, siehe Abbildung 3.21, da am Schnittpunkt zwischen Rissfrontlinie und
Oberfléche keine 1/4/r-Singularitit vorliegt und Geometriefaktoren nicht bestimmt werden konnen.

3.2.6.2. Effektive Schwingweite fiir Modus | Beanspruchungen

Die Beriicksichtigung von Reihenfolgeeffekten erfolgt im Kurzrissmodell iiber die effektiven Schwing-
weiten der einzelnen Risséffnungsmoden. Fiir Modus I ist dabei die Ermittlung der RissschlieBdehnung
eq als Integrationsgrenze fir AW, s von Bedeutung, sieche Gleichung (3.39). Zum Ermitteln
der Rissoffnungs- ¢,, und RissschlieBdehnung . fiir Modus I Rissoffnen wird der von Vormwald
[Vorm 89] fiir einachsige Beanspruchungen vorgestellte und von Déring [Dori 06] auf mehrachsige
Beanspruchungen erweiterte Algorithmus verwendet. Auf Grundlage der vereinfachten Annahme,
dass sich Risse bei gleichen Dehnungen 6ffnen und schlielen e, = ¢, lisst sich der Zeitpunkt des
Rissschliefens aus der Risséffnungsspannung bestimmen. Eine empirische Gleichung zur Bestimmung
der Rissoffnungsspannung wird von Newman [Newm 84] vorgeschlagen. Doring [Dori 06] erweitert
diese auf mehrachsige Beanspruchungen:
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Crop {Ag—i—AlReff—i—Angff—i—AgRgff fiir Ropr > 0

Oz max Ay + AlReff fir Reff <0
mit
T Omaz,eff Ov,max
Ay =0.535 —— i 1—-—-,
0 cos (2 p— ) + Gmitt + Gtors ( Umm,eff) (3.40)

A = 0.344@ + At
F

Ay =1— Ayg— Ay — A,
Az =2A0+ A1 — 1.

Der von Vormwald [Vorm 94] eingefiithrte Werkstoffparameter a,,;;; berticksichtigt den Einfluss von
Mittelspannungen auf das Riss6ffnungsverhalten. Hingegen bezieht der Werkstoffparameter a;ors den
Einfluss von Schubspannungen auf das Riss6ffnungsverhalten mit ein. Die Fliefispannung wird nach
Vormwald [Vorm 89] auf den Mittelwert von Zugfestigkeit R,, und zyklischer Proportionalititsgrenze
R;)?O.Q gesetzt, op = 1/2 (Rm + R;%O_Q). Die Vergleichsspannung o yq. ist die vorzeichenbehaftete
von Mises Vergleichsspannung zum Zeitpunkt, an dem die maximale Normalspannung in der
Schnittebene 0 maz auftritt. Aulerdem wird eine in der Schnittebene wirksame Vergleichsspannung

Omaz,eff aus den Schnittspannungen gebildet:

o 1
Ov,maz = e = [(Uxx,ma:c - O'yy)2 + (O'xx,max - 022)2 + (O'yy - Uzz)z} +3 (U:%y + 032:2 + 0'32/;;)7
|Uxx maz‘
Ozx,max 2
Omaz,eff — :ca; ,mazx y -+ sz)
‘Uza: max‘

(3.41)
Das wirksame R-Verhéltnis R,y entspricht dem wahren R-Verhaltnis fiir R > 0. Fiir alle anderen
Fille wird es durch die definierten Vergleichsspannungen skaliert:

R=Z=mn fir R >0
Reff = Uv’mu’z sonst . (3.42)
Omazx,ef f

Mit der gefundenen Rissoffnungsspannung kann die Risséffnungsdehnung bestimmt werden, welche
sich unter einstufiger Belastung einstellt e, cinst. Bei nichtproportionaler Belastung kann der
eindeutige Zusammenhang zwischen Spannungen und Dehnungen im elastisch-plastischen Bereich
verloren gehen. Es wird dann stets das kleinste mogliche Dehnungsniveau fiir Risséffnen gewéhlt. Die
Bestimmung der Risséffnungsdehnung erfolgt mit dem zeitlich diskretisierten Spannungs-Dehnungs-
Verlauf. Zwischen zwei Zeitpunkten wird linear interpoliert. Die Risséffnungsdehnung wird am
aufsteigenden Hystereseast bestimmt.

Das plastizitdtsinduzierte transiente Rissschliefverhalten wird mit dem in Vormwald [Vorm 89]
beschriebenen Algorithmus berechnet. Der Algorithmus wird hier auf die in der Schnittebene
wirkenden Normalspannungen o,, und Normaldehnungen ¢,, angewendet. Ansonsten besteht kein
Unterschied zum in der FKM-Richtlinie Nichtlinear [Fied 19] beschriebenen Vorgehen zum Berechnen
der transienten RissschlieBdehnung beim Parameter Pra ;.

3.2.6.3. Effektive Schwingweite fiir Modus Il & 11l Beanspruchungen

Hoffmeyer [Hoff 05] beobachtet bei Beanspruchung im Modus IT oder Modus III eine Einschrankung
des Abgleitens der oberen und unteren Rissufer. Eine senkrecht zum Riss wirkende Drucknormal-
spannung verstirkte diesen Effekt, wihrend eine Zugnormalspannung ihn abschwéchte. Doring
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[Déri 06] postulierte, dass je nach Wirkung der Normalspannung auf den Risskanten reibungsbe-
dingte Spannungen 7,.;, entstehen, welche das seitliche Verschieben der Risskanten beeintrachtigen.
Die Néherungslosungen fiir das zyklische J-Integral geméfl Gleichung (3.39) sind nur fir unbelas-
tete Rissufer giiltig. Um die beobachteten Effekte in den Modi IT und IIT zu beriicksichtigen, ist
eine Korrektur dieser Gleichungen erforderlich. Déring [Déri 06] schlidgt einen spannungsbasierten
empirischen Korrekturfaktor Uess vor. Von Hertel [Hert 16] wird Uss durch das Verhéltnis der
Rissspitzenverschiebung ACT'SD einer durch Schubspannung belasteten Mittenrissscheibe mit und
ohne Reibschubspannungen auf dem Rissufer bestimmt;:

ACTSD,eip
ACTSD

Becker und Gross [Beck 87, Beck 88] geben eine analytische Losung fiir die Rissspitzenverschiebung
der durch Schubspannung belasteten Mittenrissscheibe an. Fiir die zusétzlich durch Reibung belastete
Mittenrissscheibe wird vereinfachend angenommen, dass sich die wirksame Schubspannung um die
Reibspannung 7,¢; reduziert. Der Abminderungsfaktor U, ;s wird dann aus

Uepy = (3.43)

0 fir 7, < e
1 fur 7, > 1
Verr =\ tn[cos (§ - 2=z )| (3.44)

sonst

i eos (52|

berechnet. Auflerdem wird der Riss als vollstdndig geschlossen angesehen, wenn die Reibspannung
grofler als die Amplitude der Schubspannung ist. Er wird als vollig geéffnet angesehen, wenn die
Amplitude der Schubspannung grofier als die Schubfliespannung 7 ist. Fiir die Schwingweite der
Schubspannung wird jeweils die mit dem Risséffnungsmodus assoziierte Schubspannung verwendet.
Um den Abminderungsfaktor fiir AW,, zu berechnen, wird 7 = 0., verwendet. Fiir AW, wird
dann 7 = o, eingesetzt. Die SchubflieBspannung wird vereinfachend aus dem von Mises Kriterium
bestimmt 77 = op/v/3. Die Reibspannung 7,.; ergibt sich aus der mittleren Normalspannung
wahrend eines Schubverzerrungsschwingspiels:

Treib = <Takt - Nazv,m> . (345)

Durch sie wird der Einfluss von Normalspannungen auf das Risséffnen beriicksichtigt. Unter Zug-
normalspannungen wird sich der Riss 6ffnen und es entsteht keine Reibschubspannung. Unter Druck
wird sich dieser Effekt umkehren. Die Macaulay-Klammer sorgt dafiir, dass nur positive Reibschub-
spannungen beriicksichtigt werden. Die Schubspannung 7,x; ist ein Werkstoffparameter. Sie stellt
einen Schwellenwert dar. Bevor Abgleiten der Rissufer stattfindet, muss zunéchst dieser Schwellen-
wert iiberwunden werden. Der Einfluss der Normalspannung wird iiber den Werkstoffparameter p
skaliert. Er kann als Reibbeiwert der Rissufer interpretiert werden.

3.2.6.4. Schwellenwert fiir Risswachstum

Liegen die effektiven Rissspitzenbeanspruchungen unterhalb eines Schwellenwerts, findet kein Riss-
fortschritt statt. Der Schwellenwert fiir kurze Risse Zcsy 4 kg ist abhéngig von der Risslédnge. Er
geht mit steigender Rissldnge in den Schwellenwert fiir lange Risse Z.ff, iiber. In Vormwald
[Vorm 89] wird

a

Z. = Dot pin—— 4
FfthKR Fhth (3.46)

zum Bestimmen des Kurzrissschwellenwerts angegeben. Die Hilfsgrofle [* kann aus
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VA
IF = Zebth g (3.47)
Pzpo

bestimmt werden [Vorm 89]. Pz p g ist die Dauerfestigkeit eines noch zu definierenden Schidigungs-
parameters auf Basis des J-Integrals. Zum Start der Rissfortschrittsrechnung kann der Schwellenwert
dann aus der Dauerfestigkeit bestimmt werden, Zcs¢n xr(a0) = Pzp,o - ag. Der Schwellenwert
fiir das Stehenbleiben langer Risse ldsst sich nach Vormwald [Vorm 89] aus dem Elastizitdtsmodul
abschéatzen:

E
Zeff,th = m mim. (348)

3.2.6.5. Kurzrisswachstum im Einflussbereich von Kerben

Die bisherigen Gleichungen des Kurzrissmodells gelten fiir homogene Beanspruchungsfelder. Von
Vormwald [Vorm 89] wird fiir die Beschreibung des Rissfortschrittsverhaltens kurzer Risse in inho-
mogenen Beanspruchungsfeldern, wie sie im Kerbgrund oder unter einer Biegebelastung vorliegen,
vorgeschlagen, die fiir homogene Beanspruchungen geltenden Néherungen des zyklischen J-Integrals
durch einen von der Rissldnge abhéangigen Geometriefaktor zu modifizieren. Dazu werden von
Vormwald [Vorm 89] Naherungslosungen fiir den Spannungsintesititsfaktor eines halbelliptischen
Oberflédchenrisses in einer durch Biegung belasteten Platte von Raju und Newman [Raju 79] verwen-
det. Die Plattendicke ¢ wird dabei so eingestellt, dass der Spannungsgradient in der Platte unter
Biegung dem Spannungsgradient einer gekerbten Struktur mit Kerbradius p entspricht.

Von Hertel [Hert 16] wird dieser Ansatz aufgegriffen. Zur Ubertragung des Kurzrissmodells auf
die Anwendung in inhomogenen Beanspruchungsfeldern werden die Geometriefaktoren aus Glei-
chung (3.39) nicht mehr nur von der Rissform, das heifit vom Halbachsenverhaltnis a/c, sondern
zusétzlich auch vom bezogenen Spannungsgradienten abhéngig.

Schijve [Schi82] zeigt, dass der Spannungsintensititsfaktor in Kerben mafigeblich von der Kerb-
spannung und dem Kerbradius abhédngt. Lukas [Lukéd87] gibt empirische Gleichungen fiir den
Spannungsintensititsfaktor am tiefsten Punkt eines halbelliptischen Oberflachenrisses in einer Kerbe
an. Dieser hangt nur von der Risstiefe a, dem Verhéltnis von Risstiefe und Kerbradius a/p und
dem Halbachsenverhéltnis a/c ab. Hertel [Hert 16] schlussfolgert, dass der Geometriefaktor fiir
kurze Risse hauptsdchlich vom Verhéltnis der Risstiefe zum Kerbradius a/p und der Rissform
abhéngig ist. Gesucht werden die in Gleichung (3.49) angegebenen Geometriefaktoren fiir die drei
Rissoffnungsmoden an den Stellen A und B der Rissfront.

Yiap=Yia/B (Z, Z) (3.49)
Die Geometriefaktoren nach Gleichung (3.49) wurden von Hertel [Hert 16] fiir mehrere a/c und a/p
Verhéltnisse und linear elastisches Werkstoffverhalten numerisch mit der Finiten-Elemente-Methode
bestimmt. Zwischenwerte werden interpoliert. Alle zur Interpolation von Zwischenwerten nétigen
Stiitzstellen der Geometriefaktoren aus Gleichung (3.49) sind in [Hert 16] angegeben. Die Grenzen
des aufgebrachten bezogenen Spannungsgradienten werden mit G, < 33mm~! und G, < 17mm™!
angegeben, was fiir die meisten technischen Anwendungen geniigen sollte. Bei der Berechnung der
Geometriefaktoren wurde sich auf die Definition von Typ A und Typ B Rissen nach Brown und
Miller [Brow 79, Brow 82] beschrénkt, siehe Abbildung 3.17. Das bedeutet, fiir die kritische Ebenen
Rechnung werden nur Typ A und Typ B Risse unter Winkeln 1 = 0° und 1 = 45° untersucht.
Bei der Berechnung der Geometriefaktoren wurden inhomogene Beanspruchungsfelder mithilfe von
Spannungsverldufen, welche in schlitzartigen Innenkerben nach Creager und Paris [Crea 67] vorliegen,
vorgegeben. Anhand dieser Spannungsverldufe konnen die Beziehungen
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Go==, Gr=- (3.50)

zwischen den bezogenen Spannungsgradienten und fiktiven Kerbradien p hergeleitet werden. Die
Geometriefaktoren wurden unter Annahme von linear elastischem Werkstoffverhalten bestimmt.
Durch plastische Verformung im Kerbgrund sinkt der Spannungsgradient im Vergleich zur elastischen
Losung, wiahrend der Dehnungsgradient steigt.

Der Einfluss der Geometriefaktoren auf die Ndherung des zyklischen J-Integrals wurde von Hertel
[Hert 16] anhand einer hyperbolischen Umlaufkerbe mit halbkreisférmigem Oberflichenriss unter
Zug/Druck und Torsionsbeanspruchung mit elastisch-plastischen FE-Rechnungen numerisch unter-
sucht. Die Genauigkeit der Ndherung auf Basis der elastisch bestimmten Geometriefaktoren wird,
vor allem im Zeit- und Dauerfestigkeitsbereich, als sehr genau eingeschétzt. Erst im Kurzzeitfestig-
keitsbereich &, > 1% werden groere Abweichungen der J-Integral Nédherung (im Bereich von 20%
im Vergleich zur FE-Losung) beobachtet.

Einfliissse von inhomogenen Beanspruchungsfeldern auf das Rissschliefen werden im Kurzrissmodell
aktuell nicht betrachtet.

3.2.6.6. Risslangenunabhiangiger Schadigungsparameter

Wie bei Pr4y wird die schwingspielweise Integration der Rissfortschrittsgleichung durch eine lineare
Schadensakkumulationsrechnung ersetzt. Das bietet vor allem im Hinblick auf die Rechenzeit grofie
Vorteile. Dazu muss ein von der Rissldnge unabhéangiger Schadigungsparameter definiert werden.
Der Schadigungsparameter wird im Folgenden in Anlehnung an die Rissspitzenbeanspruchung als Py
bezeichnet. Die Rissspitzenbeanspruchung aus Gleichung (3.39) ldsst sich in zwei Faktoren aufteilen.
Zunéachst den Schidigungsparameter Pz und dann eine von der Risslidnge abhéngige Funktion F(a):

Zraeff =Pz Fr(a)
Ziraeff = Pzir- Frr (a) (3.51)
Zrrraeff = Pz - Fror(a).

Fir jeden Risséffnungsmodus wird ein eigener Schiadigungsparameter definiert:

Py =21AWaersYia0
T
Pz = mAWEBZUeffYIQI,A,O (3.52)

9
Pz = mAWay errYiir a0

Die Parameter bestehen aus einem Vorfaktor, der effektiven Verzerrungsenergiedichte fiir den ent-
sprechenden Risséffnungsmodus und einem konstanten Geometriefaktor fiir einen halbelliptischen
Oberflachenriss im homogenen Beanspruchungsfeld. Fiir den Anfangsriss wird ein Halbachsenver-
haltnis von a/c = 0.9 angenommen. Dieses Verhéltnis wird fiir Werkstoffversuche unter reinem
Zug/Druck aus der Bedingung des selbstédhnlichen Risswachstums bestimmt. Das bedeutet, das
Verhéltnis der Rissfortschrittsgeschwindigkeiten an den Punkten A und B muss dem Verhéltnis von
Risstiefe zu Rissldnge entsprechen. Dieser Fall liegt zum Beispiel bei Versuchen zum Bestimmen
der Dehnungswohlerlinie vor. Die Anfangsrisstiefe ag ist sehr klein, sodass auch in Kerben in guter
Néaherung ap/p ~ 0 angenommen wird. Die konstanten Geometriefaktoren am Punkt A sind dann
Y7 40=0.70, Y77,40 = 0.62 und Y;77,4,0 = 0.58.

Der von der Risstiefe abhéngige Anteil F;(a) der zyklischen J-Integral Naherung besteht aus den
Geometriefaktoren und der Risstiefe selbst. Die Funktionen F;(a) beschreiben sowohl den Einfluss
der Rissform als auch den Einfluss inhomogener Beanspruchungsfelder wie folgt:
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2
YI A (%7 Q)
' p
Fr(a)=a 7}/[140
Y a a 2
1I,A (*7 *)
Fir(a)=a Tmp (3.53)
2
Yirra (%, %)
A B T

Fir a/c = 0.9 im homogenen Beanspruchungsfeld vereinfachen sich die Funktionen auf Fj(a) = a.
Mit dem Schédigungsparameter Pz kann nun eine risslingenabhéngige Dauerfestigkeit Pz p(a)
definiert werden. Als Dauerfestigkeit wird ein Schwellenwert verstanden, unterhalb dessen kein
Rissfortschritt, also keine weitere Schiadigung, mehr stattfindet. Fiir das Risswachstum ist bereits
ein Schwellenwert Z.¢ s kr in Gleichung (3.46) als zyklisches J-Integral definiert. Es muss fiir eine
Dauerfestigkeit dann die Bedingung Ze s kr = Pz p,i - Fi (a) gelten. Hier kann Gleichung (3.51)
eingesetzt werden. So ergibt sich die Dauerfestigkeit fiir jeden Riss6ffnungsmodus. Wird von
der Anfangsrisstiefe ag ausgegangen, ergibt sich die gleiche anfangliche Dauerfestigkeit fiir jeden
Rissoffnungsmodus:

Zeffith
P = — 3.54
Die risstiefenabhingige Dauerfestigkeit kann dann aus dem Startwert der Dauerfestigkeit bestimmt
werden. Dazu wird der Kurzrissschwellenwert Zef ¢ kr = Pzp,i - Fi (a) in Gleichung (3.46) einge-
setzt und der Langrissschwellenwert mit Gleichung (3.54) durch die initiale Dauerfestigkeit ersetzt.

Daraus folgt:

2
ag + l* Y740

e \a ()

Pzpr(a)=Pzpo-

2

ag + I* Yira
Pz p.r(a)=Pzpo- 0+ - A0 (3.55)
a Yira (%, %)
2
ap + I Yirr,a0
Pzp1rr(a)=Pzpo- 0+ . —
a Yirra (%, %)

Gleichung (3.55) beriicksichtigt damit sowohl die Rissldnge als auch die Rissgeometrie a/c und
inhomogene Beanspruchungsfelder.

3.2.6.7. Definition der Schadigungsparameterwahlerlinie

Die Schédigungsparameterwohlerlinie wird gewonnen, indem die N&herung des zyklischen J-Integrals
Gleichung (3.39) in das Rissfortschrittsgesetz Gleichung (3.37) eingesetzt wird. Die Integration
der Rissfortschrittgleichungen erfolgt durch Trennung der Verdnderlichen. Aufgrund der Annahme,
dass jeder Riss6ffnungsmodus unabhéingig zum Rissfortschritt beitragen kann, ergeben sich drei
Wohlerlinien, jeweils eine pro Risséffnungsmodus. Die Integration erfolgt von einer Anfangsrisstiefe
ag bis zu einer Endrisstiefe a.. Daraus folgen die Beziehungen:
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1 Ge —m —m
N[—g- F](a) Zda-PZJZ
ag
1 e —-m —m
Ny = ol / Fri(a)""%da - Py (3.56)
ao

Durch Gleichung (3.56) sind die Schédigungsparameterwohlerlinien fiir jeden Riss6ffnungsmodus
definiert. Beim Risswachstum in inhomogenen Beanspruchungsfeldern muss die Annahme des
selbstdhnlichen Risswachstums aufgegeben werden. Es geniigt nicht nur den Rissfortschritt der
Risstiefe a zu betrachten. Zusétzlich muss auch der Rissfortschritt fiir die Oberflichenrisslénge ¢
berticksichtigt werden. Das Verhéltnis a/c wird variabel. Dadurch muss auch der Rissfortschritt an
Punkt B betrachtet werden und Gleichung (3.37) lasst sich nicht mehr analytisch l6sen. Auf eine
numerische Integration der gekoppelten Rissfortschrittsgleichungen fiir Punkt A und Punkt B wird
zu Gunsten einer linearen Schadensakkumulation verzichtet. Es wird von Hertel [Hert 16] das im
Folgenden beschriebene naherungsweise Vorgehen vorgeschlagen.

Zuerst wird der gesamte Risspfad von ag bis a. in Abschnitte I, = [a;, a;+1] eingeteilt. Hier wird
eine konstante Intervallbreite Aa = a;y1 — a; = 0.1 - ag festgelegt. Es wird nun vereinfachend
angenommen, dass sich wihrend des kurzen Intervalls die Form des Risses nur wenig &ndert und
deshalb als konstant angesehen werden kann, a/c ~ konst. Die Anzahl an Schwingspielen, die fiir
ein Risswachstum von a; auf a;41 notig sind, kann jetzt wieder durch Trennen der Verdnderlichen
aus Gleichung (3.37) bestimmt werden:

1 Qi1
N[:QI‘PZ_TZ mitQ[:C'/ FI(a)*mZda
a;
o 1 @it1
Nir=Qrr- Py’ mit Qry = b / Fri(a)"™?da (3.57)
a;

1 Ai+1 B
C/ F][](a) mzda.

i

—m .
Nir = Qi - Pyyft mit Qrr; =

Gleichung (3.57) entspricht der Schiadigungsparameterwohlerlinie fiir den Rissfortschritt von a; auf
ait+1. Durch die getroffene Annahme a/c &~ konst sind die Funktionen Fj(a) nur von der Risstiefe
abhéngig. Die Integration von Gleichung (3.57) erfolgt numerisch durch die Simpsonregel. Die
aktuelle Schadigung berechnet sich dann nach der linearen Schadensakkumulationsregel wie folgt:

1 Py7
Dojy = — = =2 3.58
akt Nz Qz ( )

Der Rissfortschritt von a; auf a;41 ist erreicht, sobald die Schadigungssumme den Wert D = 1
annimmt. Die Rissldnge ¢;+; wird nun ndherungsweise aus dem Zuwachs der Risstiefe abgeschétzt.
Dazu wird das Verhéltnis der Risslangenzuwéchse aus den Rissfortschrittgleichungen gebildet. Fiir
Modus I ergibt sich beispielsweise dcr/da = (Zr,eff/Z1,aeff)" #". Wird nun die Naherungslosung
fiir das zyklische J-Integral eingesetzt, zeigt sich, dass der Zuwachs der Risslénge ¢ von dem Verhéltnis
der Geometriefaktoren abhéngt. Aulerdem wird angenommen, dass der Zuwachs in Risslénge und
Risstiefe klein ist, weshalb anstatt des Differenzialquotienten der Differenzenquotient eingesetzt
wird. Es ergibt sich:
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a (3.59)

a a 2mz
" 1+v Yrrra (g i) '
) c’) pr

Die Indizierung richtet sich nach dem Riss6ffnungsmodus am Punkt A. Liegt an A ein Modus II vor,
so entsteht am Punkt B ein Modus III. Gleichung (3.59) gilt jedoch nur bei einer reinen Modus I,IT
oder IIT Belastung. Im Allgemeinen treten in einem Intervall I, jedoch mehrere Riss6ffnungsmoden
auf. Der endgiiltige Rissldngenzuwachs

Ac = DiAcy + DirAcir + DrrrAcyyr (3.60)

wird durch die Schédigungsbeitrige der einzelnen Rissoéffnungsmoden gewichtet. Die einzelnen
Schadigungsbeitréage werden durch lineare Schadensakkumulation der identifizierten Schwingspiele j
und den dazugehoérigen Schiadigungsparametern Py ; berechnet:

1
Di=2 %
J
1
D=2 3., (3.61)
< Nir
1
Dirr = ; Nt

Rissfortschritt findet statt, wenn die Schadenssumme D = Dj + Dy; + Dy = 1 erreicht ist.

3.2.6.8. Ablauf der Schadigungsrechnung mit dem Kurzrissmodell

Im Folgenden wird eine Ubersicht iiber den Ablauf der Schidigungsrechnung in einer Schnittebene
mit dem Kurzrissmodell gegeben. Der Rissfortschritt wird anhand der értlichen Spannungen und
Dehnungen im aktuellen Koordinatensystem berechnet.

Schédigungsereignisse werden mit dem HCM Algorithmus nach Clormann und Seeger [Clor 86]
gezihlt. Die Rainflow-Zahlung erfolgt auf Basis des Zeitverlaufs der Dehnungen. Es werden alle
in der Schnittebene auftretenden Dehnungen gleichzeitig gezdhlt. Wird ein Schwingspiel in einer
Schnittdehnungskomponente identifiziert, wird der Pz, Wert berechnet und dem entsprechenden
Risso6ffnungsmodus zugeordnet. Anschlieend wird die Riss6ffnungsdehnung mit dem Algorithmus
nach Vormwald [Vorm 89] neu berechnet.

Die Schadigungsrechnung wird mit den fiir jedes Schwingspiel gespeicherten Pz Werten durchgefiihrt.
Dabei bleibt die Reihenfolge der auftretenden Modus I, IT und IIT Schwingspiele erhalten.

Sollte nach der Schadigungsrechnung fiir den letzten simulierten Durchlauf durch die Lastfolge die
Endrissldnge nicht erreicht sein, werden die Py Werte des letzten Durchlaufs solange wiederholt
aufgebracht, bis die Endrisslidnge erreicht ist.

Der Ablauf der Schédigungsrechnung kann mit den folgenden Punkten zusammengefasst werden:

1. Bestimmen oder Vorgeben aller nétigen Werkstoffparameter und Berechnen der Anfangsrisstiefe
ag.
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2. Die aktuelle Risstiefe wird auf a; = ag gesetzt. Die Risslédnge ergibt sich aus der Startbedingung
ap/co = 0.9. Der gesamte Risspfad wird dann in Intervalle der Lange Aa = 0.1ag eingeteilt.

3. Die aktuelle Dauerfestigkeit fiir die Risstiefe a; wird in Abhéngigkeit von a/c und a/p bestimmt,
Gleichung (3.55).

4. Es wird die Pz Wohlerlinie fir das aktuelle Intervall I,, = [a;,a; + Aa] berechnet, Glei-
chung (3.57).

5. Die Pz Werte der identifizierten Schwingspiele werden nacheinander abgearbeitet. Fiir alle
Werte, die gréfer als die aktuelle Dauerfestigkeit sind Pz; > Pz p;, wird ein Schidigungs-
beitrag bestimmt. Die Schadigung wird getrennt fiir jeden Risstffnungsmodus aufsummiert,
Gleichung (3.61). Damit wird solange fortgefahren, bis die Gesamtschédigung auf 1 ist.

6. Der gewichtete Zuwachs Ac Gleichung (3.60) der Risslinge wird berechnet.

7. Die aktuelle Risstiefe und die aktuelle Risslange werden um Aa bzw. Ac erhéht. Die Scha-
denssummen werden wieder auf 0 gesetzt. Es wird solange wieder mit Punkt 3 fortgefahren,
bis die Endrisslénge 2¢; = 0.5 mm erreicht ist. Sollten alle Py, Werte aufgebracht werden,
ohne dass die Endrisslange erreicht ist, wird der letzte Durchlauf solange aufgebracht, bis
die Endrissldange erreicht ist. Sollte wahrend eines Durchlaufs keine Schiadigung aufgebracht
werden, so wird die Rechnung abgebrochen. Das Bauteil ist dauerfest.

Sollte wihrend des Hochrechnens auf Basis des letzten Durchlaufs mehr als ein Durchlauf durch
die Lastfolge fiir einen Rissfortschritt um Aa bendtigt werden, kénnen nachfolgende Durchlaufe
iibersprungen werden.

Zu einem beliebigen Zeitpunkt im Durchlauf DL; ; wird die Schadenssumme D = 1 erreicht und
es tritt Rissfortschritt ein. Anschliefend werden die Schadenssummen D; = Dy = Dy = 0
wieder auf Null gesetzt und die Pz Wohlerlinie fiir das neue Intervall wird bestimmt. Die restlichen
P; Werte des Durchlaufs DL;_; werden aufgebracht und es entsteht eine neue Schadenssumme
D;_1 =Dyi—1+ Diri—1+ Drrr,i-1, ohne dass Rissfortschritt eintritt. Beim néchsten Aufbringen
des letzten Durchlaufs DL; tritt ebenfalls kein Rissfortschritt ein. Da sich die aufgebrachten Py
Werte und die Pz Wohlerlinien nicht &ndern, bis Rissfortschritt eintritt, &ndern sich auch die
Schadenssummen aller folgenden Durchldufe nicht. Die Anzahl der Durchlidufe x, die bis zum
néchsten Rissfortschritt ibersprungen werden kénnen, berechnet sich aus

1- DilJ

D (3.62)

1:Di71+l"Di = T = \‘
Da nicht exakt bestimmt werden kann, bei welchem P, Wert Rissfortschritt stattfindet, sollten nur
ganzzahlige Durchldufe {ibersprungen werden.

3.2.6.9. Parametrisierung des Kurzrissmodells

Das vorgestellte Kurzrissmodell besitzt einige Parameter, die zur Beschreibung eines bestimmten
Werkstoffs angepasst werden miissen. Eine Ubersicht iiber alle notwendigen Werkstoffparameter
ist in Tabelle 3.1 angegeben. Das Modell besitzt im Vergleich zu den anderen hier besprochenen
Schadigungsmodellen viele frei wahlbare Parameter. Einige sind dafiir bestimmt, sehr spezifische
Einfliisse auf das Risswachstum zu modellieren. Um alle Modellparameter bestimmen zu koénnen,
ist eine ganze Anzahl an zum Teil relativ spezifischen Versuchen notwendig. Um eine Anwendung
innerhalb einer Berechnungsrichtlinie zu ermdglichen, sollen Moglichkeiten gefunden werden, die
Werkstoffparameter aus der Zugfestigkeit R, und der Angabe einer Werkstoffgruppe abzuschétzen.
Sollte dies nicht moglich sein, sollen Abschdtzmethoden aus anderen bekannten Werkstoffkennwerten
angegeben oder Standardwerte empfohlen werden.
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Parameter Beschreibung
mg Rissfortschrittsparameter
Q Stiitzstelle der Wohlerlinie
C Rissfortschrittsparameter
aog Anfangsrisstiefe
Pz po initiale Dauerfestigkeit
OF Fliefispannung
Zeffith Schwellenwert fiir Rissfortschritt
Amitt Einfluss der Mittelspannung auf Modus I Rissschliefen
Qtors Einfluss der Schubspannung auf Modus I Rissschlieflen
A Abklingkonstante Risséffnungsdehnungen aus Algorithmus
fiir transientes Modus I Rissschlieen nach Vormwald [Vorm 89|
Takt Schubspannungsschwellenwert fiir Modus IT & IIT Riss6ffnen
I Normalspannungsempfindlichkeit fiir Modus IT & III Riss6ffnen

Tabelle 3.1: Werkstoffparameter des Kurzrissmodells

Die Rissfortschrittskonstante C' und der Schwellenwert fiir Langrisswachstum Z, ¢ 1, werden nach
Vormwald [Vorm 89] mit den Zusammenhéngen

mm (5-10° 1 ™/ E
=107° 4 =
¢=10 Zyk.( E mm) ’ e/t = 5108

(3.63)

aus dem Elastizitdtsmodul abgeschétzt. Die Flielspannung wird ebenfalls nach dem Vorschlag von
Vormwald [Vorm 89] auf den Mittelwert von Zugfestigkeit R,, und zyklischer Proportionalitétsgrenze

R, .o gesetzt:

R, + R;LO_Q
—

Der Modellparameter F'A stellt im Algorithmus nach Vormwald [Vorm 89] die Abklinggeschwindigkeit
des transienten Modus I Rissoffnens dar. Vormwald [Vorm 89] verwendet F'A, um den sogenannten
Prestraineffekt zu beschreiben. Unter Prestrainwohlerlininen werden Wohlerlinien verstanden, bei
deren Ermittlung vor der Einstufenbelastung eine Uberbelastung mit hoher Amplitude aber kleinen
Schadigungsbeitragen aufgebracht wird. Der Parameter FF'A wird von Vormwald [Vorm 89] fiir den
Feinkornbaustahl S460N und die Aluminiumknetlegierung AW-5083 zu F'A = 15 bestimmt. Dieser
Wert kann als Standardwert verwendet werden, sollten keine Versuche mit Effekten zu transientem
Rissschlieen vorliegen.

oF = (3.64)

Schadigungsparameterwohlerlinie

Zum Bestimmen der Rissfortschrittskonstanten und der Anfangsrisslange wird die Pz-Wdhlerlinie aus
Versuchen bendtigt. Wird die Pz Wohlerlinie aus Versuchen zum Ermitteln der Dehnungswohlerlinie
bestimmt, ergeben sich einige Vereinfachungen. Es besteht eine reine Modus I Belastung. Es
kann von einem homogenen Beanspruchungsfeld und selbstdhnlichem Risswachstum mit einem
konstanten a/c = 0.9 ausgegangen werden. Dadurch vereinfacht sich der Anteil des zyklischen
J-Integrals aus Gleichung (3.51), der von der Risslidnge abhingt, Fr(a) = Fir(a) = Firr(a) =
a. Auf eine Einteilung des Risspfades in einzelne Intervalle kann, aufgrund des konstanten a/c
Verhiéltnisses, verzichtet werden. Gleichung (3.56) kann analytisch gelost werden, wodurch sich die
Schidigungsparameterwohlerlinie ergibt:
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1 _
N=Q- -P,m itQ=— =< 0 3.65
Q- Py mit ¢ C 1—my ( )
Wie in Gleichung (3.65) zu erkennen, kann die Schédigungsparameterwohlerlinie bei doppelt-
logarithmischer Auftragung als Geradengleichung angesehen werden. Wird von stabilisiertem Werk-
stoffverhalten und einem einachsigen Werkstoffgesetz nach der Ramberg-Osgood Gleichung (2.8)
ausgegangen, berechnet sich der Pz Wert auf einem gegebenen Lastniveau (g4, 0,) durch

Aag 1 Ao
ff . eff
5E + 1+n/AO'eff <A€eff i) >

mit AO'eff =04 — 0

Pz =27-0.49-

(3.66)

und Acerp = €4 — €.

Das Bestimmen der RissschlieBspannung o, und Rissschliedehnung e.; vereinfacht sich ebenfalls.
Bei Versuchen zur Bestimmung der Dehnungswohlerlinie liegt ein mittelspannungsfreier, einachsiger
Spannungszustand vor. Gleichung (3.40) vereinfacht sich dann zu

Gop = 0a - [0.535 - cos <7”7“> —0.344 - ] . (3.67)
20F

Dabei muss darauf geachtet werden, dass die Bedingung —o, < 0o, < 0, eingehalten wird. Die

Rissoffnungs- und RissschlieBdehnung kénnen dann direkt aus der Ramberg-Osgood Gleichung unter

Beachtung der Masing Regel durch

1/n'
Oq+ 0 Oq+ 0

Eop = €Cl - 4& E or + 2 ( CL2[{/ Op> - 60/ (368)
berechnet werden. Da sich die Ramberg-Osgood Gleichung nicht analytisch invertieren lasst, muss
die Rissschliefspannung aus

1/n’
Oq — O¢, Oq — O¢,
Ca—ca =~ l+2< 7 l) (3.69)

iterativ bestimmt werden. Der Rissfortschrittsexponent my stellt die Steigung der Pz Wohlerlinie
dar. Die Grofle Q kann als Lebensdauer bei Pz = 1 interpretiert werden. Die Bestimmung beider
Parameter erfolgt durch eine lineare Regression der logarithmierten Wertepaare (Pz;, N;), die aus
den Ergebnissen der Versuche zur Ermittlung der Dehnungswohlerlinie stammen.

In Anlehnung an die FKM-Richtlinie Nichtlinear kann die Pz Wohlerlinie auch, anstatt durch die
Grofle @, mit einer Stiitzstelle Py g, bei der Lebensdauer N = 1 angegeben werden:

_ 1/mz
Py mnz 1 al-mz —gl7™mz
N = it Py ity = | = —5 0 = QVmz, 3.70
<Pz,stﬁtz> b £Z,stut C 1—my Q (3.70)
Aus der Angabe von Pz i, oder (Q wird durch
1
ao = [al™"% = C (1= mz) Pf4y,| ™7 (3.71)

die Anfangsrisstiefe ag berechnet. Eine Darstellung der Pz-Wohlerlinie ist in Abbildung 3.22 gegeben.
Die Schédigungsparameterwohlerlinie soll ebenfalls aus der Zugfestigkeit abgeschatzt werden kénnen.
Dazu missen, wie aus Gleichung (3.70) zu erkennen, eine Stiitzstelle Py g, bei N = 1 Schwingspie-
len, eine Dauerfestigkeit Pz p o sowie die Steigung mz der Woéhlerlinie abgeschétzt werden kénnen.
Hierzu wurden im Projekt ,Mehrachsigkeit ortlich® [Linn 22] fiir die drei Werkstoffgruppen aus
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Abbildung 3.22: Darstellung der P, Woéhlerlinie

der FKM-Richtlinie Nichtlinear Abschétzformeln bestimmt. Die Stiitzstelle bei einem Schwingspiel
Pz it sowie die initiale Dauerfestigkeit Pz p o kénnen mit

PZ,stiitZ =apz: Rm

Pzpo=app- - Rnm

bp z

bp.p

(3.72)

und den Beiwerten aus Tabelle 3.2 bestimmt werden. Die Steigung mz der Schiadigungsparameter-
wohlerlinie kann direkt aus Tabelle 3.2 entnommen werden.

Werkstoffgruppe Stahl Stahlguss | Aluknet.
my 1.64 1.45 1.59
apz 50 208 192
bpz 0.567 0.355 0.243
app 0.85-107%| 2.6-107% | 5.18-107"7
bp.p 1.45 1.76 2

Tabelle 3.2: Beiwerte zum Abschatzen der Pz-Wohlerlinie

Abbildung 3.23 zeigt einen Vergleich zwischen einer aus der Zugfestigkeit abgeschétzten und einer
aus experimentellen Ergebnissen ermittelten Schiadigungsparameterwohlerlinie fiir den Baustahl
S355. Fiir den vorliegenden Werkstoff stimmen die beiden Wohlerlinien sehr gut iiberein.



Abschnitt 3.2. Schidigungshypothesen fiir mehrachsige Beanspruchungen 125

104 E o T TorrrrTTTT T o T
i - = =Wohlerlinie aus Versuchen
—— Wohlerlinie abgeschéatzt aus R,
B 1021
g :
~
Z.
N
100}
10° 102 10% 10°

N

Abbildung 3.23: Ein Vergleich der Schidigungsparameterwohlerlinien fiir den Pz Parameter und den
Baustahl S355 ermittelt aus der gemessenen Dehnungswohlerlinie und abgeschétzt
aus der Zugfestigkeit R,

Wachstum von Schubrissen

Das Wachstum von Schubrissen wird durch die zwei Werkstoffparameter 7,;; und p aus Glei-
chung (3.45) beeinflusst.

Der Modellparameter p beschreibt den Einfluss von Normalspannungen auf das Modus II bzw.
IIT Risswachstum. Zugspannungen fordern das Risswachstum, wéhrend Druckspannungen das
Risswachstum behindern. Hertel [Hert 16] schldgt zur Ermittlung des Parameters 1 Versuche unter
zyklischer Torsion und statischer Normalspannung vor. Die Grofle der statischen Normalspannung
wird dabei variiert.

Von Hertel [Hert 16] wurde p fiir den Feinkornbaustahl S460N und die Aluminiumknetlegierung AW-
5083 bestimmt. Fiir beide Werkstoffe wurde p = 0.5 identifiziert. Sollten keine Versuchsergebnisse
unter Torsion mit Variation einer statischen Normallast vorliegen, wird der Standardwert p = 0.5
empfohlen.

Der Modellparameter 7,;; beschreibt dabei eine Art Reibungsschwellenwert. Es wird unterstellt,
dass es bereits ohne auf den Riss wirkende Normalspannungen zu einem Verhaken der Rissufer
kommen kann. Liegt die Schubbeanspruchung unterhalb des Schwellenwerts 7,x¢, findet kein Riss-
wachstum durch Modus II bzw. III Belastungen statt. Es wird empfohlen, den Parameter 7,z
an Versuche zur Ermittlung der Gleitungswohlerlinie, d. h. Versuche unter reiner Torsion ohne
iiberlagerte Normalspannung, anzupassen. In solchen Versuchen kénnen zwei verschiedene Ver-
sagensarten vom Kurzrissmodell berechnet werden. Zum einen ein Versagen unter Modus III in
Ebenen ¢ = 0°,£90° oder ein Modus I Versagen in Ebenen ¢ = 45°. Der Versagensmechanismus
unter Modus I ldsst sich iiber den Einfluss des Parameters a;ors aus Gleichung (3.40) auf das
Rissschliefen einstellen. Abbildung 3.24 beschreibt den Einfluss der Modellparameter aiors und 7que
auf den Schadigungsparameter Py fiir Modus I und Pz ;;; fiir Modus III Rissoffnen unter reiner
Torsionsbelastung. Beide Modellparameter haben den gréfiten Einfluss im Langzeit- bis hin zum
Zeitfestigkeitsbereich bei kleinen Gleitungsamplituden. Da fiir jeden Riss6ffnungsmodus die gleichen
Rissfortschrittskonstanten angenommen werden, kann iiber die beiden Parameter eingestellt werden,
welches Riss6ffnungsverhalten sich im Werkstoff einstellt.

Fiir hohe Gleitungsamplituden ~, > 2% verschwindet der Einfluss. Hier werden durch Modus I stets
héhere Schiadigungsparameter berechnet. Aus diesem Grund wird auf hohen Beanspruchungsniveaus



126 Kapitel 3. Schidigungsmodelle fiir mehrachsige Beanspruchungen

100 I
— i /,’;"‘/ 4
g 10 Z7
E ——— Modus III 7,;,; = 0
é ——— Modus III 7, = 50
S Modus III 7,4 = 100/ |
o ‘ Modus I ators = 0
——Modus I a4y = 0.5
Modus I asprs =1
0.1 ‘
1 10
Ya [%0]

Abbildung 3.24: Einfluss der Parameter asors und 7.5 (in MPa) auf den Schiadigungsparameter
aufgetragen iiber Gleitungsamplituden fiir die unterschiedlichen Risséffnungsmoden

unter reiner Torsion vom Kurzrissmodell immer ein Modus I Risswachstum in Schnittebenen ¢ = 45°
vorhergesagt.

Von Hertel [Hert 16] wird vorgeschlagen, 7,4 an vorhandene Versuchswerte zum Bestimmen der Glei-
tungswohlerlinie anzupassen. Sollten diese Versuchsdaten nicht vorliegen, wird ein Standardwert von
Takt = D0 MPa empfohlen. Der Einfluss von 7.y, auf die Gleitungswohlerlinie wird in Abschnitt 4.3.3
besprochen. Der Parameter ay,.s wird von Hertel [Hert 16] zunéchst nicht beriicksichtigt und auf
den Standardwert a;o.s = 0 gesetzt.

Mittelspannungseinfluss

Unter reiner Zug/Druck Belastung und positiven Zugmittelspannungen wird vom Kurzrissmodell
stets Modus I Risswachstum vorhergesagt. Der Einfluss von Mittelspannungen auf das Modus I
Risswachstum wird nach Vormwald [Vorm 94| durch den Parameter a,,;;; innerhalb der Ermittlung
der Rissoffnungsspannung in Gleichung (3.40) beriicksichtigt. Der Parameter a,,;; kann also aus der
Mittelspannungsempfindlichkeit M, bestimmt werden. Die Mittelspannungsempfindlichkeit ldsst sich
auch als Steigung im Haigh-Diagramm zwischen den Werten fiir R = —1 und R = 0 interpretieren.
Bei bekannter Amplitude fiir R = —1 lasst sich die nétige Spannungsamplitude fiir R = 0 aus

Oa,R=—1
1+ M,
bestimmen. Weiter wird davon ausgegangen, dass der Werkstoff in einer Ebene ¢ = 0° versagt und
somit als Schnittspannungen und Dehnungen lediglich ein einachsiger Spannungszustand vorliegt,
der sich im stabilen Zustand befindet und durch die Ramberg-Osgood Gleichung (2.8) beschrieben
werden kann. Soll vom Kurzrissmodell in beiden Féllen die gleiche Lebensdauer berechnet werden,
muss

(3.73)

Oa,R=0 =

Pz1(04r=—1,R=—1) = Pz (04r=0, R =0) (3.74)

gelten. Der Parameter Pz ; kann bei einachsiger Beanspruchung unter Annahme der Ramberg-
Osgood Gleichung aus

(Umax - UCZ)Q

2F

+ (Umax - Ucl) :

o) — — o) /E
PZ,1:27rYA2,I,0'< S gd)n, SFUTM 7a)] D (3.75)
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berechnet werden. Fiir R = —1 ist die Losung von Gleichung (3.75) in Gleichung (3.66) angegeben.
Die Rissoffnungsspannung und -dehnung lassen sich fiir R = 0 aus

20,
Oop = 204 <07 535 - cos <7r il > + amitt) )
2 or (3.76)

1

o Oop \ o7
Ecl = Eop = E01p+2<2;?,> + Emin

ermitteln. Die Rissschlielspannung muss aus

1

204 — 20, — n’
Emaxr — Ecl = % +2 (O-C;K-/Ud) (3'77)

iterativ bestimmt werden. Fiir R = 0 gelten bei stabilisiertem Werkstoffverhalten nach der Ramberg-
Osgood Gleichung und der Masing Regel die Zusammenhénge:

Omaz = 204,

20, n 20, 1/n!
Emax = f K , (3.78)
o 20, 9 20, 1/n!
5m7,n - 5maa} E 2K/ .

Der Parameter ap,;; kann jetzt numerisch, zum Beispiel durch das Newton-Verfahren, aus Glei-
chung (3.74) bestimmt werden. Fiir den Fall, dass alle Werkstoffkennwerte mit den in der FKM-
Richtlinie Nichtlinear [Fied 19] angegebenen Verfahren abgeschétzt werden, wurde der Parameter
amitt in Abhéngigkeit von der Mittelspannungsempfindlichkeit M, fir die drei Werkstoffgruppen der
FKM-Richtlinie Nichtlinear bestimmt. Die Ergebnisse sind in Abbildung 3.25 dargestellt. Ebenfalls
angegeben sind einfache Abschétzformeln fiir den Modellparameter as.

Bei Druckmittelspannungen lassen sich keine einfachen Formeln oder eine nach den Werkstoffpara-
metern zu l6sende Gleichung mehr angeben. In Abhéngigkeit der Parameter pu und 744 wird Modus
IIT Risswachstum starker oder schwécher beriicksichtigt, wodurch die vorhergesagte kritische Ebene
variiert. Gleiches gilt fiir den Lastfall reiner Schub. In Abhéngigkeit von den Parametern aso.s und

0.6 :
—— Stahl
o5\  —-=- Amire = 0.433 — 0.667 - M, |
—— Aluknet.
04t ~. \. ~  ——— Amitt = 0.5—-0.75- Ma
TRA —— Stahlguss
03¢ » e it = 0.4 — 0.621 - M,
£ 0.2}
3
0.1+
O I ~.
-0.1 ‘ w ‘
0 0.2 0.4 0.6 0.8

Abbildung 3.25: Modellparameter a,,;++ in Abhéngigkeit des Werkstoffkennwerts M, fir die Werk-
stoffgruppen Stahl, Aluminiumknetlegierung und Stahlguss
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Abbildung 3.26: Haigh-Diagramm erzeugt mit dem Schidigungsparameter Py

Takt variiert die vorhergesagte kritische Ebene. Eine analytische Losung fiir diese Félle ist nicht
anzugeben. Abbildung 3.26 zeigt das Haigh-Diagramm, welches sich aus einer Rechnung mit dem
Kurzrissmodell ergibt. Alle Werkstoffparameter wurden fiir einen Werkstoff der Werkstoffgruppe
Stahl mit einer Zugfestigkeit von R,, = 600 MPa erzeugt. Laut FKM-Richtlinie [Renn 12] wird fiir
einen solchen Werkstoff eine Mittelspannungsempfindlichkeit von M, = 0.11 erwartet. Mit dem oben
beschriebenen Verfahren wird ein Werkstoffparameter a,,;;+ = 0.4 berechnet. Daraus ergibt sich im
Kurzrissmodell eine Mittelspannungsempfindlichkeit von M, = 0.1. Alle anderen Modellparameter
wurden auf die oben beschriebenen Standardwerte gesetzt.

Die Mittelspannungsempfindlichkeit unter reiner Schubbelastung ist unabhéngig vom Vorzeichen
der Mittelspannung. Das Verhéltnis der Mittelspannungsempfindlichkeiten fiir Normal- und Schub-
belastungen stimmt mit dem in der FKM-Richtlinie [Renn 12| vorgegebenen Verhéltnis M, ~ M, /3
in etwa iiberein. Auch fiir reine Normalbelastung zeigt sich das nach FKM-Richtlinie vorgegebene
Verhalten. Lediglich fiir R-Verhéltnisse R > 0 wird keine weitere Abflachung der Kurve, sondern
eher eine hohere Steigung, vorhergesagt.

Stiitzwirkung

Um von einer Werkstoffwohlerlinie auf eine Bauteilwohlerlinie umzurechnen, wird das werkstoff-
mechanische Stiitzwirkungskonzept Abschnitt 3.1.6 aus der FKM-Richtlinie Nichtlinear wie fiir
den Schadigungsparameter Pra; angewandt. Die Stiitzstelle Py i, wird mit der quadratischen
Stitzziffer verschoben:

2 2m
PZ,stﬁtZ,Bauteil = Nyt - PZ,stiitz oder QBauteil - Q c Mg 7z, (379)

Dabei sollte, im Gegensatz zur FKM-Richtlinie Nichtlinear, nur die statistische Stiitzziffer ng
verwendet werden. Der Einfluss des bezogenen Spannungsgradienten, der mit der bruchmechanischen
Stiitzziffer ny,, im Stiitzwirkungskonzept beriicksichtigt wird, ist im Kurzrissmodell bereits in den
Geometriefaktoren, siehe Gleichung (3.49), vorhanden.
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4. Prognose der Anrisslebensdauer ungekerbter
Werkstoffproben

In diesem Kapitel wird die Genauigkeit der Lebensdauerprognose mit den in Kapitel 3 vorgestellten
Schidigungsmodellen durch einen Vergleich mit experimentellen Ergebnissen validiert.

Dazu werden Versuchsergebnisse an ungekerbten Werkstoffproben verwendet. Die Validierung
der Kombination von den in Kapitel 2 erarbeiteten Kerbnédherungsmethoden zusammen mit den
Schadigungsmodellen erfolgt anhand von experimentellen Ergebnissen mit gekerbten Proben in
Kapitel 5.

Die hier verwendeten Versuchsergebnisse stammen aus einem eigenen Forschungsprojekt ,,Mehrach-
sigkeit ortlich® [Linn 22|. Sie wurden allerdings nicht selbst, sondern am Institut fiir Maschinelle
Anlagentechnik und Betriebsfestigkeit (IMAB) der Technischen Universitdt Clausthal durchgefiihrt
[Linn 23]. Trotzdem werden die durchgefithrten Versuche beschrieben und ermittelte Werkstoffkenn-
werte werden angegeben. Auf eine tabellarische Auflistung der einzelnen Versuchsergebnisse im
Anhang wird allerdings verzichtet. Diese sind bereits in [Linn 22, Linn 23] und [Kraf 24] veroffentlicht.
Im Rahmen des Forschungsprojektes ,,Mehrachsigkeit ortlich® wurden zwei verschiedene Werk-
stoffe analysiert, einerseits der Baustahl S355 und andererseits ein Eisenguss mit Kugelgraphit
EN-GJS-500-14. Diese Werkstoffe unterscheiden sich sowohl in ihrer Werkstoffgruppe als auch in
ihrer Duktilitdt. In diesem Kapitel werden beide Werkstoffe hinsichtlich ihrer spezifischen Werk-
stoffeigenschaften beschrieben. Diese Beschreibung umfasst Zugversuche sowie dehnungsgeregelte
Versuche unter der Vorgabe von axialen Normaldehnungen und/oder Gleitungen. Dadurch wurde
das zyklische Verhalten der Werkstoffe und die Dehnungswohlerlinie bestimmt. Des Weiteren werden
Experimente zum Werkstoffverhalten unter nichtproportionaler Belastung durchgefiihrt. Durch
diese Werkstoffcharakterisierung werden Kennwerte ermittelt, welche als Eingangsgrofien fiir die
beschriebenen Schidigungsparameter dienen.

Um fiir die Bewertung der Schédigungsmodelle eine groflere Datenbasis zu erhalten, werden die
experimentellen Befunde aus [Linn 22] durch Versuchsergebnisse aus [Sava 95, Hoff 05, Hert 16] an
einem Feinkornbaustahl S460N und einer Aluminiumknetlegierung AW-5083 ergénzt. An diesen
beiden Werkstoffen wurde ein umfangreiches Versuchsprogramm durchgefiihrt, welches Tests unter
proportionaler und nichtproportionaler Belastung umfasst. Dieses Programm beinhaltet Versuche
mit variierenden Phasenverschiebungen und unterschiedlichen Frequenzverhaltnissen. Es wurden
auch Experimente, sowohl mit als auch ohne Mittellasten, durchgefiihrt. Zusétzlich sind Tests unter
proportionalen und nichtproportionalen Betriebslasten enthalten.

Im Folgenden werden zunéchst die im Rahmen des Forschungsprojektes ,,Mehrachsigkeit ortlich
durchgefiihrten Experimente zur Charakterisierung der Werkstoffe S355 und EN-GJS-500-14 be-
schrieben und sdmtliche ermittelten Werkstoffparameter aufgefithrt. Des Weiteren sind die Werk-
stoffparameter fiir S460N und AW-5083 aus der Literatur angegeben.

Anschlieflend erfolgt die Parametrisierung der in Kapitel 3 vorgestellten Schadigungsmodelle anhand
der Versuchsergebnisse. Darauthin werden die Experimente nachgerechnet und die berechneten
Ermidungslebensdauern den experimentell ermittelten Anrisslebensdauern gegeniibergestellt. Die
kritischen Ebenen Modelle sind nicht nur in der Lage, die Ermiidungslebensdauer zu berechnen,
sondern es kann auch die Orientierung eines technischen Anrisses vorhergesagt werden. Fiir einige
Versuche wurde der Anrisswinkel bestimmt. Der Vergleich der Berechnungen mit den experimentellen
Befunden erfolgt sowohl zwischen rechnerischer und experimenteller Lebensdauer als auch zwischen
berechneter und beobachteter Anrissorientierung.
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4.1. Werkstoffcharakterisierung

4.1.1. Statische Werkstoffkennwerte

Um die statischen Werkstoffkennwerte zu ermitteln, wurden Zugversuche geméfi DIN EN ISO
6892-1:2019 [DIN EN ISO 6892-1] an EN-GJS-500-14 und S355 durchgefiihrt. Da fiir Versuche zur
nichtproportionalen Verfestigung und fiir spannungsgeregelte bauteildhnliche Tests unterschiedlich
grofle Gussrohlinge verwendet werden, wurden Proben aus beiden Groflen entnommen, die im
Folgenden als ,,gro3“ und ,klein“ bezeichnet werden. Die Proben entsprechen dem Probenformat
DIN 50125-A8x40 geméaf [DIN 50125]. Eine Zeichnung der Probe ist in Abbildung 4.1 dargestellt.

Rz 6,3

Abbildung 4.1: Zugprobe DIN 50125-A8x40, [DIN 50125].

Es werden jeweils vier Versuche je Werkstoff bzw. Gussrohlinggréfie durchgefiihrt. Die anhand der
Zugversuche ermittelten Werkstoffkennwerte sind als arithmetisch gemittelte Werte in Tabelle 4.1
aufgefithrt. Zur Ermittlung der Querdehnzahl v wurde zusétzlich der in Abschnitt 4.1.2 ermittelte

Schubmodul G und der Zusammenhang G = 2(1E+y) verwendet.

E v Rpyo02 Ry, A

GPa - MPa, MPa %

S355 204 0.26 392 541 32

EN-GJS-500-14 , klein* 165 0.21 444 550 17
EN-GJS-500-14 ,, grof3“ 166 0.22 420 532 19
S460N aus [Sava 95] 208.5 0.3 500 643 26.2
AW-5083 aus [Sava 95| 68 0.33 169 340 20.2

Tabelle 4.1: Statische Werkstoffkennwerte

4.1.2. Zyklische Werkstoffkennwerte

Die Charakterisierung des einachsigen Verformungs- und Schidigungsverhaltens erfolgte durch
dehnungsgesteuerte Einstufenversuche ohne Mitteldehnung. Dabei wurden die zyklischen Kennwerte
K’ und n’ zur Beschreibung der zyklisch stabilisierten Spannungs-Dehnungs-Kurve mit dem Ansatz
von Ramberg und Osgood bestimmt. Aulerdem wurden die Parameter der Dehnungswohlerlinie a},
e’f, b und ¢ fur den Ansatz nach Basquin, Manson, Coffin und Morrow ermittelt.

Die Versuche werden an ungekerbten Vollproben durchgefiihrt. Die Probengeometrie ist in Ab-
bildung 4.2a dargestellt. Zur Dehnungsmessung wird ein Dehnungsaufnehmer der Firma Sandner
Messtechnik GmbH verwendet. In Abbildung 4.2b ist der aufgesetzte Dehnungsaufnehmer auf der
eingespannten Probe zu erkennen.

Bei Versuchen unter Dehnungssteuerung ist die Dehnung die Regelgrofie. Unter zyklischer Belastung
fiihrt dies je nach Werkstoff zu einer zyklischen Ver- oder Entfestigung. Im niedrigen Dehnungs-
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Abbildung 4.2: Vollprobe zum Bestimmen der Dehnungswohlerlinie (a) Probengeometrie (b) Einge-
spannte Probe mit aufgesetztem Dehnungsaufnehmer

bereich zeigt Baustahl S355 eine zyklische Entfestigung, wihrend er im héheren Dehnungsbereich
eine zyklische Verfestigung aufweist. Im Gegensatz dazu zeigt EN-GJS-500-14 iiber sémtliche Berei-
che hinweg eine zyklische Verfestigung. Das zyklische Spannungs-Dehnungs-Diagramm sowie die
Dehnungswohlerlinie fiir S355 werden in Abbildung 4.3 gezeigt. Die entsprechenden Diagramme fiir
EN-GJS-500-14 sind in Abbildung 4.4 dargestellt.

In den Wohlerlinien sind ebenfalls die beobachteten Anrissorientierungen eingezeichnet. Nach den
Versuchen wurden die Risse fotografiert und die Orientierung der Anfangsrisse wurde anhand der
Bilder gemessen. Um die Orientierung aus den Bildern zu bestimmen, wurden die Probe und die
Kamera zunachst so ausgerichtet, dass der gerissene Bereich im Zentrum des Bildes zu sehen ist. Zwei
Linien werden dann auf dem Bild entlang der beiden vertikalen Kanten der Probe ausgerichtet. Diese
Linien repréisentieren die axiale Richtung (¢ = 90°). Die Linien in axialer Richtung werden dann
verwendet, um eine Linie in Umfangsrichtung (¢ = 0°) zu erstellen, indem sie um 90 Grad gedreht
werden. Der Riss wird nun ebenfalls durch eine gerade Linie approximiert und der Winkel zwischen
der 0-Grad-Linie und dem Riss wird gemessen. Leider konnten nicht alle Proben analysiert werden.
Viele Proben waren zu deformiert, um nach dem Test einen klaren Anrissort zu identifizieren.
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Abbildung 4.3: Zyklische Spannungs-Dehnungs-Kurve und Dehnungswohlerlinie fiir den Werkstoff

5355
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Abbildung 4.4: Zyklische Spannungs-Dehnungs-Kurve und Dehnungswohlerlinie fiir den Werkstoff
EN-GJS-500-14

Beide Werkstoffe versagen unter reiner Zug/Druck Belastung in Ebenen unter der Orientierung
p =~ 0°, d. h. in Ebenen senkrecht zur grofiten Hauptspannung und maximaler Normalbelastung.
Alle Kennwerte, die aus den dehnungsgeregelten Versuchen ermittelt wurden, sind in Tabelle 4.2
aufgefithrt. Da zur Bestimmung der Dauerfestigkeit nicht ausreichend viele Versuche durchgefiihrt
werden konnten, werden feste Grenzschwingspielzahlen am Abknickpunkt der Dehnungswohlerlinien
angenommen. In [Renn 12] sind Dauerfestigkeiten bei Np = 105 Schwingspielen definiert. Diese
Definition wird hier {ibernommen.

K’ n' a} E'f b c Np
MPa - MPa - - - -
S355 839 0.138 762 0.415 | -0.08 | -0.556 | 1-10°
EN-GJS-500-14 830 0.08 904 0.315 | -0.084 | -0.71 | 1-10°

S460N aus [Sava95] | 1115 | 0.161 | 969.6 | 0.281 | -0.086 | -0.493 | 5- 107
AW-5083 aus [Sava95] | 544 | 0.075 | 780.3 | 1.153 | -0.114 | -0.861 | 1-106

Tabelle 4.2: Zyklische Werkstoffkennwerte

Es wurden ebenfalls Versuche unter der Vorgabe von Gleitungen durchgefiihrt. Diese dienen zur
Kennwertermittlung unter Schubbeanspruchung. Analog zu den Versuchen unter Vorgabe von
Normaldehnungen werden die gleichen Kennwerte unter Schubbeanspruchung bestimmt. Um die
Kennwerte klar voneinander zu unterscheiden, erhalten sie den Index ,v“. Zur Erzielung einer
gleichméfBigen Schubbelastung iiber den gesamten Querschnitt der Proben, wodurch der Einfluss des
Spannungsgradienten vernachléssigbar klein wird, werden zylindrische Hohlproben mit einer diinnen
Wandstérke von 1.5 mm verwendet. Eine technische Zeichnung der Hohlprobe ist in Abbildung 4.5a
zu finden. Die Versuche werden auf einem mehrachsialen Hydraulikpriifstand vom Typ UO 160-1260
MO1 der Firma Inova GmbH durchgefiihrt. Dieser Priifstand kann eine maximale axiale Kraft
von 100 kN und ein maximales Drehmoment von 1000 Nm aufbringen. Zur Messung der Gleitung
wird ein Dehnungs-Gleitungs-Aufnehmer der Firma MTS verwendet, der auf der eingespannten
Hohlprobe in Abbildung 4.5b angebracht ist.

Es entstehen Schubspannungs-Gleitungs-Verlaufe, deren Amplituden ebenfalls mit dem Ansatz von
Ramberg und Osgood beschrieben werden kénnen. Auch in diesem Fall kann der Werkstoff einer
zyklischen Verfestigung oder Entfestigung unterliegen. Beide Werkstoffe zeigen dhnliches Verhalten
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Abbildung 4.5: Hohlprobe zum Bestimmen der Gleitungswohlerlinie (a) Probengeometrie (b) Einge-
spannte Probe mit aufgesetztem Dehnungsaufnehmer

wie unter axialer Belastung. Jedoch ist die zyklische Verfestigung beim EN-GJS-500-14 im Vergleich
zur zyklischen Verfestigung unter axialer Belastung geringer ausgepriagt. Sowohl die zyklischen
Spannungs-Dehnungs-Diagramme fiir Schubbelastungen als auch die Gleitungswohlerlinien beider
Werkstoffe sind in Abbildung 4.6 und Abbildung 4.7 dargestellt.

In den Gleitungswohlerlinien sind die beobachteten Anrissorientierungen der jeweiligen Versuche
eingezeichnet. Unter reinem Schub zeigt der S355 nur Versagen aufgrund von Schubrissen, siehe
Abbildung 4.6. Wenn ein Werkstoff unter reinem Zug/Druck aufgrund von Zugrissen und unter
reinem Schub aufgrund von Schubrissen versagt, wird dies nach [Jian 07] und [Zhao 08] als gemischtes
Rissverhalten (,,mixed cracking behavior®) klassifiziert.

Beim EN-GJS-500-14 scheint das Anrissverhalten unter reinem Schub noch komplizierter zu sein.
Abhéngig von der aufgebrachten Belastung éndert sich der beobachtete Risswinkel, sieche Abbil-
dung 4.7. Bei niedrigeren Schubbeanspruchungen bilden sich hauptséchlich Zugrisse aus, wihrend
bei zunehmender Lastamplitude eher Schubrisse beobachtet werden. Dieser Ubergang von Zug- zu
Schubrissen scheint eine Art Ubergangsphase im Bereich von etwa N = 103 — 10* Schwingspielen
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Abbildung 4.6: Zyklische Spannungs-Dehnungs-Kurve und Gleitungswohlerlinie fiir den Werkstoff

5355
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Abbildung 4.7: Zyklische Spannungs-Dehnungs-Kurve und Gleitungswohlerlinie fiir den Werkstoff
EN-GJS-500-14

aufzuweisen. Alle Kennwerte, die aus den Versuchen mit reiner Torsionsbelastung unter Vorgabe

von Gleitungsamplituden ermittelt wurden, sind in Tabelle 4.3 aufgefiihrt.

G K, n, T vy b, Cy

GPa | MPa - MPa - - -
5355 81 425 | 0.136 | 408 | 0.743 | -0.071 | -0.52
EN-GJS-500-14 68 433 0.058 456 2.423 | -0.044 | -0.762
S460N aus [Hoff 05] 80 599 0.169 | 463.2 | 0.224 | -0.07 | -0.422
AW-5083 aus [Hoff 05] | 25.5 249 0.057 | 324.5 | 0.8081 | -0.081 | -0.793

Tabelle 4.3: Zyklische Werkstoffkennwerte fiir Schubbelastung

4.1.3. Versuche zur nichtproportionalen Verfestigung

Neben Experimenten, bei denen ausschliefilich axiale Normaldehnungen oder ausschlieilich Glei-
tungen vorgegeben wurden, sind zusétzlich Tests unter einer gemischten Belastung durchgefiihrt
worden. In diesen Versuchen waren sowohl die axiale Dehnung als auch die Gleitung Regelgroéfien.
Es werden dieselbe Probengeometrie und derselbe Priifstand wie zur Durchfithrung der Versuche
unter Vorgabe der Gleitungen verwendet, siehe Abbildung 4.5.

Ziel ist die Bestimmung des nichtproportionalen Verfestigungsvermogens « aus dem Ansatz nach
Marquis und Socie [Soci00], siche Abschnitt 2.3.4. Dieser soll verwendet werden, um die nichtpro-
portionale Verfestigung in ihrem stabilisierten Zustand zu beschreiben.

Im Zuge dieser Untersuchung werden nicht ausschliefllich sinusférmige Belastungen mit Phasenver-
schiebungen von 0° und 90° untersucht, sondern auch verschiedene Signalformen (Sinus-, Rechteck-
und Dreiecksignal) sowie Belastungen mit unterschiedlichen Frequenzen auf beiden Lastkanélen.
Zusatzlich werden Versuche mit einer wechselnden Nichtproportionalitdt durchgefithrt. Die Phasen-
diagramme der Dehnungen aller gefahrenen Belastungsformen sind in Abbildung 4.8 dargestellt. Die
resultierenden Hysteresekurven sind in einer schematischen Darstellung in Abbildung 4.9 zu sehen.
Besonders relevant sind die Testreihen mit sinusférmiger Belastung und einer Phasenverschiebung
von 90°. Diese dienen dazu, das nichtproportionale Verfestigungsvermégen « zu ermitteln. Die resul-
tierende nichtproportionale Verfestigung zeigt sich in der erhéhten &ufleren Last, die erforderlich ist,
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Abbildung 4.8: Schematische Darstellung der Phasendiagramme aller gefahrener Belastungsarten
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Abbildung 4.9: Schematische Darstellung der ¢ — ¢ Hysteresenformen unterschiedlicher Beanspru-
chungsarten

um die gleiche Dehnung oder Gleitung zu erreichen wie im proportionalen Lastfall. Zur Veranschau-
lichung werden die Hysteresekurven der proportionalen und nichtproportionalen Belastung jeweils in
einem Diagramm dargestellt. Fiir die beiden Werkstoffe ist ein solcher Vergleich in Abbildung 4.10
und Abbildung 4.11 gezeigt. Es wird deutlich, dass bei einer 90°-phasenverschobenen sinusférmigen
Belastung im Vergleich zur proportionalen Belastung eine erheblich héhere Spannung auftritt.

Auswertemethoden zur Berechnung von a werden von Linn [Linn 23] diskutiert. Gemé&8 [Soci 00]
wird die maximale nichtproportionale Verfestigung bei einer Phasenverschiebung von 90° er-
reicht. Die resultierenden Spannungs- und Dehnungsamplituden aus den Hysteresen werden in
ein Vergleichsspannungs-Vergleichsdehnungs-Diagramm iiberfiihrt.
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Abbildung 4.10: (a) Normalspannungs-Dehnungs-Hysterese und (b) Schubspannungs-Gleitungs-
Hysterese bei proportionaler und 90°- phasenverschobener Sinus-Beanspruchung
fir EN-GJS-500-14
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Abbildung 4.11: (a) Normalspannungs-Dehnungs-Hysterese und (b) Schubspannungs-Gleitungs-
Hysterese bei proportionaler und 90°- phasenverschobener Sinus-Beanspruchung
fiir S355

Darauthin wird eine Regression durchgefiihrt, die dem Ansatz von Ramberg und Osgood &hnelt,
wobei lediglich K,’w angepasst wird. Die nichtproportionale Verfestigung wird nach [Soci00] an
einem Punkt hoher Dehnung bestimmt. Auf diese Weise kann der Kennwert & aus

!

G = I;g}” -1 (4.1)
ermittelt werden. Dabei werden von Linn [Linn 23] jedoch die im Folgenden besprochenen Probleme
identifiziert.

Es ist nicht klar definiert, welches Amplitudenverhéltnis zwischen axialer Beanspruchung und
Schubbeanspruchung herrschen soll. Es ist zu erwarten, dass sich fiir unterschiedliche Amplituden-
verhéltnisse unterschiedliche Werkstoffkennwerte ergeben.

Weiterhin ist ein berechnetes « fiir den Ansatz nach Marquis und Socie immer auch von der Wahl
der Nichtproportionalitdtskennzahl f,, abhéangig. In Gleichung (4.1) wurde ein f,, = 1 fiir 90°
Phasenverschiebung angenommen. Dieser Wert stellt sich jedoch nicht fiir alle Nichtproportionali-
tatskennzahlen ein. Ein berechnetes & muss korrigiert werden:

& =&/ fup. (4.2)

AuBlerdem existiert kein einheitliches Vorgehen, das vorgibt, wie bei nichtproportionalen Lasten
Vergleichsspannungs- und Vergleichsdehnungsamplituden zu berechnen sind. [Linn 23] wendet die

Beziehungen
Ov,a = \/ Ua%,a + 30’%y,a7

e :M+ l_y _M.M (43)
v,a 2 2 E 30my,a

an, welche bereits in [Sava 95] verwendet wurde, um Vergleichsgrofen unter proportionaler Bean-
spruchung zu berechnen.

Unter nichtproportionaler bzw. phasenverschobener Beanspruchung entstehen keine einheitlichen
Hysteresenformen. Die Form der Hysterese ist abhéngig von der Beanspruchungsart. Fiir eine
90° phasenverschobene Belastung entstehen abgerundete ellipsenférmige Hysteresen. Die Extrema
der Spannungen und Dehnungen treten nicht zeitgleich auf, wie es bei proportionaler Belastung
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Abbildung 4.12: Varianten zur Auswertung der nichtproportionalen Spannungs-Dehnungs-Hysterese
aus [Linn 23]

der Fall ist. Es ist nicht klar, welche Zeitpunkte zu wéhlen sind, um die fiir Gleichung (4.3)
benotigten Amplituden zu bilden. Von Linn [Linn 23] werden die folgenden vier Auswertemethoden
der Amplituden untersucht:

1. Die zur maximalen Dehnung gehérige Spannung (Variante 1)

2. Die maximal auftretende Spannung (Variante 2)

3. Die Spannung des Scheitelpunktes der Hysterese (Variante 3)

4. Die maximal auftretende Spannung und maximal auftretende Dehnung (Variante 4)

Die vier Varianten sind in Abbildung 4.12 schematisch dargestellt. Auf Grundlage von FE-Berechnungen,
die im Rahmen einer Bachelorarbeit durchgefithrt wurden [Herz 23], wéhlt Linn [Linn 23] Variante 3
aus.

Zur Bewertung der Nichtproportionalitdt der Belastung wird die Nichtproportionalitdtskennzahl
nach Gaier et al. [Gaie04] verwendet. Sie wird anhand der gemessenen Spannungen ermittelt
und ergibt fir das Verhéltnis v,/e, = 1.9 einen Wert von f, Gaier = 0.94 fiir den Werkstoff EN-
GJS-500-14. In Zusammenhang mit der Nichtproportionalitatskennzahl nach Gaier et al. [Gaie 04]
wird ein nichtproportionales Verfestigungsvermogen a = 0.42 fiir den Werkstoff EN-GJS-500-
14 ermittelt [Linn 23]. Fir den Baustahl S355 ergibt sich fur das Verhiltnis v,/e, = 1.9 eine
Nichtproportionalitdtskennzahl von f,, Gaier = 0.84, was zu einem Verfestigungsvermogen von
a = 0.52 fithrt [Linn 23].

Um den zeitabhéngigen Effekt der nichtproportionalen Verfestigung zu quantifizieren, werden
dehnungsgeregelte und gleitungsgeregelte Versuche unter einer wechselnden Nichtproportionalitét
durchgefiihrt. Jeder Versuch beginnt mit 100 Schwingungszyklen unter proportionaler Belastung, um
dem Werkstoff zu erméglichen, sich zyklisch zu verfestigen oder zu entfestigen. Anschlieend wechselt
die Phasenverschiebung zwischen der Dehnung und der Gleitung alle 50 Schwingspiele von 0° auf
90° und wieder zuriick. Die aufgebrachten Amplituden der einzelnen Dehnungskomponenten bleiben
dabei gleich. Fiir jeden Werkstoff wird jeweils auf vier Lasthorizonten gepriift. Fiir den Baustahl
S355 wird ein Dehnungsverhéltnis von 7, /e, = v/3 und fiir EN-GJS-500-14 ein Dehnungsverhaltnis
von 74/, = 1/0.65 vorgegeben. Diese Dehnungsverhéltnisse wurden analog zu den Kehrwerten der
Schubwechselfestigkeitsfaktoren fyy, der FKM-Richtlinie [Renn 12] gewéhlt.
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4.2. Parametrisierung des Plastizitatsmodells

Im Rahmen dieser Untersuchung wird das Plastizitdtsmodell nach Ohno und Wang [Ohno 93a,
Ohno 93b] mit den Versuchsergebnissen an den Werkstoffen S355 und EN-GJS-500-14 verglichen. Zur
Anpassung der Modellparameter wurde das in Abschnitt 2.3.3 erlduterte Vorgehen in Kombination
mit den in Tabelle 4.2 angegebenen zyklischen Werkstoffkennwerten verwendet. Zur Anpassung
der Flielkurve werden 15 Backstresstensoren verwendet. Um die Stiitzstellen auf der FlieBkurve zu
bestimmen, wurde das beschriebene Verfahren nach Moser et al. [Mose 20] verwendet. Dazu wurden
die Parameter ¢ = 0.01 und 5% = 0.03 verwendet. Alle ermittelten Parameter des Ohno/Wang
Modells sind in Tabelle A.6 und Tabelle A.7 aufgefiihrt. Da keine Versuche mit Lastverhéaltnissen
R # —1 durchgefiihrt wurden, konnten die Ratchetting Parameter x* nicht an Versuchsergebnisse
angepasst werden. Nach dem Vorschlag von Déring [Déri 06] wurden die Werte x* = 5 verwendet.

Die stabilisierten Hysteresen und der Verlauf der Spannungsamplituden aufgetragen iiber die
Schwingspiele fiir den Werkstoff S355 sind in Abbildung 4.13 dargestellt. Die stabilisierte Hysterese
entspricht der Hysterese bei halber Anrissschwingspielzahl. Es ist erkennbar, dass die Form der
Hysteresen sowie die auftretenden Schwingweiten fiir eine Belastung gut vom Ohno/Wang Modell
beschrieben werden konnen. Der Verlauf der Amplituden zeigt ein ausgeprégtes zyklisches Ver- und
Entfestigungsverhalten, wobei das Ohno/Wang Modell dieses transiente Werkstoffstoffverhalten nicht
berticksichtigt und sich auf einem Belastungshorizont eine stabilisierte Amplitude einstellt. Auffallig
ist ein Unterschied fiir den Belastungshorizont e, = 1.2%, wo tiber den gesamten Schwingspielverlauf
zu geringe Amplituden berechnet werden. Dieser Versuch zeigt allerdings auch beim Vergleich der
stabilisierten Hysteresen Abweichungen von den anderen Versuchsergebnissen.

Die stabilisierten Hysteresen und der Verlauf der Spannungsamplituden tber die Schwingspiele fiir
den Werkstoff EN-GJS-500-14 sind in Abbildung 4.14 dargestellt. Auch hier kann das Ohno/Wang
Modell die Form der Hysteresen in guter Naherung beschreiben. Keiner der beiden Werkstoffe zeigt
ein ausgeprigtes Non-Masing-Verhalten. Der Werkstoff EN-GJS-500-14 zeigt auf allen Lasthorizonten
eine zyklische Verfestigung. Das stabilisierte Niveau kann vom Ohno/Wang Modell gut beschrieben
werden. Auf niedrigen Lasthorizonten (e, = 0.16%) zeigen sich Unterschiede in der Amplitudenhdohe.
Wahrend der Versuch bereits eine zyklische Verfestigung aufweist, liegen die auftretenden Spannungen
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Abbildung 4.13: Ergebnisse der dehnungsgeregelten Einstufen Versuche am Werkstoff S355 im
Vergleich mit dem Ohno/Wang Modell fiir (a) die zyklisch stabilisierten Hysteresen
und (b) die zyklische Ver- und Entfestigung
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Abbildung 4.14: Ergebnisse der dehnungsgeregelten Einstufen Versuche am Werkstoff EN-GJS-500-
14 im Vergleich mit dem Ohno/Wang Modell fiir (a) die zyklisch stabilisierten
Hysteresen und (b) die zyklische Ver- und Entfestigung

fir die bestimmten Parameter des Ohno/Wang Modells noch im elastischen Bereich. In diesem
Bereich unterschétzt das Ohno/Wang Modell die Spannungsamplituden.

In Abbildung 4.15 werden die gemessenen und berechneten Hysteresen fiir zwei Versuche mit einer
Belastung bei 90° Phasenverschiebung dargestellt. Dabei wurde ein Dreiecksignal als Signalform
verwendet. Die dargestellten Hysteresen wurden jeweils bei halber Anrissschwingspielzahl gemessen.
Es ist deutlich zu erkennen, dass ohne Beriicksichtigung der nichtproportionalen Verfestigung (NPV)
die berechneten Amplituden vom Ohno/Wang Modell fiir beide Werkstoffe unterschétzt werden.
Wenn jedoch der Ansatz von Marquis und Socie [Soci00] zur Modellierung der NPV verwendet
wird, zeigen die berechneten Ergebnisse eine deutlich bessere Ubereinstimmung mit den gemessenen
Ergebnissen. Sowohl die Form als auch die Schwingweiten der Hysteresen werden besser vorherge-
sagt als ohne Beriicksichtigung der NPV. Dies unterstreicht die Bedeutung der Beriicksichtigung
nichtproportionaler Verfestigungseffekte fiir eine genauere Vorhersage des Werkstoffverhaltens.
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Abbildung 4.15: Hysteresen unter 90° phasenverschobener Belastung mit Dreieckssignal fir (a) S355
und (b) EN-GJS-500-14
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4.3. Parametrisierung der Schadigungsmodelle

4.3.1. Smith/Watson/Topper Modell

Ein grofler Vorteil des Smith/Watson/Topper Modells ist die sehr einfache Parametrisierung. Fiir das
Modell nach FKM-Richtlinie Nichtlinear aus Abschnitt 3.2.4 werden lediglich die Dehnungswohlerlinie
und die Mittelspannungsempfindlichkeit bendtigt.

Die Parameter der Dehnungswohlerlinie sind aus Versuchen, siehe Abschnitt 4.1.2, bekannt. Diese
konnen direkt in Gleichung (3.22) eingesetzt werden, um die Schadigungsparameterwohlerlinie zu
erhalten. Aus den einzelnen Versuchsergebnissen zur Bestimmung der Dehnungswohlerlinie kann
aus der in diesem Fall vorgegebenen Dehnungsamplitude und gemessenen Spannungsamplitude
ebenfalls ein Praps Wert ermittelt werden. In Abbildung 4.16 ist der Vergleich aus der Sché-
digungsparameterwohlerlinie, bestimmt aus Gleichung (3.22), mit den aus Versuchsergebnissen
ermittelten Werten des Schéidigungsparameters dargestellt. Fiir beide Werkstoffe stimmen die
Schidigungsparameterwohlerlinien gut mit den Versuchsergebnissen iiberein.

Zusétzlich sind noch die Mittelspannungsempfindlichkeiten zu bestimmen. Hierzu wurden kei-
ne Versuche selbst durchgefithrt. Die Mittelspannungsempfindlichkeiten werden in Abhéngigkeit
der Werkstoffgruppe und der Zugfestigkeit aus der FKM-Richtlinie [Renn 12] abgeschétzt. Die
verwendeten Werte sind in Tabelle 4.4 angegeben.

M,

5355 0.09
EN-GJS-500-14 | 0.27
S460N 0.13
AW-5083 0.30

Tabelle 4.4: Werkstoffkennwerte fiir das Smith/Watson/Topper Modell
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__1000 + __1000 +
< <
& =
=) =)
¥ ¥
°
® Messung ® Messung
Wohlerlinie ‘Woéhlerlinie
200 . . 200 —
10? 10* 10° 10°
Ny Ny
(a) (b)

Abbildung 4.16: Schidigungsparameterwohlerlinie fiir das Smith/Watson/Topper Modell und die
Werkstoffe (a) S355 und (b) EN-GJS-500-14
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4.3.2. Fatemi/Socie Modell

Die Schiadigungsparameterwohlerlinie des Fatemi/Socie Modells kann mit Hilfe der Parameter der
Dehnungswohlerlinie geméfl Gleichung (3.29) oder anhand von Gleichung (3.28) und den Parametern
der Gleitungswohlerlinie abgeleitet werden. Es miissen zwei zusétzliche Werkstoffparameter, die
FlieBspannung or und der Modellparameter kpg, identifiziert werden. Wie in Abschnitt 3.2.5
diskutiert wurde, existieren mehrere Definitionen, wie die Flielspannung festzulegen ist. Je nach
Definition wiirde sich der Wert des Parameters kpg fiir den gleichen Werkstoff dndern. Aus diesem
Grund wird der Quotient kpg/op als ein Modellparameter angesehen.

Der Parameter kpg/or wird verwendet, um Versuche unter reinem Zug/Druck und reiner Torsion
mit Hilfe einer einzelnen Woéhlerlinie darstellen zu kénnen. Hierfiir wird die urspriingliche Definition
des Schiadigungsparameters angewendet. Diese besagt, dass die kritische Ebene diejenige ist, in
welcher die grofiten Gleitungsamplituden auftreten. Die Werte des Schiadigungsparameters werden
dann aus den gemessenen Spannungs- und Dehnungsamplituden der einzelnen Versuchsergebnisse
aus Gleichung (3.27) bestimmt. Unter reiner Torsion kénnen die im Versuch vorgegebenen Gleitungs-
amplituden direkt als Werte des Schadigungsparameters verwendet werden. Bei reiner Zug/Druck
Belastung treten die grofiten Gleitungsamplituden in Ebenen auf, die zur gréfiten Hauptspannung
um 45° geneigt sind. Die Spannungen und Dehnungen werden in diese Ebene transformiert und in
Gleichung (3.27) eingesetzt. Die Werte des Schidigungsparameters konnen dann mit

3 k a
Prg = [(1 F)e + sfg] : (1 + 5 U) (4.4)
2 or 2

direkt aus den in den Versuchen gemessenen oder vorgegebenen Spannungs- und Dehnungsamplituden
berechnet werden. In Gleichung (4.4) wurde fiir die plastische Querdehnzahl der Wert 0.5 verwendet.
Der Quotient krg/op wird also verwendet, um die Ergebnisse der Versuche unter reinem Zug/Druck
zu verschieben und mit den Ergebnissen aus reiner Torsion auf eine Wohlerlinie zu bringen.

Die identifizierten Parameter kpg/op fir alle Werkstoffe sind in Tabelle 4.5 aufgefithrt. Zusétzlich
sind die verwendete FlieBspannung und der Modellparameter krg aufgefiihrt, wenn die Flieflspannung
wie im Kurzrissmodell nach Vormwald [Vorm 89] aus Gleichung (3.64) bestimmt wird.

krs/or || krs oF
MPa ! - MPa
S355 0.0023 1.05 448

EN-GJS-500-14 | 0.0039 2 509
S460N [Hert16] | 0.0023 || 1.2 | 527
AW-5083 [Hert 16] | 0.0021 || 0.7 | 341

Tabelle 4.5: Werkstoftkennwerte fiir das Fatemi/Socie Modell

Abbildung 4.17 zeigt die Schidigungsparameterwohlerlinien der beiden Werkstoffe S355 und EN-
GJS-500-14 im Vergleich mit den in Versuchen bestimmten Werten des Schédigungsparameters.
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Abbildung 4.17: Schidigungsparameterwohlerlinie fiir das Fatemi/Socie Modell und die Werkstoffe
(a) S355 und (b) EN-GJS-500-14

4.3.3. Kurzrissmodell

Im Kurzrissmodell stehen einige Parameter zur Verfiigung, um das Ermiidungsrisswachstum eines
gegebenen Werkstoffs zu beschreiben. Eine Ubersicht aller Parameter ist in Tabelle 3.1 angegeben.
Anhand der hier durchgefiihrten Experimente kann nur ein Teil der Parameter bestimmt werden. Ein
Grofiteil wird aus den in Abschnitt 3.2.6.9 angegebenen Verfahren aus bekannten Werkstoffkennwer-
ten, wie dem Elastizitdtsmodul oder der Mittelspannungsempfindlichkeit, abgeschétzt. Ein anderer
Teil der Modellparameter wird auf Standardwerte gesetzt. Die Stiitzstelle der Schadigungsparame-
terwohlerlinie Pz i, beziehungsweise ) sowie die Neigung der Schiadigungsparameterwohlerlinie
my werden aus den Versuchen zur Ermittlung der Dehnungswohlerlinie bestimmt. Die Methode,
um aus einer gegebenen Spannungs- und Dehnungsamplitude den Wert des Schédigungsparameters
zu ermitteln, wurde in Abschnitt 3.2.6.9 erlautert. Die Steigung sowie Stiitzstelle der Wohlerlinie
konnen durch lineare Regression der logarithmierten Versuchswerte aus Gleichung (3.65) bzw.
Gleichung (3.70) erfolgen. Die so ermittelten Schiddigungsparameterwohlerlinien fiir die Werkstoffe
S355 und EN-GJS-500-14 sind in Abbildung 4.18 dargestellt.
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Abbildung 4.18: Schidigungsparameterwohlerlinie fiir das Kurzrissmodell und die Werkstoffe (a)
S355 und (b) EN-GJS-500-14
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Abbildung 4.19: Gleitungswohlerlinie berechnet mit dem Kurzrissmodell unter Variation des Mo-
dellparameters 7,z

Neben Versuchen zur Ermittlung der Dehnungswohlerlinie liegen Versuche unter reiner Torsion vor.
Wie in Abschnitt 3.2.6.9 beschrieben, kénnen diese verwendet werden, um den Parameter 7,5; anzu-
passen. Auf niedrigen Beanspruchungsniveaus kann durch 7,5; sowohl die rechnerische Lebensdauer
als auch die Anrissorientierung gesteuert werden, indem zwischen Schubrissen und Zugrissen (Modus
I Risse) unterschieden wird. Grofie Werte von 7,44¢ behindern das Schubrisswachstum und fithren
tendenziell eher zu Modus I Rissen. Abbildung 4.19 zeigt die gemessenen Gleitungswohlerlinien der
Werkstoffe S355 und EN-GJS-500-14 sowie die, mit dem Kurzrissmodell berechneten, Wohlerlinien.
Dabei wurde im Kurzrissmodell der Modellparameter 7,x; variiert. Zu erkennen ist der Einfluss
von Ty auf niedrigen Beanspruchungsniveaus. Aufféllig ist auch, dass 7,5 beim EN-GJS-500-14
einen deutlich stirkeren Einfluss hat als beim S355. Fur EN-GJS-500-14 wurde der Wert 7,5; = 200
MPa gewéhlt. Zum einen stimmen mit diesem Wert die gemessenen und berechneten Lebensdauern
sehr gut {iberein. Zum anderen fiihrt der grofle Schwellenwert 7,5, = 200 MPa auch dazu, dass auf
niedrigen Beanspruchungsniveaus Modus I Risse wachsen, was mit den in Versuchen beobachteten
Anrisswinkeln auf niedrigen Beanspruchungsniveaus iibereinstimmt, siche Abbildung 4.7.

Der Einfluss des Parameters 7, auf die Ermiidungslebensdauer fiir reine Torsion ist bei dem
Werkstoff S355 nicht sehr stark ausgepragt. Mit allen hier beschriebenen Parametern lassen sich
gute Vorhersagen der Ermiidungslebensdauer treffen. Es wurde der Wert 7,5 = 20 MPa gewahlt, da
die gemessenen Anrisswinkel eher darauf hindeuten, dass der Werkstoff unter reiner Torsion durch
das Wachstum von Schubrissen versagt. Durch einen kleineren Schwellenwert 7,;; = 20 MPa kann
dieses Anrissverhalten zumindest auf niedrigen Beanspruchungsniveaus abgebildet werden.

Eine Aufstellung sémtlicher fiir die Werkstoffe ermittelten Parameter findet sich in Tabelle 4.6. Die
Parameter sind entsprechend der Methode ihrer Ermittlung separat aufgefithrt. Die angewendeten
Verfahren zur Abschétzung von Modellparametern, basierend auf bekannten Werkstoffkennwerten,
sind alle in Abschnitt 3.2.6.9 aufgefiihrt. Die Berechnungsmethoden fiir die abhéngigen Modellpara-
meter werden in Abschnitt 3.2.6 beschrieben.
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S355 EN-GJS-500-14 | S460N [Hert 16] | AW-5083 [Hert 16]
aus Versuchen bestimmt:
myz - 1.62 1.90 1.72 1.67
Py stiitz N/mm? 2.00 - 103 431 2.04-10° 676
Q (N/mm?)™” | 2.24-10° 9.96 - 10* 5.08 - 10° 5.16 - 10*
Takt MPa 20 200 50 50
aus bekannten Werkstoffkennwerten abgeschétzt:
Armitt - 0.48 0.35 0.41* 0.26*
C () | 4.28-107° 8.19-107° 4.52-107° 2.78-107*
Zeffth N/mm 0.041 0.033 0.042 0.014
oF MPa 448 509 526 338
TR MPa 259 351 304 195
auf default Werte gesetzt:
tors - 0 0 0 0
1 - 0.5 0.5 0.5 0.5
FA - 15 15 15 15
abhéngige Parameter:
Pzpo N/mm? 0.47 0.44 1.04 0.28
Npo - 7.73-10° 4.79-10° 4.75-10° 4.38 - 10°
aop pm 32 68 16 23
* pm 55.5 76 24 26

* Parameter wurde selbst bestimmt

Tabelle 4.6: Werkstoffkennwerte fir das Kurzrissmodell

4.3.4. Stiitzwirkung

Die Parameter der Schiadigungsmodelle wurden anhand von Versuchsergebnissen an Vollproben
bestimmt, siche Abbildung 4.2. Die Versuche unter Torsion und unter kombinierter Last wurden
allerdings mit zylindrischen Hohlproben durchgefiihrt, siche Abbildung 4.5. Bei der Ubertragung
der Werkstoffkennwerte von Vollprobe auf Rundprobe ist ein Grofleneinfluss zu erwarten, der
iiber die statistische Stiitzwirkung eingefangen wird. Bei beiden Probenformen ist kein Einfluss
des Spannungsgradienten zu erwarten. In Tabelle 4.7 sind die berechneten hochbeanspruchten
Oberflichen sowie die daraus resultierenden Stiitzzahlen angegeben. Fiir den S460N und den
AW-5083 wurden die hochbeanspruchten Oberflachen aus [Hert 16] ibernommen. Hertel [Hert 16]
gibt fiir den Baustahl S460N einen Weibull Exponenten x = 22 sowie fiir AW-5083 den Weibull
Exponenten k£ = 16 an. Fiir die beiden anderen Werkstoffe wurden die Weibull Exponenten nach
der Werkstoffgruppe aus der FKM-Richtlinie [Renn 12] entnommen. Es wurde fiir den Baustahl
# = 30 und fiir EN-GJS-500-14 k¥ = 10 verwendet.
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Geometrie Belastung 5355 EN-GJ5-500-14
Ay [mm2] neg Ag [mm2] Nst
Vollprobe Abb. 4.2 | Zug/Druck 165 - 178 -
Hohlprobe Abb. 4.5 | Zug/Druck 2908 0.91 3045 0.75
Hohlprobe Abb. 4.5 Torsion 2906 0.91 3041 0.75
Hohlprobe Abb. 4.5 | Proportional 2907 0.91 3042 0.75
S460N [Hert 16] AW-5083 [Hert 16]
Ay [mm2] ng Ag [me] Tlst
Hourglass-Probe Zug/Druck 68 - 60 -
Rohrprobe Zug/Druck 1495 0.87 1195 0.83
Rohrprobe Torsion 1226 0.88 1033 0.84
Rohrprobe Proportional 1448 0.87 1213 0.83

Tabelle 4.7: Hochbeanspruchte Oberflichen in mm? und statistische Stiitzziffer

4.4. Prognose der Anrisslebensdauer

Im Folgenden werden die mit den Schiadigungsmodellen berechneten und die tatsédchlich gemessenen
Anrisslebensdauern an Werkstoffproben verglichen. Zunéchst werden einige Lastpfade beispiel-
haft erlautert, um die Eigenschaften der Modelle zu veranschaulichen. Anschliefiend erfolgt eine
statistische Auswertung aller Versuche der vier untersuchten Werkstoffe. Insgesamt wurden die
berechneten und beobachteten Anrisslebensdauern von 289 Einzelversuchen miteinander verglichen.
Diese lassen sich aufteilen in 171 Versuche unter proportionaler Belastung sowie 118 Versuche unter
nichtproportionaler Belastung.

Die hier nachgerechneten Experimente wurden unter Vorgabe der Dehnungen durchgefiithrt. Die
zur Schadigungsbewertung notigen Spannungen werden mit dem Plastizitdtsmodell nach Ohno und
Wang simuliert. Die Parametrisierung des Modells erfolgt anhand der zyklischen Werkstoffparameter
mit dem Verfahren aus Abschnitt 2.3.3. Fiir die im eigenen Projekt [Linn22] durchgefiihrten
Versuche liegen ebenfalls Zeitverldufe von gemessenen duleren Belastungen (axiale Zugkraft und
Torsionsmoment) vor. Diese konnen mit bekannter Probengeometrie und der Annahme konstanter
Spannungsverldufe {iber den Probenquerschnitt in Spannungen umgerechnet werden. Anhand
der Werkstoffe S355 und EN-GJS-500-14 wird untersucht, welchen Einfluss die Simulation der
Spannungen auf die Qualitdt der Prognose der Ermiidungslebensdauer besitzt.

Theoretisch ist ein Schiadigungsmodell der kritischen Schnittebene in der Lage, sowohl die Anrissle-
bensdauer als auch die Anrissorientierung vorherzusagen. Fiir einige Proben wurde die Orientierung
des ersten beobachteten Anrisses gemessen. Neben dem Vergleich zwischen berechneter und gemes-
sener Anrisslebensdauer wird auch die Genauigkeit der Vorhersage des Anrisswinkels untersucht.
Im Fall der hier verwendeten diinnwandigen Rohre als Probengeometrie unter axialer Zug/Druck-
Torsions-Belastung wird eine Schnittebene durch einen einzelnen Winkel ¢ definiert. Eine Kippung
der Anrissorientierung in die Werkstoffprobe hinein wird in dieser Untersuchung nicht beachtet. Der
Winkel ¢ représentiert eine Rotation um die radiale Richtung des Priifkérpers. Spezifisch bedeutet
ein Winkel von ¢ = 0° einen Riss, der in Umfangsrichtung ausgerichtet ist, wihrend ein Winkel von
@ = 90° auf einen Riss in axialer Richtung des Priifkérpers hinweist.

Fiir eine gegebene Belastung wird hiufig festgestellt, dass mehrere Schnittebenen identische oder
sehr dhnliche Ermiidungsschadigungen erfahren. Fiir die Modellierung der Anrissorientierung wird
nicht nur eine einzige kritische Ebene berticksichtigt, sondern auch alle Ebenen, die mindestens 90%
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Abbildung 4.20: Schematische Darstellung der normierten Schédigung pro Zyklus iiber die verschie-
denen Schnittebenen, berechnet mit dem Kurzrissmodell

der Schiadigung der kritischen Ebene aufweisen werden, als potenzielle Anrissorientierung betrachtet.
Diese Definition wird von [Jian 07] iibernommen. Es wird vom Schédigungsmodell also nicht mehr
eine einzige Schnittebene als kritische Ebene definiert, sondern es entsteht eine Spanne moglicher
Anrissorientierungen. Wie in [Jian 07] bereits diskutiert wurde, ist die festgelegte Spanne von 10% eine
willkiirliche Wahl ohne physikalische Bedeutung. Eine schematische Darstellung dieses Verfahrens
ist in Abbildung 4.20 gegeben. Es ist die normierte Schidigung tiber verschiedene Schnittebenen
aufgetragen. Der Schaden wird als der Kehrwert der berechneten Ermiidungslebensdauer fiir eine
Belastung mit konstanten Amplituden betrachtet. Alle Ebenen, die mindestens 90% der maximalen
Schidigung erfahren, werden als potentielle Anrissorientierungen definiert.

4.4.1. Reine Schubbelastung

Abbildung 4.21 zeigt die Wohlerlinien, die sich bei reiner Torsionsbelastung aus den drei Schi-
digungsparametern fiir die Werkstoffe S355 und EN-GJS-500-14 ergeben, im Vergleich mit den
in Experimenten gemessenen Anrisslebensdauern. Zu erkennen ist, dass der Prajys Parameter die
Lebensdauer fiir beide Werkstoffe iiberschétzt. Er ist nicht in der Lage, das Ermiidungsverhalten
unter reiner Schubbelastung zutreffend zu beschreiben. Mit dem Prg Parameter wird eine etwas
bessere Prognose der Anrisslebensdauer erreicht. Hier werden die Ermiidungslebensdauern allerdings
tendenziell unterschétzt. Die beste Prognose der Anrisslebensdauer gelingt mit dem Kurzrisspara-
meter Pz. Die Wohlerlinie des P, Parameters liegt zwischen den Wohlerlinien der anderen beiden
Parameter. Es ist allerdings anzumerken, dass die hier gezeigten experimentellen Lebensdauern
verwendet wurden, um den Parameter 7,;; des Kurzrissmodells anzupassen. Diese Anpassung hat
allerdings nur Auswirkungen auf Anrisslebensdauern bei Rechnungen mit einer eher geringeren
vorgegebenen Gleitungsamplitude.

In Abbildung 4.22 und Abbildung 4.23 sind die gemessenen Anrissorientierungen der Experimente
unter reiner Torsion aufgetragen. Auf der Ordinate ist die jeweilige Belastungshohe (in diesem Fall die
vorgegebene Gleitungsamplitude) aufgetragen. Die Abszisse zeigt die gemessene Anrissorientierung
nach der Winkeldefinition aus Abbildung 4.20. Gemessene Winkel werden durch schwarze Punkte
symbolisiert. Die mit den Schidigungsmodellen berechneten Bereiche moglicher Anrissorientierungen
werden durch horizontal orientierte Balken angezeigt.
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Abbildung 4.21: Anrisslebensdauer der Hohlproben bei reiner Torsion, fiir die beiden Werkstoffe
5355 und EN-GJS-500-14
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Abbildung 4.22: Anrissorientierungen unter reiner Torsion fiir den Werkstoff S355 und die verschie-
denen Schéidigungsparameter
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Abbildung 4.23: Anrissorientierungen unter reiner Torsion fiir den Werkstoff EN-GJS-500-14 und
die verschiedenen Schédigungsparameter
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Unter reiner Torsion stellen Winkel ¢ = 0°,+90° Ebenen mit maximaler Schubbelastung dar,
wahrend Ebenen mit ¢ = £45° maximale Normalbelastung erfahren.

Bei dem duktilen Baustahl S355 werden, unabhéngig von der Belastungshohe, Schubrisse beobachtet.
Das Anrissverhalten des EN-GJS-500-14 ist komplexer. Bei hohen sowie niedrigen Gleitungsampli-
tuden werden sowohl Schub- als auch Zugrisse beobachtet. Im mittleren Beanspruchungsbereich
(Ve = 0.7% — 1%) werden Anrissorientierungen um ¢ ~ 15° gemessen.

Der Parameter Prajs sagt geméf seiner Definition unabhéngig vom untersuchten Werkstoff stets
Ebenen um ¢ = £45° voraus. Dies deckt sich nicht mit den experimentellen Beobachtungen des
Werkstoffs S355. Beim EN-GJS-500-14 werden dann zumindest alle Zugrisse korrekt vorhergesagt.
Der Parameter Prg berechnet Anrissorientierungen in der Ndhe der maximalen Schubbelastung.
Aufgrund des Einflusses der Normalspannung in der Schnittebene werden geringfiigig andere Anriss-
orientierungen als die der maximalen Schubbelastung vorhergesagt. Beim Werkstoff EN-GJS-500-14
ist diese Verschiebung stiarker ausgeprégt, da hier Normalspannungen durch den Werkstoffparameter
krs/op starker gewichtet werden, siehe Tabelle 4.5. Fiir den Werkstoff S355 werden die Anrissori-
entierungen annidhernd getroffen. Beim EN-GJS-500-14 werden die Anrissorientierungen nur im
mittleren Beanspruchungsbereich korrekt vorhergesagt.

Das Kurzrissmodell Pz sagt fiir hohe Belastungen stets Modus I Risse voraus. Auf niedrigen
Belastungsniveaus ldsst sich das Anrissverhalten durch den Parameter 7,j; steuern. Dieses Verhalten
ist in Abbildung 4.22 (rechts) fiir den Werkstoff S355 zu beobachten. Auf hohen Lasthorizonten
werden nur Modus I Risse in Ebenen um ¢ = £+45° berechnet. Ab einer Gleitungsamplitude ~, = 0.4
% kommt es zu einem Ubergangsbereich. Modus I und Modus III Risse werden hier vom Modell in
etwa gleich bewertet. Unterhalb von v, = 0.4 % werden dann nur Schubrisse vorhergesagt. Zumindest
auf den unteren Belastungsniveaus werden die Anrissorientierungen des S355 vom Kurzrissmodell
getroffen. Fir EN-GJS-500-14 wurde 7,¢ so gewéhlt, dass Schubrisse stark behindert werden. Hier
werden vom Kurzrissmodell nur Modus I Risse berechnet.

Von keinem Schidigungsmodell kann die Anrissorientierung auf allen Lastniveaus korrekt vorher-
gesagt werden. Vor allem beim EN-GJS-500-14 kann das Anrissverhalten des Werkstoffs von den
Modellen nicht beschrieben werden, was auch an der starken Streuung der Versuchsergebnisse liegt.
Korrekt vorhergesagte Anrisswinkel sind beim EN-GJS-500-14 weniger den Schiadigungsmodellen
als der Tatsache zuzuschreiben, dass der Werkstoff unter vielen verschiedenen Anrissorientierungen
versagt.

4.4.2. Proportionale Belastung

Der klassische Fall einer mehrachsigen Beanspruchung stellt die proportionale Belastung ohne
Mittellast dar. Dieser Lastfall wird hier untersucht. Die mit den Schiadigungsmodellen berechneten
Woéhlerlinien, so wie die in Experimenten beobachteten Anrisslebensdauern der beiden Werkstoffe
5355 und EN-GJS-500-14 | sind in Abbildung 4.24 angegeben.

Fiir den S355 wird mit allen Schadigungsmodellen eine gute Prognose der Anrisslebensdauer erreicht.
Es ist ebenfalls zu beobachten, dass sich die Modelle sehr wenig unterscheiden. Vor allem die
Parameter Prajs und Pz beschreiben nahezu die gleiche Wohlerlinie. Der Parameter Prg zeigt
erst ab etwa Ny = 2. 10* Schwingspielen eine Abweichung. In diesem Lebensdauerbereich wurden
allerdings keine Versuche durchgefiihrt.

Beim EN-GJS-500-14 ist ein groferer Unterschied der Schiadigungsmodelle zu erkennen. Die besten
Prognosen der Anrisslebensdauer liefern hier das Kurzrissmodell Pz und der Schidigungsparameter
Prans. Die berechnete Wohlerlinie des Prg liegt etwas unterhalb der beobachteten Versuchsergeb-
nisse.

In Abbildung 4.25 und Abbildung 4.26 sind die experimentell beobachteten Anrissorientierun-
gen im Verhéltnis zur Belastungshohe im Vergleich zu den Anrissorientierungen, die durch die
Schidigungsmodelle berechnet wurden, dargestellt.
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Abbildung 4.24: Anrisslebensdauer der Hohlproben bei proportionaler Belastung, fiir die beiden
Werkstoffe S355 und EN-GJS-500-14
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Abbildung 4.25: Anrissorientierungen unter proportionaler Beanspruchung fiir den Werkstoff S355
und die verschiedenen Schadigungsparameter
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Abbildung 4.26: Anrissorientierungen unter proportionaler Beanspruchung fiir den Werkstoff EN-
GJS-500-14 und die verschiedenen Schidigungsparameter
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Vom Parameter Prajys und dem Kurzrissmodell Pz werden, unabhéngig vom betrachteten Werk-
stoff, Anrissorientierungen in Ebenen um ¢ = 26° berechnet. Diese Ebenen erfahren eine hohe
Normalbelastung. Es wird also vor allem Modus I Risswachstum vorausgesagt.

Fiir den S355 werden im Experiment Anrissorientierungen bei ¢ ~ 0° (mit einem Ausreifler)
beobachtet. Dies wird durch den Pr)s Parameter und das Kurzrissmodell nicht gut wiedergegeben.
Zwei dhnliche Rissinitiierungsbereiche werden vom Ppg Parameter berechnet, einer knapp unterhalb
von ¢ ~ 0° und ein weiterer bei ¢ ~ 65°. Obwohl keiner der in den Experimenten beobachteten
Winkel innerhalb der vorhergesagten Bereiche liegt, liegen die gemessenen Winkel alle sehr nahe
an den Modellvorhersagen. Selbst der eine mdgliche Ausreifier steht in guter Ubereinstimmung
mit der Berechnung des Prg Parameters. Der EN-GJS-500-14 zeigt Rissorientierungen zwischen
© = 20° und 41° (mit wiederum einem Ausreifier), unabhéngig von der Lasthohe. Dies zeigt erneut
die hohe Streuung, die bei Ermiidungsversuchen zu erwarten ist. Fiir diesen Werkstoff sind die
Ergebnisse nun in guter Ubereinstimmung mit den berechneten Rissinitiierungsbereichen aus dem
Prapn Parameter und dem Kurzrissmodell.

Versuche unter proportionaler Beanspruchung wurden auch fiir die Werkstoffe S460N und AW-
5083 von Savaidis [Sava 95] und Hoffmeyer [Hoff 05] durchgefiihrt. Neben einer Einstufenbelastung
wurden von [Hoff05] auch Versuche unter der Vorgabe einer betriebsdhnlichen Belastung mit
variablen Amplituden gefahren. Die Amplitudenverteilung der verwendeten Dehnungs-Zeitfolge
entspricht einer Geradlinienverteilung. Daher wird im Folgenden von einem Geradlinienkollektiv
gesprochen. Es besitzt einen Kollektivumfang von H = 20000 und ein mittleres R-Verhéltnis von
R = —1. Zur Verkiirzung der Versuchsdauer blieben Schwingspiele mit Amplituden kleiner als
20% des Kollektivhéchstwertes unberiicksichtigt, wodurch sich der Kollektivumfang auf H = 4256
verkiirzt. Die gemessenen Anrisslebensdauern und die mit den drei Schiddigungsmodellen berechneten
Wohlerlinien fiir Einstufenbelastung sowie die Lebensdauerlinien der betriebsahnlichen Belastung
fiir die Werkstoffe S460N und AW-5083 sind in Abbildung 4.27 angegeben. Die Wohlerlinien
aller Schadigungsparameter konnen die experimentellen Ergebnisse fiir beide Werkstoffe sehr gut
beschreiben. Bei den Lebensdauerlinien fiir das Geradlinienkollektiv weist das Kurzrissmodell
die grofite Prognosegenauigkeit auf. Fiir beide Werkstoffe werden die experimentellen Ergebnisse
auf allen untersuchten Belastungshorizonten in sehr guter Ndherung berechnet. Von den beiden
Schidigungsmodellen werden die Lebensdauern iiberschétzt. Dies ist vor allem beim Parameter
Pray auffallig.
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Abbildung 4.27: Anrisslebensdauer der Hohlproben bei proportionaler Einstufen- und Betriebsbe-
lastung, fir die beiden Werkstoffe S460N und AW-5083
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4.4.3. Nichtproportionale Belastung

Im Folgenden werden Ergebnisse im Fall von nichtproportionaler Belastung vorgestellt. Als Lastfall
wird eine Belastung unter 90° Phasenverschiebung zwischen Zug/Druck und Torsion gewéhlt. Das
Beanspruchungssignal entspricht einer Sinusschwingung.

Abbildung 4.28 zeigt beispielhaft den Einfluss der nichtproportionalen Verfestigung auf die Wohler-
linie des Kurzrissmodells fiir den Werkstoff S355 fiir eine Belastung unter Vorgabe der Dehnungen.
Ohne nichtproportionale Verfestigung wird die experimentell beobachtete Anrisslebensdauer vom
Modell deutlich tiberschétzt. Durch die zusétzliche Verfestigung ergeben sich hohere Spannungen, was
sich in der Wohlerlinie durch kiirzere rechnerische Lebensdauern bemerkbar macht. Die Beriicksich-
tigung der nichtproportionalen Verfestigung verbessert die Lebensdauerprognose, auch wenn fiir den
S355 die berechneten Lebensdauern immer noch zu hoch sind. Der Einfluss der nichtproportionalen
Verfestigung ist nur bei hohen Belastungen feststellbar. Auf niedrigen Belastungshorizonten, ohne
nennenswerte plastische Verformungen, verschwindet der Einfluss auf die rechnerische Lebensdauer.
In Abbildung 4.29 sind die Wohlerlinien der drei Schiadigungsmodelle sowie die gemessenen An-
risslebensdauern der beiden Werkstoffe S355 und EN-GJS-500-14 dargestellt. Fiir alle Rechnungen
wurde die nichtproportionale Verfestigung beriicksichtigt. Fiir den S355 werden die gemessenen An-
risslebensdauern von allen Modellen iiberschétzt. Die genauste Prognose liefert der Prg Parameter.
Die Versuchsergebnisse des EN-GJS-500-14 werden von dem Praj; Parameter und vom Kurzriss-
modell Pz sehr genau berechnet. Die Woéhlerlinie des Prg Parameters liegt deutlich unterhalb der
Versuchsergebnisse. Im Vergleich zur proportionalen Belastung kénnen fiir den Baustahl S355 die
experimentellen Lebensdauern unter nichtproportionaler Belastung von keinem Schédigungsmo-
dell mit der gleichen Genauigkeit berechnet werden. Fiir den EN-GJS-500-14 ist die Genauigkeit
der Lebensdauerprognose fiir den proportionalen und nichtproportionalen Belastungsfall fiir die
Schidigungsparameter Praps und Py vergleichbar.

In Abbildung 4.30 und Abbildung 4.31 sind die experimentell beobachteten Anrissorientierungen im
Verhéltnis zur Belastungshohe im Vergleich zu den Anrissorientierungen, die mit den Schédigungsmo-
dellen berechnet wurden, dargestellt. Ein Vergleich der Modellvorhersagen zwischen proportionaler
und 90° phasenverschobener Beanspruchung zeigt, dass im Fall der phasenverschobenen Beanspru-
chungen von den Schédigungsmodellen ein deutlich gréfierer Bereich méglicher Anrissorientierungen
berechnet wird. Dies verdeutlicht, dass unter nichtproportionaler Beanspruchung eine gréfiere Anzahl
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Abbildung 4.28: Anrisslebensdauer der Hohlproben aus S355 bei um 90° phasenverschobener Belas-

tung berechnet mit Kurzrissmodell, mit und ohne Beriicksichtigung der nichtpro-
portionalen Verfestigung



Kapitel 4. Prognose der Anrisslebensdauer ungekerbter Werkstoffproben

152
10 : 10
Prau
EN-GJS-500-14 P
----- g}
.......... P,
11 11 ¢ Messung |
X S
S s
W W
0.1¢ 0.1t
Ya/a = V3 S ] Ya/€a = 1/0.65
90° Phasenverschiebung 90° Phasenverschiebung
0.01 : : : 0.01 : ‘ :
102 101 10° 102 10* 109
Ny Ny

Abbildung 4.29: Anrisslebensdauer der Hohlproben bei um 90° phasenverschobener Belastung, fiir
die beiden Werkstoffe S355 und EN-GJS-500-14
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Abbildung 4.30: Anrissorientierungen unter 90° phasenverschobener Beanspruchung fiir den Werk-
stoff S355 und die verschiedenen Schadigungsparameter
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Abbildung 4.31: Anrissorientierungen unter 90° phasenverschobener Beanspruchung fiir den Werk-
stoff EN-GJS-500-14 und die verschiedenen Schadigungsparameter
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von Schnittebenen einer hohen Belastung ausgesetzt sind. Vor allem fiir die Parameter Prajs und
Py ist dies auffillig.

Im Fall des Schidigungsparameters Pr4ps wird ein sehr grofler Bereich moglicher Anrisswinkel um
© = 0° vorhergesagt. Die Modellprognosen stimmen gut mit den Beobachtungen fiir beide Werkstoffe
iiberein. Fiir kleinere Belastungsamplituden sagt der Praas Parameter beim EN-GJS-500-14 eine
oder zwei mogliche Bereiche fiir Rissinitiierung voraus. Hier stimmen die gemessenen Winkel nicht
immer mit den Modellprognosen iiberein. Dennoch liegen die vorhergesagten Winkel nahe an den
Versuchsergebnissen.

Fiir das Kurzrissmodell ist auffillig, dass der Bereich mdoglicher Rissorientierungen von der Belas-
tungsamplitude abhédngt. Fiir den S355 werden dadurch 4 von 5 gemessenen Anrissorientierungen
korrekt vorhergesagt. Beim EN-GJS-500-14 stimmt die Prognose des Kurzrissmodells auf hohen
Lastniveaus gut mit den Versuchsergebnissen iiberein. Auf niedrigeren Lastniveaus werden eher
Anrisse bei etwa ¢ = 0° gemessen. Dies entspricht nicht dem vom Kurzrissmodell berechneten
Verhalten.

Der Schidigungsparameter Prg berechnet, unabhéngig von Lastniveau und Werkstoff, Ebenen um
v ~ 0°. Beim S355 und EN-GJS-500-14 liegen dann 6 von insgesamt 11 Versuchsergebnissen im
oder sehr nahe am prognostizierten Bereich.

Versuche unter 90° Phasenverschiebung wurden ebenfalls von Savaidis [Sava 95] und Hoffmeyer
[Hoff 05] fiir die Werkstoffe S460N und AW-5083 durchgefithrt. Wie im proportionalen Belastungsfall
wurden neben Einstufenversuchen auch Versuche unter Vorgabe betriebsdhnlicher Belastungen mit
dem Geradlinienkollektiv gefahren. Eine Phasenverschiebung wurde dabei durch eine Versetzung des
Lastsignals des zweiten Lastkanals (der Gleitungsamplitude) um ein Viertel Schwingspiel erreicht.
Abbildung 4.32 zeigt die Wohler- und Lebensdauerlinien der drei Schidigungsmodelle sowie die
experimentellen Ergebnisse aus [Sava 95] und [Hoff 05].

Unter Einstufenbelastung stimmen die Wohlerlinien weitestgehend mit den Versuchsergebnissen
iiberein. Fiir den Baustahl S460N ergibt sich das gleiche Verhalten wie fiir S355. Durch den Prans
Parameter und das Kurzrissmodell werden die Anrisslebensdauern leicht {iberschéitzt. Der Ppg
Parameter liefert eine sehr gute Prognose der Anrisslebensdauern fiir S460N.

Fiir die Lebensdauerlinien des Geradlinienkollektivs bei 90° phasenverschobener Belastung zeigen
sich die gleichen Tendenzen wie unter proportionaler Beanspruchung. Das Kurzrissmodell Py liefert
eine sehr genaue Prognose der experimentellen Ergebnisse. Der Praps Parameter iiberschétzt die
Anrisslebensdauer deutlich. Vor allem fiir S460N zeigt auch die Lebensdauerprognose des Prg
Parameters sehr groe Ubereinstimmungen mit den experimentellen Ergebnissen.
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Abbildung 4.32: Anrisslebensdauer der Hohlproben bei um 90° phasenverschobener Einstufen- und
Betriebsbelastung fiir die beiden Werkstoffe S460N und AW-5083
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4.4.4. Statistische Auswertung

Um nicht jede ausgewertete Versuchsreihe einzeln zu diskutieren, folgt eine statistische Auswertung
aller Berechnungsergebnisse. Zur Auswertung werden N-N-Diagramme verwendet. Hier wird fir
jeden Einzelversuch in der Datenbank die berechnete Lebensdauer N_q4. liber der experimentellen
Lebensdauer N, aufgetragen. Die N-N-Diagramme der drei Schédigungsmodelle sind in Abbil-
dung 4.33 angegeben. Zur statistischen Auswertung wird angenommen, dass das Verhéltnis von
experimenteller zu berechneter Anrisslebensdauer Negp/Neqic einer logarithmischen Normalvertei-
lung folgt. Die Berechnung Uberschreitungs- oder Ausfallwahrscheinlichkeit eines Einzelversuchs
erfolgt mit der Formel von Rossow [Ross64]. Die logarithmischen Ergebnisse der Einzelversuche
werden dazu in aufsteigender Reihenfolge sortiert und mit ¢ = 1,...,n durchnummeriert. Die
Ausfallwahrscheinlichkeit eines Einzelversuchs berechnet sich dann aus

3i—1

P, = a1 (4.5)
Die Treffsicherheit wird nach zwei Kriterien bewertet. Als Mafl fiir die mittlere Treffsicherheit
wird der Median m verwendet. Ein Median m < 1 zeigt an, dass mehr als 50% der rechnerischen
Lebensdauern grofler sind als die experimentellen Lebensdauern. Der Algorithmus liegt also eher
auf der unsicheren Seite. Ein Median m > 1 besagt dagegen, dass mehr als 50% der rechnerischen
Lebensdauern auf der sicheren Seite liegen. Als Maf fiir die Streuung des Quotienten Negp/Neaie
wird die Streuspanne T' = Qgo/Q10 als Quotient aus 90% und 10% Quantil verwendet. Wobei in
den Ergebnissen auch die Streuung der Versuchsergebnisse enthalten ist, was die Gesamtstreuung
erhoht.

_ Pran Prs Py
m T m T m T

Alle Versuche 289 | 0.70 | 11.41 | 1.44 | 11.46 | 0.93 | 5.56
Belastung

Zug/Druck 54 1.07 | 4.23 | 1.07 | 5.76 | 0.92 | 2.52

Torsion 60 0.35 | 482 | 1.34 | 11.46 | 0.84 | 5.75

proportional 57 1.80 | 9.25 | 1.87 | 6.97 | 1.30 | 3.67

nichtproportional 118 [ 0.49 | 9.69 | 1.53 | 14.49 | 0.72 | 6.75

nichtproportional (ohne NPV) | 118 | 0.38 | 12.49 | 1.40 | 14.00 | 0.64 | 6.89
Werkstoff

S460N 94 0.75 | 981 | 1.63 | 6.63 | 0.76 | 4.36

AW-5083 84 0.51 | 19.08 | 1.58 | 10.88 | 0.99 | 6.94

S355 52 0.57 | 4.85 | 0.86 | 4.94 | 0.80 | 4.35

S355* 52 0.33 | 833 | 0.67 | 4.36 | 0.60 | 7.02

EN-GJS-500-14 59 0.98 | 5.21 | 291 | 13.03 | 1.51 | 3.99

EN-GJS-500-14 * 59 0.90 | 435 | 235 | 6.88 | 1.13 | 3.34

* Die verwendeten Spannungen wurden aus gemessenen aufleren Lasten ermittelt

Tabelle 4.8: Statistische Auswertung der nachgerechneten Versuche an ungekerbten Werkstoffproben
und Aufteilung in verschiedene Belastungsarten und Werkstoffe
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In Tabelle 4.8 sind die Ergebnisse der statischen Auswertung in Form der Streuspannen 7' und
Mediane m enthalten. Die statistische Auswertung des Vergleichs zwischen den berechneten und
experimentellen Ermiidungslebensdauern wurde ebenfalls separat nach verschiedenen Versuchsmerk-
malen durchgefiihrt. Es wurde der Einfluss der Belastung sowie der Einfluss des Werkstoffs auf die
Treffsicherheiten der Schadigungsmodelle untersucht. Eine grafische Darstellung der Treffsicherheiten
ist in Abbildung 4.34 durch die Wahrscheinlichkeitsverteilungen angegeben. Die mittlere Treffsicher-
heit kann hier direkt bei einer Ausfallwahrscheinlichkeit von 50% abgelesen werden. Die Streuung
entspricht dem logarithmischen Abstand zwischen den Werten bei einer Ausfallwahrscheinlichkeit
von 10% und 90%.

Die im Allgemeinen beste Prognose der Anrisslebensdauer liefert das Kurzrissmodell Py. Im Mittel
liegen die Ergebnisse mit einem Median m = 0.93 sehr nahe am Idealwert 1. Aulerdem weist das
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Abbildung 4.33: Berechnete Anrisslebensdauer (N.q.) aufgetragen tiber experimenteller Anrissle-
bensdauer (Nggp) fiir alle Werkstoffversuche und alle untersuchten Schadigungspa-
rameter
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Abbildung 4.34: Wahrscheinlichkeitsverteilung der Anrisslebensdauerprognose der drei Schadigungs-
modelle: (obere Reihe) Wahrscheinlichkeitsverteilung aller nachgerechneten Versu-
che, (mittlere Reihe) Aufteilung der Ergebnisse nach Art der Belastung und (untere
Reihe) Aufteilung der Ergebnisse nach Werkstoff
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Kurzmodell mit T' = 5.56 eine in etwa um den Faktor 2 geringere Streuung auf als die anderen
beiden Modelle. Dies ldsst sich ebenfalls in den N-N-Diagrammen aus Abbildung 4.33 beobachten.
Der grofite Teil der Ergebnisse des Kurzrissmodells liegt innerhalb eines Streubands des Faktors
3. Bei der Aufteilung der Treffsicherheiten nach den einzelnen Belastungsarten fillt auf, dass die
Lastféalle Torsion und nichtproportionale Belastung geringfiigig hohere Streuungen besitzen als
die anderen beiden Lastfille. Wobei darauf hinzuweisen ist, dass ein Grofiteil der Versuche unter
Zug/Druck zur Anpassung der Schidigungsparameterwohlerlinie verwendet wurde. Proportionale
Belastung ist die einzige Lastart, fiir die das Kurzrissmodell im Mittel eine konservative (m > 1)
Lebensdauerprognose liefert. Durch die getrennte Auswertung der einzelnen Werkstoffe féllt auf,
dass die beiden Baustéhle S355 und S460N quasi mit der gleichen Treffsicherheit bewertet werden.
Sowohl Median als auch Streuspanne sind nahezu gleich. Der AW-5083 wird im Mittel sehr gut
bewertet, weist jedoch unter allen Werkstoffen die grofite Streuung auf. Die Anrisslebensdauern des
EN-GJS-500-14 sind die einzigen, die im Mittel vom Kurzrissmodell iiberschétzt werden (m = 1.51).

Fir die beiden Werkstoffe S355 und EN-GJS-500-14 lagen gemessene Zeitverldufe der dufleren
Lasten vor. Diese konnen, unter der Annahme einer konstanten Spannungsverteilung iiber den
Probenquerschnitt, in Spannungen umgerechnet werden. Die Anrisslebensdauer kann ebenfalls
anhand von gemessenen Spannungen berechnet werden. In diesem Fall werden alle Werkstoffeffekte
wie zyklische Ver- oder Entfestigung, nichtproportionale Verfestigung, Mittelspannungseinfliisse oder
Non-Masing-Verhalten berticksichtigt. Die statistische Auswertung dieser Lebensdauerprognosen fiir
die drei Modelle ist ebenfalls in Tabelle 4.8 enthalten.

Die Prognosen des Kurzrissmodells verschieben sich fiir beide Werkstoffe hin zu héheren berechneten
Anrisslebensdauern. Dies ist an der Verschiebung der Mediane zu erkennen. Fiir S355 sinkt der
Median von m = 0.8 fiir eine Lebensdauerprognose mit simulierten Spannungen auf m = 0.6. Die
Streuung steigt ebenfalls von 7' = 4.35 auf T' = 7.02. Die berechnete Anrisslebensdauer weicht sogar
etwas weiter von der gemessenen Anrisslebensdauer ab, wenn die korrekten gemessenen Spannungen
statt der simulierten Spannungen verwendet werden. Beim EN-GJS-500-14 ist ein anderer Effekt zu
beobachten. Mit simulierten Spannungen weisen die Ergebnisse des Kurzrissmodells einen Median
von m = 1.51 auf. Dieser sinkt auf einen Wert m = 1.13, was hier beim EN-GJS-500-14 eine
Verbesserung der Prognosequalitat bedeutet. Die Streuspanne der beiden Rechnungen sind mit
T = 3.99 (aus simulierten Spannungen) und 7" = 3.34 (aus quasi gemessenen Spannungen) sehr
dhnlich.

Das Schédigungsmodell Prg nach Fatemi/Socie fiihrt als einziges Modell auf eine Prognose der
Anrisslebensdauer, die im Mittel auf der sicheren Seite (m = 1.44) liegt. Im N-N-Diagramm in
Abbildung 4.33 ist zu erkennen, dass Anrisslebensdauern im Bereich der Dauerfestigkeit eher
unterschétzt werden. Ebenfalls auffillig sind Ergebnisse unter nichtproportionaler Last (griine
Punkte) im geringen Lebensdauerbereich, die in etwa um den Faktor 10 von den experimentellen
Ergebnissen abweichen. Diese Ergebnisse gehoren alle zum Werkstoff EN-GJS-500-14 . Beim EN-
GJS-500-14 sind die berechneten Anrisslebensdauern im Mittel um den Faktor 3 (m = 2.91) zu klein.
Die Streuung ist fiir diesen Werkstoff ebenfalls hoher als fiir die anderen Werkstoffe. Die besten
Ergebnisse werden fiir S355 erzielt. Die Aufteilung in die einzelnen Belastungsarten zeigt, dass
der Prpg Parameter die Anrisslebensdauern unter beliebiger Belastung annihernd mit der gleichen
Genauigkeit prognostiziert.

Werden beim Prg Parameter, die aus Versuchen ermittelten Spannungen, anstelle von mit dem
Ohno/Wang Plastizitdtsmodell simulierten Spannungen verwendet, so zeigen sich annidhernd die
gleichen Effekte wie beim Kurzrissmodell. Die prognostizierten Anrisslebensdauern werden im Mittel
langer, was sich durch eine Verkleinerung der Mediane bemerkbar macht. Jedoch sinken fiir beide
Werkstoffe die Streuungen. Fiir den EN-GJS-500-14 wird sogar eine signifikante Verbesserung der
Streuspanne von T' = 6.88 im Vergleich zu T' = 13.03 erreicht.

Der Schadigungsparameter Praps liefert im Mittel (m = 0.7) zu grofie Prognosen der Anrisslebens-
dauer. Die Streuung der mit Praps berechneten Prognose der Anrisslebensdauern ist mit 7' = 11.41
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vergleichbar mit der Streuung aus den Berechnungen mit Prg. Wie in Abbildung 4.33 zu erkennen
ist, liegen alle Ergebnisse innerhalb des Streubandes vom Faktor 10. Fiir die Streuung der Ergebnisse
mit dem Praps Parameter sind vor allem die verschiedenen Belastungsarten verantwortlich. Wie in
Abbildung 4.34 zu erkennen ist, werden die Anrisslebensdauern unter nichtproportionaler Last sowie
unter reiner Torsion deutlich iiberschéitzt. Fiir den Werkstoff EN-GJS-500-14 werden mit einem
Median von m = 0.98 und einer Streuung von 7' = 0.98 sehr genaue Anrisslebensdauern berechnet.
Die Ergebnisse fiir den S355 weisen ebenfalls eine geringe Streuung auf, allerdings werden etwa
um den Faktor zwei (m = 0.57) zu lange Lebensdauern berechnet. Aufféllig ist ebenfalls die hohe
Streuung der Ergebnisse beim Werkstoff AW-5083 im Vergleich zu den anderen Werkstoffen.

Eine Verwendung der aus Versuchen ermittelten Spannungen fithrt, wie bei den anderen Schadigungs-
parametern, zu einer Verlingerung der rechnerischen Lebensdauer. Fiir den EN-GJS-500-14 bleiben
die Streuungen vergleichbar. Beim S355 verschlechtert sich die Prognose der Anrisslebensdauer
sogar.

Im Fall nichtproportionaler Lasten wurde ebenfalls untersucht, welchen Einfluss die nichtproportio-
nale Verfestigung auf die Ergebnisse der gesamten Datenbasis besitzt. Dazu wurden alle Versuchser-
gebnisse unter einer nichtproportionalen Belastung, ohne Beriicksichtigung der nichtproportionalen
Verfestigung (NPV) nachgerechnet. Die Ergebnisse sind ebenfalls in Tabelle 4.8 angegeben. Der
Einfluss auf die mittlere Treffsicherheit ist fiir alle Schiddigungsmodelle gleich. Die berechneten
Lebensdauern sind gréfler, wenn die nichtproportionale Verfestigung unberiicksichtigt bleibt. Fiir
die Parameter Praps und Py fithrt das zu einer Verschlechterung der mittleren Treffsicherheit. Im
Fall des Parameters Prg werden die Ergebnisse dadurch im Mittel sogar leicht besser, da auch ohne
eine Beriicksichtigung der nichtproportionalen Verfestigung in der Spannungssimulation schon im
Mittel zu kurze Anrisslebensdauern berechnet werden. Der Einfluss auf die Streuung ist fiir Prg
und Pz zu vernachléssigen. Fiir den Prajs Parameter verbessert sich durch eine Beriicksichtigung
der NPV ebenfalls die Streuung der Ergebnisse.

4.5. Zusammenfassung

In diesem Kapitel wurden experimentelle Ergebnisse zur Charakterisierung des Baustahls S355
und des Gusseisens mit Kugelgraphit EN-GJS-500-14 prasentiert. Die Experimente wurden mit
ungekerbten Werkstoffproben unter Vorgabe der Dehnungen durchgefiihrt. Sie umfassen Versuche
unter rein axialer Beanspruchung, reiner Torsion sowie unter proportional und nichtproportional
kombinierter Beanspruchung. Basierend auf den experimentellen Daten wurden die in Kapitel 3
vorgestellten Schiadigungsmodelle parametrisiert.

Die experimentellen Daten wurden verwendet, um die Treffsicherheit der beschriebenen Schadigungs-
modelle zu tiberpriifen und zu validieren. Hierflir wurden die Experimente nachgerechnet und die
berechneten mit den experimentell gemessenen Anrisslebensdauern verglichen. Die Treffsicherheitsbe-
wertung der Schiddigungsmodelle wurde durch experimentelle Ergebnisse aus der Literatur [Sava 95,
Hoff 05, Hert 16] fiir die Werkstoffe S460N und AW-5083 ergénzt. Die Spannungsverldufe, die aus den
vorgegebenen Dehnungsverlaufen resultieren, wurden mithilfe des Ohno/Wang Plastizitédtsmodells
[Ohno 93a, Ohno 93b] simuliert.

Ebenfalls wurden die Orientierungen der Anrisse einzelner Versuche gemessen. Es ist zu erwarten,
dass ein Modell der kritischen Schnittebene, das die Schiadigungsmechanismen eines Werkstoffs
beschreibt, in der Lage ist, sowohl die Anrisslebensdauer als auch die Orientierung des Anrisses
genau zu beschreiben. Jedoch konnte keine signifikante Korrelation zwischen einer guten Prognose
der Anrisslebensdauer und einer genauen Vorhersage der Anrissorientierung fiir die untersuchten
Schiadigungsmodelle festgestellt werden. Keins der untersuchten Schiadigungsmodelle liefert unab-
héngig von Belastungsart oder -niveau eine zuverlédssige Prognose der Anrissorientierung fiir einen
der betrachteten Werkstoffe.
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Unter Betriebsbelastungen lieferte das Kurzrissmodell die genaueste Lebensdauerprognose, wéh-
rend der Schadigungsparameter Prays die experimentellen Anrisslebensdauern iiberschétzte. Die
Beriicksichtigung der nichtproportionalen Verfestigung verbesserte die Lebensdauerprognose aller
Modelle fiir die untersuchten Versuche unter Dehnungsvorgabe. Trotz der nichtproportionalen
Verfestigung wurden die Anrisslebensdauern von Versuchen unter nichtproportionaler Belastung
vom Pprapr Schidigungsparameter im Mittel um den Faktor 2 {iberschitzt. Die anderen beiden
Schidigungsparameter liefern auch unter nichtproportionaler Belastung im Mittel genaue Prognosen
der Anrisslebensdauer.

Die besten Ergebnisse fiir die Prognose der Anrisslebensdauer lieferte das Kurzrissmodell Pz, un-
abhéngig von der Lastart oder dem betrachteten Werkstoff. Die Genauigkeit der Ergebnisse des
Schadigungsparameters Praps variierte fiir unterschiedliche Belastungsarten, wobei fiir reine Torsion
und nichtproportionale Lasten zu hohe Lebensdauern prognostiziert wurden. Der Schidigungspara-
meter Prg zeigte eine starke Abhédngigkeit vom gewdhlten Werkstoff. Fiir die Baustdhle S355 und
S460N werden geringere Streuungen beobachtet als fiir die anderen beiden Werkstoffe.

Die Verwendung von im Versuch gemessenen anstatt simulierten Spannungen zur Lebensdauerpro-
gnose fithrte nicht zu einer Verbesserung der Prognose der Anrisslebensdauer und konnte teilweise
sogar groflere Streuungen zwischen den rechnerischen und experimentellen Anrisslebensdauern
verursachen.
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5. Prognose der Anrisslebensdauer gekerbter
Proben

Im vorliegenden Kapitel wird, analog zu Kapitel 4, die Genauigkeit des Berechnungsalgorithmus an-
hand von Versuchsergebnissen untersucht. Allerdings erfolgt die Analyse nun anhand von gekerbten
Probengeometrien. Um die Ermiidungslebensdauer der gekerbten Proben zu bestimmen, werden die
Kerbnéherungsverfahren aus Kapitel 2 in Verbindung mit den Schadigungsmodellen aus Kapitel 3 an-
gewendet. Der Algorithmus zur Berechnung der Anrisslebensdauer gekerbter Bauteile wird eingehend
erldutert. Hierbei wird besonders auf die erforderlichen Eingaben in den Berechnungsalgorithmus
eingegangen.

Fiir die Validierung werden eigene experimentelle Ergebnisse an gekerbten Rundproben aus den
Projekten ,Mehrachsigkeit 6rtlich“ [Linn22] und ,,Mehrkanalig“ [Wuth 24] herangezogen. Dazu
erfolgt eine Darstellung des Versuchsaufbaus sowie der angewandten Methodik zur Ermittlung
des Zeitpunkts des technischen Anrisses. Ergidnzend wird eine Datenbasis von Experimenten an
gekerbten Proben aus der Literatur zusammengetragen. Die Zusammensetzung dieser Datenbasis
wird detailliert erlautert.

Das Kapitel schliefit mit einer umfassenden Bewertung der Treffsicherheit des Algorithmus ab. Dabei
wird die Qualitit der berechneten Anrisslebensdauervorhersagen unter Verwendung der drei unter-
suchten Schidigungsmodelle hervorgehoben. Zusétzlich wird analysiert, inwiefern eine Abschétzung
samtlicher Eingabegrofien die Qualitéit der Lebensdauerprognose beeinflusst. Diese umfassende Unter-
suchung ermoglicht eine prézise Einschéitzung der Verlasslichkeit des Algorithmus bei der Vorhersage
der Anrisslebensdauer fiir gekerbte Bauteile unter unterschiedlichen Belastungsbedingungen.

5.1. Lastgeregelte Versuche an gekerbten Proben

Die Ergebnisse der in diesem Abschnitt beschriebenen Schwingversuche sollen zur Treffsicherheitsbe-
wertung des entwickelten Berechnungsalgorithmus herangezogen werden. Dazu wurden im Rahmen
der Projekte ,Mehrachsigkeit 6rtlich“ [Linn 22] und ,Mehrkanalig“ [Wuth 24] Versuche an gekerbten
Rundproben aus den in Kapitel 4 beschriebenen Werkstoffen S355 und EN-GJS-500-14 durchgefiihrt.
Am Baustahl S355 werden eigene Versuche unter Zug/Druck- und Torsionsbelastung durchgefiihrt.
Fiir den Werkstoff EN-GJS-500-14 wurden Versuche am IMAB unter Biege- und Torsionsbelastung
durchgefiihrt. Als Regelgrofie in den Versuchen wurden jeweils die duBeren Belastungen (Axialkraft,
Torsionsmoment und Biegemoment) vorgegeben.

Die verwendeten Probengeometrien sind in Abbildung 5.1 dargestellt. Zwei unterschiedlich stark
gekerbte Proben werden untersucht (p = 2 mm und p = 0.5 mm Kerbradius). Diese beiden Proben-
geometrien wurden fiir eine kombinierte Belastung aus Zug/Druck und Torsion in Abschnitt 2.5
bereits als Beispiel zur Validierung der Kerbnidherungsverfahren verwendet.

Alle Versuche am EN-GJS-500-14 wurden mit einem Nennspannungsverhéltnis Sy q/S7,q = 1.12
durchgefithrt. Das Nennspannungsverhéltnis beim S355 betrégt fiir die Proben mit einem Kerbradius
von p =2 mm Sy,q/S7,, = 1.28 und fiir den Kerbradius von p = 0.5 mm Sy /57, = 1.13.

In Anhang B sind die Ergebnisse der am S355 durchgefithrten Versuche angegeben. Auf eine
Angabe der am IMAB in Clausthal durchgefithrten Versuche wird an dieser Stelle verzichtet. Diese
Versuchsergebnisse konnen den Verdffentlichungen [Linn 22] und [Linn 23] entnommen werden.
Um verschiedene Effekte wie den Mittelspannungseinfluss, den Reihenfolgeeinfluss und nichtpro-
portionale Verfestigung bei der Treffsicherheitsbewertung beriicksichtigen zu kénnen, wurde ein
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Abbildung 5.1: Geometrie der gekerbten Rundprobe

umfangreiches Versuchsprogramm durchgefiihrt. Beginnend mit einachsigen, einstufigen Versuchen
steigt die Komplexitdt durch Hinzunahme von weiteren Lastkanélen bis hin zur variablen bzw.
unkorrelierten Beanspruchung. Ein Uberblick iiber das Versuchsprogramm gibt Tabelle B.1 fiir
den Werkstoff S355. Die dort angegebenen Lastverhéltnisse beziehen sich auf die Normalkraft Ry
und die Torsion Rp. Das gesamte Versuchsprogramm umfasst insgesamt 129 Einzelversuche an
gekerbten Rundproben aus S355. Alle Versuche unter kombinierter Zug/Druck- und Torsionsbelas-
tungen wurden mit einer servohydraulischen Priifmaschine des Herstellers Fa. Carl Schenk AG bei
Raumtemperatur (= 23°C') durchgefiihrt.

5.1.1. Anrisserkennung

Die eindeutige Indentifikation der Anrissschwingspielzahl sowie die damit einhergehende Anrisslénge
ist fiir die Bewertung der Berechnungsalgorithmen essenziell. Als technischer Anriss wurde eine Riss-
lange auf der Bauteiloberfliche von 0.5 mm angesehen. Um den Anrisszeitpunkt zu der betrachteten
Anrissldnge von 2¢ = 0.5 mm moglichst genau bestimmen zu kénnen, wurde ein Kamerasystem zur
Anrisserfassung entwickelt. Bei diesem System sind sechs Webcams der Marke ,.elp“ direkt auf der
Probe befestigt, deren Fokus auf den Kerbradius gerichtet ist. Die Halterung fiir die Kameras wurde
aus PLA mittels 3D-Druck erzeugt. Abbildung 5.2 zeigt das aufgesetzte Kamerasystem auf einer
gekerbten Probe.

Um Lichtreflexion zu vermeiden, wird der Priifbereich wahrend des Versuchs abgedunkelt. Die Probe
wird im Kerbbereich zusétzlich mit Antireflexspray bespriiht. Zusétzlich wird auf der Probe eine
Skala aufgeklebt, deren Unterteilung jeweils 0.5 mm betrégt, sodass der Zeitpunkt der gewiinschten
Anrisslinge moglichst exakt bestimmt werden kann.

Die Kameras werden wéahrend des Versuchs automatisch durch ein erstelltes MATLAB Programm
gesteuert. Zum Auslésen der Kameras wird das Kraftsignal der Priifmaschine wéhrend des Versuchs
live verarbeitet. Es werden Uberschreitungen eines vorzugebenden Kraftniveaus gezihlt. Die Kameras
werden nach einer vorzugebenden Uberschreitungsanzahl ausgeldst. Bei Einstufenversuchen wird
in jedem Zyklus eine Uberschreitung gezihlt, sodass die Bilder direkt einem Belastungszyklus
zugeordnet werden kénnen. Unter betriebséhnlicher Belastung mit variablen Amplituden kénnen
die Bilder durch erneutes Uberschreitungszéhlen der aufgezeichneten Lastsignale nach dem Versuch
einem genauen Zeitpunkt zugeordnet werden.
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Abbildung 5.2: Eingespannte Rundprobe mit aufgesetzten Kameras

Die Bilder werden fiir jeden Versuch manuell ausgewertet, um den Anrisszeitpunkt festzulegen. Dazu
werden die Risse ausgehend vom gebrochenen Zustand riickwérts bis zur Anrissphase nachverfolgt.
Ein Beispiel fiir das Risswachstum bis hin zum Bruch ist in Abbildung 5.3 dargestellt.
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Abbildung 5.3: Risswachstum an einer gekerbten Rundprobe, Kamerabild vor Beanspruchungsbeginn
ohne Riss (a), Kamerabild nach 32500 Schwingspielen mit Anriss (b) und Kamerabild
nach 80900 Schwingspielen kurz vor Bruch der Probe (c)

5.1.2. Versuche mit betriebsdhnlicher Belastung

Im Versuchsprogramm (Tabelle B.1) sind zwei verschiedene betriebsdhnliche Belastungen mit
variablen Amplituden vorgesehen.

Es wird zum einen eine Belastung unter 90° Phasenverschiebung zwischen Zug/Druck und Torsion
aufgebracht. Als Belastungskollektiv wird eine standardisierte GauBlastfolge mit einem Kollektiv-
umfang von Hy = 10* und einem mittleren R-Verhiltnis von R = —1 vorgegeben. Der Unregel-
méaBigkeitsfaktor, der durch das Verhéltnis der Nulldurchgéinge Hpyyy zu den Umkehrpunkten Hyy
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Abbildung 5.4: Testrechnungen zum Festlegen des Filterniveaus mit dem GauBprofil

definiert ist, betragt I = 0.99. Die Phasenverschiebung wird erreicht, indem der zweite Lastkanal
(das Torsionsmoment) um ein Viertel Schwingspiel verschoben wird.

Zur Reduktion der Versuchsdauer werden Lastfolgen fiir die Versuche am S355 gefiltert. Hierzu wird
die Rainflow-Projektion-Filterung angewandt. Die Methode wird in [Joha 13] beschrieben. Durch die
Filterung werden Schwingspiele mit kleinen Amplituden, die nicht oder kaum zur Schidigung beitra-
gen, aus der Last-Zeit-Reihe entfernt. Dabei wird der sogenannte Filter Level als Bruchteil an der in
der Lastfolge auftretenden maximalen Amplitude festgelegt. Es wurden im Vorfeld Testrechnungen
mit dem Kurzrissmodell aus Abschnitt 3.2.6 durchgefiihrt, um zu entscheiden, welcher Filterlevel
angewandt werden soll. Abbildung 5.4 zeigt das Verhéltnis der rechnerisch ertragbaren Durchldufe
mit und ohne Filterung des Lastsignals fiir verschiedene vorgegebene Nennspannungsamplituden.
Bei einem Filter Level von 0.3 verkiirzt sich das Last-Zeit-Signal fiir das GauBkollektiv auf 42%
der Originallinge. Die rechnerisch ertragbaren Durchldufe steigern sich allerdings nur maximal um
den Faktor 1.25, auch auf hohem Belastungsniveau. Es kann davon ausgegangen werden, dass ein
Grofiteil der Schadigungswirkung der Last-Zeit-Reihe erhalten bleibt. Es wird der Filterlevel 0.3 zur
Versuchsdurchfiihrung gewahlt. Es wurde ebenfalls ein Versuch zur Validierung der Rechnungen
durchgefithrt. Dazu wurde unter Vorgabe einer Nennspannungsamplitude Sy, = 200 MPa der
Versuch mit und ohne gefilterter Last-Zeit-Reihe durchgefiihrt. Das Verhéltnis der experimentell
ertragbaren Durchldufe betrdgt 1.2 und passt damit sehr gut zu dem vorhergesagten Verhéltnis.

Neben einer betriebséhnlichen Belastung mit Phasenverschiebung werden unkorrelierte Belastungen
vorgeben. Zum Erzeugen einer moglichst unkorrelierten Beanspruchung wird je Lastkanal eine
unterschiedliche Standard-GauB-Lastfolge verwendet. Fiir die axiale Normalkraft (Zug/Druck) wird
eine GauBlastfolge mit Hy = 10° und einem UnregelmiBigkeitsfaktor I = 0.99 verwendet. Das
Torsionsmoment wird durch eine Gauflastfolge mit einem Unregelmafigkeitsfaktor I = 0.7 und
Ho = 106 aus [Fisc 77] gesteuert. Zur Verkiirzung der Versuchsdauer werden beide Last-Zeit-Reihen
durch Rainflow-Filterung mit einem Filter Level von 0.4 verkiirzt. Alle verwendeten Kollektive sind
in Abbildung B.1 dargestellt.
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5.2. Ubersicht iiber den Berechnungsalgorithmus

Im Folgenden wird eine Ubersicht iiber den gesamten Berechnungsalgorithmus fiir gekerbte Bauteile
gegeben. Der Algorithmus ist in Abbildung 5.5 als Flussdiagramm dargestellt. Die grauen Késten
stellen den nétigen Input in den Algorithmus sowie dessen Ausgabe dar. Als Ergebnis wird die
Anrisslebensdauer des Bauteils ausgegeben.

Sobald alle Inputs bereitgestellt wurden, lasst sich die Berechnung der Anrisslebensdauer in zwei ge-
trennte Bereiche unterteilen. Zunéchst werden die lokalen Belastungen (Spannungen und Dehnungen)
mit dem in Kapitel 2 erlauterten Kerbnédherungsverfahren berechnet. Diese lokalen Beanspruchungen
dienen anschlieflend als Grundlage zur Schidigungsbewertung mit dem in Kapitel 3 erlauterten
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c L(t) [ T
aus linear elastischer
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c L
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Abbildung 5.5: Ubersicht iiber den Berechnungsalgorithmus
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kritischen Ebenen Verfahren. Die Anrisslebensdauer wird dabei fiir einen einzelnen Knoten im
FE-Netz berechnet. Dieser Knoten ist durch die Vorgabe der Ubertragungsfaktoren ¢ definiert.
Im Folgenden wird zusammengefasst, welche Eingangsgréfien dem Algorithmus bereitgestellt werden
miissen, wie diese bei nichtproportionalen Betriebsbelastungen generiert werden kénnen und wie in
den einzelnen Abschnitten des Algorithmus verfahren wird.

5.2.1. EingabegroBen

Der Berechnungsalgorithmus liefert die Anrisslebensdauer fiir einen materiellen Punkt, beziehungs-
weise fiir einen Knoten im FE-Netz. Vom Anwender ist daher vor jeder Rechnung der fiir das
Bauteilversagen kritische Knoten selbst auszuwéhlen. Die selbst durchgefiihrten Versuche sowie alle
in der Datenbank aus Abschnitt 5.4 enthaltenen Versuche wurden an einfachen Probengeometrien
durchgefiihrt. Der kritische Knoten wurde immer als der Knoten festgelegt, an dem unter proportio-
naler Belastung bei einer FE-Rechnung mit elastischem Werkstoffverhalten die groite von Mises
Vergleichsspannung auftritt. Bei einem realen Bauteil mit unter Umstdnden mehreren Kerben kann
der Fall auftreten, dass die Ermiidungslebensdauer an mehreren Knoten zu berechnen ist. Die fiir
eine einzelne Rechnung nétigen Eingabegrofien lassen sich in zwei Kategorien einteilen.

Eingabegrofle Symbol Beschreibung Art der Eingabe
Zugfestigkeit R, Zugfestigkeit des Werkstoffs vorgegeben
- vorgegeben oder aus
. Elastizitdtsmodul und Quer-
statische Kennwerte E, v dehnzahl des Werkstoffs Werkstoﬁg?uppe
abgeschatzt
vorgegeben oder aus
. Parameter der Ramberg-Os-| Werkstoffgruppe und
! /!
zyKlische Kennwerte K m good Gleichung Zugfestigkeit
abgeschatzt
1 Parameter der Wohlerlinie des vorgegeben oder aus
Schidigungsparameter- 1 Werkstoffgruppe und
. .. verwendeten Schadigungspara- L
wohlerlinie Zugfestigkeit
meters -
abgeschatzt
Nichtproportionales Verfesti- | vorgegeben oder aus
nichtproportionale N gungsvermogen des Werkstoffs |  Werkstoffgruppe und
Verfestigung nach dem Ansatz von Socie Zugfestigkeit
und Marquis [Soci 00] abgeschéatzt

Tabelle 5.1: Ubersicht iiber alle werkstoffabhingigen Eingabegrofien des Berechnungsalgorithmus

Eine Gruppe der Eingabegréfien beschreibt das Werkstoffverhalten. In der Kerbsimulation wird
die lokale Belastung simuliert. Dazu wird die Kenntnis des Deformationsverhaltens des Werkstoffs
benotigt. Im Wesentlichen muss ein inkrementelles Plastizitdtsmodell parametrisiert werden. Fiir die
StrukturflieBflachenansitze muss ebenfalls das Strukturmodell parametrisiert werden. Die Parameter
dieser Plastizitdtsmodelle werden mit dem in Abschnitt 2.3.3 vorgestellten Verfahren an eine
vorgegebene Fliefkurve angepasst. Es werden als minimaler Input demnach nur die Parameter der
Ramberg-Osgood Gleichung (2.8) sowie die Elastizititskonstanten benotigt. Zusétzlich wird die
nichtproportionale Verfestigung mit dem Ansatz von Socie und Marquis [Soci00] beriicksichtigt.
Dazu ist als Werkstofftkennwert das nichtproportionale Verfestigungsvermogen « erforderlich. Sollte
a nicht vorliegen, wird in [Itoh 11] ein Ansatz vorgestellt, wie o aus der Zugfestigkeit abgeschétzt
werden kann. Zur Schadigungsbewertung miissen die Parameter der vorgestellten Schéadigungsmodelle
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angegeben werden. Dazu muss vor allem die Schidigungsparameterwohlerlinie bekannt sein. Fiir die
einzelnen Schédigungsmodelle kénnen noch weitere individuelle Modellparameter vorgegeben werden.
In Tabelle 5.1 sind alle mindestens nétigen werkstoffabhéngigen Eingabegrofien zusammengefasst.
Die Parametrisierung der Schadigungs- und Plastizitdtsmodelle geschieht automatisch. Sollten
keine Werkstoffdaten vorliegen, kénnen fiir die drei in der FKM-Richtlinie Nichtlinear enthaltenen
Werkstoffgruppen alle in Tabelle 5.1 benétigten Kennwerte aus der Zugfestigkeit abgeschitzt
werden. Der Berechnungsalgorithmus kann demnach auch angewendet werden, wenn lediglich die
Zugfestigkeit und die Werkstoffgruppe bekannt sind. Statische und zyklische Kennwerte kénnen
aus den bekannten Verfahren aus den FKM-Richtlinien [Fied 19, Renn 12] abgeschétzt werden.
Methoden zur Abschitzung aller Parameter der Schadigungsmodelle wurden in Kapitel 3 erarbeitet.

Eingabegrofle Symbol Beschreibung err;rilllltst.elt
Lastfolge L Lastfolge fiir jeden angreifenden Lastkanal | vorgegeben
Ubertragungsfaktoren von dufleren Lasten | elastische

Ubertragungsfaktoren c oder Nennlasten auf lokale Kerbspannun- FE-
gen nach der Elastizitdtstheorie Rechnung

Bezogener Spannungsgradient nach FKM- | elastische

Spannungsgradient G Richtlinie Nichtlinear [Fied 19] zur Berech- FE-
nung der Stiitzwirkung Rechnung
hochbeansoruchte Hochbeanspruchte Oberfliche nach FKM- | elastische
b Ay Richtlinie Nichtlinear [Fied 19] zur Berech- FE-
Oberflache .
nung der Stiitzwirkung Rechnung

Plastische Traglastformzahl nach FKM- | elastisch-

plastische K Richtlinie Nichtlinear [Fied 19] zur Berech- | plastische
Traglastformzahl P nung der BauteilflieBkurven in der Kerbsi- FE-
mulation Rechnung

Tabelle 5.2: Ubersicht iiber alle geometrieabhiingigen Eingabegréfien des Berechnungsalgorithmus

Die zweite Kategorie an Eingabegrofien ist abhéngig von der Bauteilgeometrie. Es werden die
Last-Zeit-Reihen sowie die Ubertragungsfaktoren benétigt, um die lokalen Kerbspannungen nach der
Elastizitdtstheorie berechnen zu kénnen. Diese dienen als Eingabegrofie fiir die Kerbsimulation. Um
das Strukturverhalten innerhalb der Kerbsimulation zu beriicksichtigen, werden BauteilflieBkurven
bestimmt. Dazu werden die in der FKM-Richtlinie Nichtlinear [Fied 19] verwendeten Kerbnidherungs-
verfahren fiir lokal einachsige Belastungen verwendet. Diese Verfahren benétigen als Eingabe die
plastische Traglastformzahl K,,. Um von den Werkstoffwohlerlinien auf eine Bauteilwohlerlinie umzu-
rechnen, wird das werkstoffmechanische Stiitzwirkungskonzept verwendet. Als Eingaben werden die
hochbeanspruchte Oberflache A, sowie der bezogene Spannungsgradient G bendtigt. In Tabelle 5.2
sind alle geometrieabhéngigen Eingabegrofien zusammengefasst. Alle Eingaben, aufler der plastischen
Traglastformzahl, kénnen aus einer elastischen FE-Rechnung ermittelt werden. Zur Ermittlung der
Traglastformzahl ist eine FE-Rechnung mit elastisch - ideal plastischem Werkstoffverhalten nétig.
Im Vergleich zur aktuellen FKM-Richtlinie Nichtlinear werden keine zusatzlichen FE-Rechnungen
benétigt. Der einzige Unterschied in den geometrieabhéingigen Eingabegrofien sind die Ubertragungs-
faktoren. In der FKM-Richtlinie Nichtlinear wird der Ubertragungsfaktor einer Vergleichsspannung
benotigt, wihrend hier die Mehrachsigkeit erhalten bleibt und die Ubertragungsfaktoren fiir jede
Tensorkomponente und jeden angreifenden Lastkanal benétigt werden. Das Werkstoffverhalten
kann vollstindig aus der Zugfestigkeit abgeschétzt werden. In diesem Sinne wird im Vergleich
zur FKM-Richtlinie Nichtlinear kein zusétzlicher Werkstoffkennwert bendétigt. Zur Beschreibung
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des Verformungsverhaltens des Werkstoffs miissen zusétzlich die Querdehnzhal und das nichtpro-
portionale Verfestigungsvermogen (siehe Tabelle 5.1) angegeben werden. In der FKM-Richtlinie
Nichtlinear wird beim Ubergang von Werkstoff- auf Bauteilwohlerlinie zusitzlich noch der Einfluss
der Oberflachenrauheit beriicksichtigt. Aufgrund von begrenzten verfiigharen Daten wurde dieser
Aspekt in der vorliegenden Arbeit nicht in die Stiitzwirkung mit einbezogen. Er kann aber identisch
nach dem Vorgehen aus der FKM-Richtlinie Nichtlinear verwendet werden.

5.2.2. Ermittlung von Eingabewerten aus der Finiten-Elemente-Methode

Fiir das Stiitzwirkungskonzept und die Kerbndherungsverfahren werden geometrieabhéngige Ein-
gabegroflen, die durch FE-Simulation ermittelt werden miissen, bendtigt. Diese Groflen umfassen
den bezogenen Spannungsgradienten G und die hochbeanspruchte Oberfliche A, fiir das Stiitzwir-
kungskonzept sowie die plastische Traglastformzahl K, fiir die Kerbnéherung. Unter einachsigen
und proportionalen Belastungen konnen die Eingabegrofien geméfi der Beschreibung in [Wéch 21|
bestimmt werden. Es ist jedoch unklar, wie bei mehrachsig nichtproportionalen Belastungen vor-
gegangen werden soll. Unter nichtproportionaler Belastung kénnen im Verlauf einer Lastfolge zu
verschiedenen Zeitpunkten unterschiedliche Werte fiir den bezogenen Spannungsgradienten, die
hochbeanspruchte Oberfliche und die plastische Traglastformzahl auftreten.

Eine Handlungsempfehlung, die im Projekt ,Mehrachsigkeit 6rtlich® [Linn 22] vorgeschlagen wird,
ermoglicht es dem Anwender, Stiitzwirkungseffekte und die plastische Traglastformzahl fir nicht-
proportionale Belastungen zu berechnen. Es wird vorgeschlagen, die Eingabegrofien auf die gleiche
Weise zu bestimmen wie unter proportionaler Belastung. Diese Methode ist vergleichsweise einfach
anzuwenden, erhebt jedoch keinen Anspruch darauf, ein physikalisches Modell fiir die Stiitzwirkung
zu sein. Dieses vorgeschlagene Konzept bietet den Vorteil, dass die erzielten Ergebnisse mit den
Groflen bei proportionaler Belastung kompatibel sind. Ungenau formuliert ist dieser Vorschlag bei
Betriebslasten mit variablen Amplituden. Hier kann sich das Amplitudenverhéltnis der einzelnen
Lastkanéle wiahrend der Belastung dndern. Es ist nicht klar, welches Amplitudenverhéltnis zur
Bestimmung der Eingabegrofien in der FE-Simulation aufgebracht werden muss. Es wird daher
vorgeschlagen, die meistschiddigende Laststufe der einzelnen Lastkanéle als Eingabewert fiir die
FE-Rechnung zu verwenden. Das Vorgehen zur Ermittlung der meistschddigenden Laststufe ist in
Abbildung 5.6 schematisch dargestellt und wird im Folgenden erldutert.

Der zugrundeliegende Gedanke dieses Ansatzes besteht darin, dass nur die Lastamplituden der
einzelnen angreifenden Lastkanile, die jeweils den grofiten Beitrag zur Schidigung leisten, fiir
die Berechnung der Stiitzzahlen und der plastischen Traglastformzahl herangezogen werden. Die
meistschiadigenden Amplituden fiir jeden angreifenden Lastkanal werden proportional in der FE-
Simulation aufgebracht. Zunachst werden demnach die am meisten schidigenden Lastamplituden
fiir alle Lastkanéle bestimmt. Hierzu wird fiir jeden Lastkanal eine Rainflow-Zahlung durchgefiihrt,
beispielsweise geméf [Clor 86], wobei 15 Klassen verwendet werden. Die resultierenden Daten werden
in ein Amplitudenkollektiv (Amplitude gegen Stufenhéufigkeit) umgewandelt, wobei keine Mit-
telspannungsbewertung erfolgt. Fiir jede Laststufe wird dann eine Schadigungsberechnung unter
Verwendung der elementaren Modifikation der Miner-Regel mit einer fiktiven Wohlerlinie mit einer
Neigung von k = 5 durchgefiihrt. Die Lastamplitude mit dem gréiten Schadigungsanteil wird als
die am meisten schédigende Lastamplitude identifiziert. Dieses Vorgehen wird fiir jeden einzelnen
am Bauteil angreifenden Lastkanal separat durchgefiihrt. Sobald die am meisten schidigenden
Lastamplituden fiir alle Lastkanéle bekannt sind, konnen diese als statische Lasten gemeinsam in
der FE-Simulation aufgebracht werden. Die erforderlichen Gréflen wie Spannungsgradient, hochbean-
spruchte Oberfliche und plastische Traglastformzahl werden dann wie bei proportionaler Belastung
bestimmt. Es ist wichtig zu beachten, welches Vorzeichen bei der Definition der Einzellasten in der
FE-Simulation verwendet wird. Hierfiir wird empfohlen, die Richtung anhand der Mittellast L,,
festzulegen. Diese ergibt sich aus dem absoluten Minimum L,,;, und dem absoluten Maximum L,,qz
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Abbildung 5.6: Ermittlung des bezogenen Spannungsgradienten, der hochbeanspruchten Oberflache
und der plastischen Traglastform bei nichtproportionalen Beanspruchungen (hier
auf Grund von zwei Lastkanélen) mit Hilfe der meistschidigenden Laststufe, nach
[Linn 23]

der jeweiligen Lastfolge L. Fiir den Fall, dass die Mittellast L,, = 0 ergibt, sollte die Kombination
der Lastrichtungen gewahlt werden, die zu den geringsten Stiitzzahlen fiihrt.

5.2.3. Kerbsimulation

Die Kerbsimulation dient zur Ermittlung der ortlichen Beanspruchung in einer geometrischen Kerbe.
Auf Grundlage der Untersuchungen in Abschnitt 2.5.4 und Abschnitt 2.5.5 wird als Kerbn&herungs-
verfahren der Pseudo-Spannungsansatz gewahlt. Die Wahl wird vor allem durch die Genauigkeit der
ermittelten Spannungs- und Dehnungsamplituden sowie durch den erheblichen Vorteil in der Rechen-
geschwindigkeit der Methode begriindet. Der fiir den Pseudo-Spannungsansatz erstellte Algorithmus
ist in Abschnitt 2.4.1 und Abschnitt 2.4.1.2 beschrieben. Zur Ermittlung der BauteilflieBkurve wird
das Kerbnéherungsverfahren nach Seeger und Beste [Seeg 77] verwendet. Dies erfordert, gegeniiber
den Verfahren nach Neuber [Neub 61], eine zusétzliche elastisch-plastische FE-Simulation, da die
plastische Traglastformzahl K, benétigt wird. Die Genauigkeit der ermittelten lokalen Beanspru-
chung steigert sich allerdings, vor allem fiir hohe Belastungen mit grofleren plastischen Zonen,
erheblich.

Innerhalb des Pseudo-Spannungsansatzes sind dann die Plastizitdtsmodelle zur Beschreibung des
Deformationsverhaltens des Werkstoffs und der Struktur zu parametrisieren. Die Parametrisierung
erfolgt automatisch anhand des zyklisch stabilisierten Werkstoffverhaltens und der BauteilflieBkurve.
In dieser Arbeit wurde das Plastizitdtsmodell von Ohno und Wang [Ohno 93a, Ohno 93b] gewahlt.
Fiir dieses Modell sind neben den Parametern fiir zyklisch stabilisiertes Werkstoffverhalten zusétzlich
Parameter y, ¢x zu bestimmen, die das transiente Werkstoffverhalten beschreiben. Sollten keine
Daten vorliegen, um diese Parameter zu bestimmen, was fiir einen Grofiteil der hier untersuchten
Werkstoffe der Fall ist, werden diese Parameter auf Standardwerte gesetzt. Nach dem Vorschlag
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von [Déri06] wird x = 5 fiir das Werkstoffmodell gewahlt. Fir das Strukturmodell wird €x = 50
empfohlen. Eine Methode zur Bestimmung von €y fiir ein gegebenes Bauteil wird in 2.5.3 vorgeschla-
gen. Dieser Vorschlag erfordert allerdings mehrere FE-Simulationen und wird fiir alle untersuchten
Probengeometrien aus Abschnitt 5.4 als zu aufwendig erachtet. In der Kerbsimulation wird ebenfalls
die nichtproportionale Verfestigung nach dem Ansatz von Socie und Marquis [Soci 00], beschrieben
in Abschnitt 2.3.4, beriicksichtigt. Dazu muss eine Kennzahl f,,, zur Bewertung der Nichtproportio-
nalitat der Belastung erfolgen. In dieser Arbeit wird die Kennzahl nach [Gaie 04] verwendet. Diese
bewertet die Nichtproportionalitdt auf Grundlage der Spannungen. Vor der Kerbsimulation liegt der
Spannungsverlauf nicht vor. Die Nichtproportionalitétskennzahl f,, wird daher auf Grundlage der
elastischen Losung vor der Kerbsimulation bestimmt. Bei der Auswertung der Versuchsergebnis-
se an ungekerbten Werkstoffproben in Abschnitt 4.4.4 zeigt sich, dass Anrisslebensdauern unter
nichtproportionaler Belastung im Mittel unterschiatzt wurden. Um eine zusétzliche Sicherheit der
Lebensdauerprognose bei Versuchen unter nichtproportionaler Belastung zu erreichen, wird die
nichtproportionale Verfestigung im Pseudo-Spannungsansatz nur im Werkstoffmodell, nicht aber im
Strukturmodell, beriicksichtigt. Dadurch werden gegeniiber einer proportionalen Belastung héhere
Spannungsamplituden, aber gleiche Dehnungsamplituden vorhergesagt.

Die simulierten 6rtlichen Beanspruchungen dienen als Grundlage der Schidigungsrechnung. Eine
weitere Fragestellung ist, wie viele Durchlédufe durch eine gegebene Last-Zeit-Reihe simuliert werden
miissen. Sollte kein Bauteilversagen aufgetreten sein, nachdem die Schidigung aller simulierten
Durchldufe berechnet wurde, erfolgt die Lebensdauerrechnung durch Hochrechnen des letzten
simulierten Durchlaufs unter der Annahme, dass stabilisiertes Werkstoffverhalten vorliegt und alle
transienten Vorgénge abgeklungen sind. Nachdem sich das Werkstoffverhalten stabilisiert hat, stellen
sich keine Anderungen in den berechneten Spannungs-Dehnungs-Hysteresen ein. Eine Simulation
weiterer Durchléufe fiihrt nur zu ldngeren Rechenzeiten bei gleich bleibender Lebensdauerprognose.
Zum Schlieflen aller Hysteresen innerhalb der Rainflow-Zahlung sollten mindestens zwei Durchlaufe
durch eine Last-Zeit-Reihe simuliert werden, selbst bei langen Last-Zeit-Reihen. Bei stabilem
Werkstoffverhalten reichen wenige Durchliufe, ohne dass sich eine Anderung der Lebensdauer
ergibt. Bei stark transientem Werkstoffverhalten (zyklisches Kriechen der Mitteldehnung und
Mittelspannungsrelaxation) kénnen mehrere Durchldufe durch die Lastfolge notwendig sein, bis
sich eine konvergierte rechnerische Lebensdauer einstellt. Dieses transiente Verhalten ist jedoch
stark abhéngig vom Werkstoffverhalten und durch die BauteilflieBkurve auch vom Bauteilverhalten.
Vor einer Rechnung ist nicht abzusehen, wann sich das Werkstoffverhalten stabilisiert. Bei stark
transientem Werkstoffverhalten und einstufiger Belastung wird hier vorgeschlagen, 103 Durchliufe
durch die Last-Zeit-Reihe zu simulieren.

5.2.4. Schadigungsrechnung mit dem kritischen Ebenen Verfahren

Die Schédigungsrechnung wird mit dem Verfahren der kritischen Schnittebene durchgefiihrt. Dabei
wird in jeder betrachteten Schnittebene eine Rainflow-Zahlung durchgefithrt. Die identifizierten
Schadigungsereignisse werden mit einem Schidigungsmodell bewertet und anschlieflend wird die
Schadigung akkumuliert. Die Anzahl der nachgerechneten Schnittebenen muss grofl genug sein, um
das Minimum der Anrisslebensdauer moglichst genau zu treffen. Um Rechenzeit zu sparen, sollen
aber gleichzeitig nicht zu viele Ebenen berechnet werden miissen. Eine Schnittebene ist durch die
beiden in Abschnitt 3.2.3.1 angegebenen Schnittwinkel ¢ und 1 eindeutig festgelegt. Fiir die Kippung
der kritischen Ebene in das Bauteil hinein wird sich auf Typ A (¢ = 0°) und Typ B (¢ = 45°) Risse
beschrinkt. Bei der Drehung des Risses auf der Bauteiloberflache, die durch ¢ beschrieben wird,
kann sich aus Griinden der Symmetrie auf ¢ € [—90°,90°] beschriankt werden. In Testrechnungen
zeigte sich, dass mit einer Diskretisierung von Ay = 9° eine ausreichend genaue Prognose der
rechnerischen Lebensdauer erzielt werden kann. Es sei darauf hingewiesen, dass in der Literatur
[Webe 99, Went 18, Sund 20, Linn 23] andere Diskretisierungsstrategien existieren. Diese sind zum
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Teil in der Lage, eine adaptive Verfeinerung der Schnittebenendiskretisierung durchzufithren. Durch
solche Strategien konnte die Rechengeschwindigkeit weiter verbessert werden.

Unter proportionaler Belastung treten die Umkehrpunkte aller angreifenden dufleren Lasten zeitgleich
mit den Umkehrpunkten der Schnittspannungen und -dehnungen in der betrachteten Ebene auf.
Eine berechnete Versagensschwingspielzahl in einer Schnittebene kann eindeutig einem Zeitpunkt
im Last-Zeit-Signal zugeordnet werden. Die in der kritischen Ebene berechneten Schwingspiele bis
zum technischen Anriss kénnen mit einer aus den dufleren Lasten ermittelten Schwingspielanzahl
gleichgesetzt werden. Bei mehrachsig nichtproportionaler Belastung ist dies nicht der Fall. Weder
die Umkehrpunkte der dufleren Lasten noch die Umkehrpunkte der Spannungs- und Dehnungskom-
ponenten treten zeitgleich auf. Eine in der Schnittebene identifizierte Versagensschwingspielzahl
léasst sich nicht eindeutig einer bestimmten Lastkomponente zuordnen. Es ist daher nur schwer
moglich, eine eindeutige Versagensschwingspielzahl anzugeben, die bis zum Beginn eines technischen
Anrisses abgelaufen ist. Als Anrisslebensdauer wird aus dem Berechnungsalgorithmus aus diesem
Grund immer eine Anzahl an ertragbaren Durchldufen und Teildurchléufen durch die Last-Zeit-Folge
ausgegeben. Es wird anstatt einer Schwingspielzahl also eher ein Versagenszeitpunkt ausgegeben.
Eine eindeutige Versagensschwingspielzahl kann dann durch Rainflow-Zahlung einer der angreifenden
Lasten fur alle ertragbaren Durchldufe angegeben werden.

5.3. Prognose der Anrisslebensdauer ausgewahlter Versuchsreihen

In diesem Abschnitt erfolgt ein Vergleich zwischen den experimentellen Ergebnissen ausgewéhlter
Versuchsreihen und den prognostizierten Anrisslebensdauern der Schidigungsmodelle. Es wird der
Einfluss der gewéhlten BauteilflieBkurve in der Kerbsimulation auf die berechnete Ermiidungslebens-
dauer gezeigt. In Abschnitt 2.5.4 wurde bereits aufgezeigt, wie die Auswahl der BauteilflieSkurve
die berechneten Ortlichen Belastungen beeinflusst. Es werden auch Ergebnisse unter proportiona-
ler und nichtproportionaler Belastung miteinander verglichen. Dariiber hinaus soll fiir Versuche
mit Mittellasten dargestellt werden, welchen Einfluss das transiente Werkstoffverhalten auf die
prognostizierten Anrisslebensdauern hat.

5.3.1. Einfluss der BauteilflieBkurven

Es wird der Einfluss der gewadhlten BauteilflieBkurve in der Kerbsimulation auf die berechnete
Lebensdauer bis zum technischen Anriss untersucht. Hierbei werden BauteilflieBkurven betrachtet,
die mit Hilfe des klassischen Neuber-Verfahrens [Neub 61], des Verfahrens von Seeger und Beste
[Seeg 77] sowie einer elastisch-plastischen Finite-Elemente-Berechnung ermittelt wurden. Als An-
wendungsbeispiel werden die unter proportionaler Belastung durchgefiihrten Versuche gewéhlt. Die
verwendeten BauteilflieBkurven sind in Abbildung 5.7 dargestellt. Der Einfluss auf die berechneten
ortlichen Belastungen wurde bereits in Abschnitt 2.5.4 fiir den Pseudo-Spannungsansatz dargestellt
und diskutiert. Die berechneten Anrisslebensdauern, ermittelt durch das Kurzrissmodell Pz, werden
in Abbildung 5.8 im Vergleich zu den Versuchsergebnissen fiir beide Kerbgeometrien prasentiert.
Dabei wurden lediglich die in der Kerbsimulation verwendeten BauteilflieBkurven variiert.

Es zeigt sich, dass der Einfluss der BauteilflieBkurve tendenziell auf den Zeitfestigkeitsbereich
beschrankt ist. Es ist bereits bekannt, dass die Neuber-Methode 6rtliche Dehnungen unterschéatzt, so-
bald nennenswerte plastische Deformationen im Nennquerschnitt auftreten. Dieses Verhalten spiegelt
sich in ldngeren prognostizierten Anrisslebensdauern auf hohen Lastniveaus wider. Die Auspragung
dieses Verhaltens variiert jedoch fiir die beiden unterschiedlich grofien Kerbradien. Bei der schérferen
Kerbe (p = 0.5 mm) zeigen die beiden BauteilflieBkurven erst ab etwa Sy = 200 MPa erkennbare
Unterschiede, was einer ortlichen Beanspruchung von etwa e, ~ 1% entspricht. Erst fiir rechnerische
Lebensdauern Ny < 2 - 103 werden diese Unterschiede in der prognostizierten Lebensdauer deutlich.
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Abbildung 5.7: BauteilflieBkurven in Nennspannungen fiir proportionale Belastung (a) fiir den
Kerbradius p = 0.5 mm und (b) fiir den Kerbradius p = 2.0 mm
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Abbildung 5.8: Einfluss der BauteilflieBkurve auf die rechnerische Anrisslebensdauer mit dem Kurz-
rissmodell Pz (a) fiir den Kerbradius p = 0.5 mm und (b) fir den Kerbradius
p=2.0mm

Auf niedrigeren Lastniveaus iiberschitzt das Neuber-Verfahren im Vergleich zur FE-Berechnung
sogar leicht die ortliche Beanspruchung, was zu konservativen Lebensdauerprognosen fiihrt.

Fiir die weniger scharf gekerbte Probengeometrie (p = 2.0 mm) sind Unterschiede in der Bauteil-
flieSkurve ebenfalls ab einem Lastniveau von Sy = 200 MPa erkennbar. Allerdings entspricht dieses
Lastniveau mit e, < 0.5% einer deutlich geringeren ortlichen Belastung. Dies spiegelt sich auch in der
Lebensdauerprognose wider, was sich in nennenswerten Unterschieden bis etwa Ny = 2- 10* Schwing-
spielen duflert. Leider reichen die durchgefithrten Versuche nicht bis in die relevanten Lastniveaus
hinein, weshalb zukiinftige Projekte Versuche mit hoheren Belastungen anstreben sollten.

Die Ermittlung der BauteilflieBkurve mittels FE-Berechnungen oder dem Verfahren von Seeger und
Beste erfordert im Vergleich zum klassischen Neuber-Verfahren jeweils eine elastisch-plastische FE-
Berechnung. Insbesondere fiir milder gekerbte Bauteile und hohe Belastungen wird dieser Aufwand
jedoch als lohnenswert erachtet. Hierdurch sind verbesserte und vor allem konservativere Lebensdau-
erprognosen zu erwarten. Der Einfluss der BauteilflieBkurve auf die berechnete Anrisslebensdauer
der beiden anderen Schidigungsmodelle ist qualitativ identisch. In den folgenden Abschnitten wird
stets mit einer BauteilflieBkurve aus dem Verfahren von Seeger und Beste gerechnet.
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5.3.2. Vergleich zwischen proportionaler und nichtproportionaler Beanspruchung
Vergleich der Versuchsergebnisse

Abbildung 5.9 zeigt die in der vorliegenden Arbeit ermittelten Anrisslebensdauern fiir beide Kerbra-
dien unter proportionaler und 90° phasenverschobener Belastung bei einstufiger Belastung ohne
Mittellast. Zudem sind Kurvenanpassungen an die gemessenen Werte dargestellt. In der schérfer
gekerbten Probe mit einem Kerbradius von p = 0.5 mm zeigt sich ein eindeutiger Riickgang der
Lebensdauer bis zum technischen Anriss, wenn eine Phasenverschiebung von 90° im Vergleich zur
proportionalen Belastung angewendet wird. Dieses Verhalten zeigt sich in den Messwerten auf allen
Lasthorizonten. Die beiden angepassten Kurven weisen dariiber hinaus sehr dhnliche Neigungen auf.
Unter phasenverschobener Beanspruchung besitzt die angepasste Kurve eine Neigung von k = 5.96,
wahrend sich die an die Messwerte unter proportionaler Belastung angepasste Kurve mit k = 6.67
neigt. Die angepasste Kurve fiir die Versuche unter 90° phasenverschobener Belastung weist einen
leicht steileren Verlauf im Vergleich zur angepassten Kurve fiir die Versuche unter proportionaler
Belastung auf. Der Unterschied zwischen den beiden Kurven nimmt mit kleineren Lebensdauern ab
und wird bei héheren Lebensdauern grofier.

Der Unterschied zwischen proportionaler und phasenverschobener Beanspruchung ist fiir die milder
gekerbte Probe mit einem Kerbradius von p = 2.0 mm weniger ausgepragt. Die Messwerte deuten
darauf hin, dass fiir Ny < 3- 10* Schwingspiele nach wie vor eine Verkiirzung der Anrisslebensdauer
bei phasenverschobenen Belastungen im Vergleich zur proportionalen Belastung auftritt. Diese
Verkiirzung ist jedoch weniger deutlich als fiir den Kerbradius p = 0.5 mm. Fir Ny > 3 - 104
liegen die gemessenen Anrisslebensdauern beider Versuchsreihen sehr nahe zusammen. Es scheint,
als wiirde sich der Effekt umkehren, und Versuche unter phasenverschobener Belastung zeigen
jetzt eine Lebensdauerverldngerung im Vergleich zu Versuchen unter proportionaler Belastung.
Dieses Verhalten wird besonders deutlich, wenn die angepassten Kurven anstelle der Messwerte
betrachtet werden. Die angepasste Kurve der Messreihe unter phasenverschobener Belastung weist
mit k = 10.04 eine deutlich gréflere Neigung, also einen flacheren Verlauf, auf als die angepasste
Kurve fiir Versuche unter proportionaler Belastung mit £ = 5.90. Fiir den Kerbradius p = 2.0 mm
liegen keine Versuchsergebnisse unter Ny = 10* Schwingspielen vor, und weitere Verdinderungen in
den angepassten Kurven durch Versuche auf héheren Lasthorizonten sind zu erwarten.
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Abbildung 5.9: Vergleich der Anrisslebensdauer bei proportionaler Belastung und bei 90° Phasen-
verschiebung fiir (a) fir den Kerbradius p = 0.5 mm und (b) fiir den Kerbradius
p = 2.0 mm
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Vergleich der Schadigungsmodelle

In Abbildung 5.10 werden die Bauteilwohlerlinien, die mit verschiedenen Schadigungsmodellen
berechnet wurden, mit den experimentellen Ergebnissen fiir eine proportionale Belastung verglichen.
Die Ergebnisse sind fiir beide Kerbradien dargestellt. Fir die scharfer gekerbte Probengeometrie
mit einem Radius von p = 0.5 mm zeigen alle Modelle eine Unterschéitzung der Anrisslebensdauern.
Das Kurzrissmodell Py liefert dabei die beste Prognose, jedoch werden die Anrisslebensdauern im
Vergleich zu den experimentellen Ergebnissen um den Faktor 3-5 unterschétzt. Fiir die weniger scharf
gekerbte Probengeometrie mit einem Kerbradius von p = 2.0 mm liefern alle Schéadigungsmodelle auf
hohen Lasthorizonten dhnliche Lebensdauerprognosen. Bis zu einer Schwingspielzahl von Ny < 10°
werden die Anrisslebensdauern um den Faktor 2-3 unterschétzt. Wesentliche Unterschiede in den
rechnerischen Anrisslebensdauern treten erst ab einer Schwingspielzahl N; > 10° auf. In diesem
Bereich spiegelt das Kurzrissmodell P, am besten den Trend der experimentellen Ergebnisse wider.

Der Vergleich zwischen rechnerischer Anrisslebensdauer und experimentellen Ergebnissen fiir eine
Belastung unter 90° Phasenverschiebung ist in Abbildung 5.11 dargestellt. Die Ergebnisse umfassen
sowohl einstufige Belastungen als auch Belastungen mit variablen Amplituden, wobei die Lebens-
dauerlinien fiir eine Belastung mit dem GaufBkollektiv und einem Kollektivumfang von H = 10%
gezeigt werden. Fiir die Probengeometrie mit einem Kerbradius von p = 0.5 mm ergeben sich
auf allen Lasthorizonten stets die geringsten rechnerischen Lebensdauern durch den Fatemi/Socie
Parameter Prg, wihrend das Kurzrissmodell Py die grofiten Lebensdauern prognostiziert. Insgesamt
kann die Prognose der Anrisslebensdauer fiir einstufige Belastungen aller Schidigungsmodelle als
zufriedenstellend eingestuft werden. Gréflere Unterschiede zwischen rechnerischer und experimentel-
ler Anrisslebensdauer zeigen sich fiir beide Kerbradien insbesondere auf niedrigen Lasthorizonten
im Bereich der Dauerfestigkeit. Hier stimmt der Trend des Kurzrissmodells am besten mit den
experimentellen Ergebnissen tiberein. Dennoch werden von jedem der Schiadigungsmodelle sichere
Anrisslebensdauern prognostiziert.

Fiir Versuche unter einer Belastung mit variablen Amplituden zeigen ebenfalls alle Modelle fiir
beide Kerbradien zufriedenstellende Prognosen der Anrisslebensdauer. In Bezug auf ungekerbte
Werkstoffproben unter variabler Amplitudenbelastung, wie in Abbildung 4.32 dargestellt, zeigte
sich, dass das Kurzrissmodell tendenziell kiirzere Lebensdauern liefert als der Fatemi/Socie (Prg)
oder der Smith/Watson/Topper (Pranr) Parameter. Dieses Verhalten zeigt sich in der vorliegenden
Untersuchung nicht so ausgeprégt.
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Abbildung 5.10: Rechnerische Bauteilwohlerlinie fiir proportionale, einstufige Belastung (a) fiir den
Kerbradius p = 0.5 mm und (b) fiir den Kerbradius p = 2.0 mm
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Abbildung 5.11: Rechnerische Bauteilwohlerlinie fiir 90° phasenverschobene Einstufenbelastung und
betriebsdhnliche Belastung (a) fiir den Kerbradius p = 0.5 mm und (b) fiir den
Kerbradius p = 2.0 mm

Die prognostizierte Anrisslebensdauer der Versuchsreihen unter nichtproportionaler Belastung zeigt
sogar eine hohere Genauigkeit im Vergleich zu den Versuchsreihen unter proportionaler Belastung.
Diese Beobachtung gilt fiir beide betrachteten Kerbradien.

5.3.3. Mittellasten

Abbildung 5.12 zeigt die experimentellen Ergebnisse im Vergleich zu den berechneten Anrisslebens-
dauern der drei untersuchten Schadigungsmodelle fiir die Messreihe mit einer Einstufenbelastung

unter 90° Phasenverschiebung und einem Lastverhéltnis Ry = 0 der Normallast und Ry = —1 des
Torsionsmoments.
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Abbildung 5.12: Rechnerische Bauteilwohlerlinie fiir 90° phasenverschobene Belastung mit Mittellast
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Abbildung 5.13: Einfluss der simulierten Lastdurchlédufe auf die rechnerische Anrisslebensdauer (a)
rechnerische Lebensdauer normiert auf den konvergierten Wert und (b) berechnete
Hysteresen nach verschiedenen Lastdurchlaufen

Es zeigen sich deutliche Unterschiede in den Lebensdauerprognosen der drei Schiadigungsmodelle.
Der Parameter Prg liefert eine konservative Prognose der experimentellen Ergebnisse, die um den
Faktor 3-10 zu niedrig ausfillt. Diese Abweichungen nehmen mit zunehmenden Lebensdauern zu. Im
Gegensatz dazu liefert der Parameter Prajs, mit einer Ausnahme, Prognosen der Anrisslebensdauern,
die tendenziell zu hoch sind. Diese Abweichungen liegen jedoch nicht mehr als um den Faktor 2.5
von den experimentellen Ergebnissen entfernt. Die Resultate des Kurzrissmodells Py liegen zwischen
den beiden anderen Parametern. Es liefert somit fiir diese Versuchsreihe die beste Prognose der
Anrisslebensdauer.

Abbildung 5.13 zeigt den Einfluss der simulierten Lastdurchldufe auf die rechnerische Lebensdauer
der drei untersuchten Schadigungsmodelle. Die Ergebnisse beziehen sich auf eine Nennspannungs-
amplitude von Sy, = 100 MPa.

Dargestellt werden die auf den konvergierten Wert normierten Anrisslebensdauern der drei Schadi-
gungsmodelle in Abhéngigkeit von den in der Kerbsimulation simulierten Lastdurchldufen. Ebenfalls
gezeigt werden die 0., — €4, Hysteresen in verschiedenen Schwingspielen. Auf Basis dieser Hysteresen
wird die Schiadigung in den Modellen bewertet. Es ist zu beobachten, dass die Mittelspannung
wihrend der Zyklen abnimmt (Mittelspannungsrelaxation), wihrend die Mitteldehnung gleichzeitig
ansteigt (zyklisches Kriechen). Diese transienten Vorgiinge setzen sich auch nach 10® Schwingspie-
len fort. Die Hysteresen erscheinen nahezu parallel verschoben, doch ist zu beriicksichtigen, dass
zwischen den dargestellten Hysteresen zahlreiche nicht dargestellte Zyklen liegen. Das transiente
Werkstoffverhalten verlangsamt sich erheblich.

Nach Bewertung der Schédigung aller simulierten Zyklen erfolgt die Hochrechnung der Lebensdauer
durch wiederholtes Anwenden des letzten simulierten Zyklus. Es zeigt sich deutlich, dass die Lebens-
dauerprognose jedes Schiadigungsmodells mit zunehmender Anzahl der simulierten Durchldufe gegen
einen festen Wert konvergiert. Dies geschieht fiir jedes der Modelle aus unterschiedlichen Griinden.
Der Praj Parameter berticksichtigt den Einfluss der Mittelspannungen, wobei die Mittelspannungen
pro Zyklus abnehmen. Im Ppg Parameter erfolgt eine dhnliche Anpassung, wobei der Einfluss von
Normalspannungen auf das Risswachstum durch die wéhrend eines Zyklus maximal auftretende Nor-
malspannung oz mae erfasst wird. Diese nimmt durch die Mittelspannungsrelaxation kontinuierlich
ab. Im Kurzrissmodell werden durch die sich &ndernden Lastverhéltnisse der lokalen Spannungen
in jedem Zyklus unterschiedliche Risséffnungsspannungen berechnet. Durch die Wanderung der
Hysteresen immer weiter in den Druckbereich verringert sich der Teil der Belastung, bei dem der
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Riss als gedffnet betrachtet wird, was zu einer Reduzierung der effektiven Rissspitzenbeanspruchung
fiihrt.

Fiir ein beliebiges Bauteil mit beliebigem Werkstoffverhalten ist vor der Berechnung nicht absehbar,
wann transiente Werkstoffeffekte zum Stillstand kommen. Dennoch muss entschieden werden, wie
viele Durchldufe durch eine gegebene Lastfolge simuliert werden miissen, wobei ein Kompromiss
zwischen genauer Lebensdauerprognose und Einsparung von Rechenzeit gefunden werden muss.
Nach den pauschal empfohlenen 103 Zyklen gemif8 Abschnitt 5.2.3 ist fiir jedes der drei Modelle
bereits mindestens 97% der konvergierten Lebensdauer erreicht.

5.4. Datenbank fiir gekerbte Probengeometrien

Im Rahmen des Forschungsprojektes ,Mehrachsigkeit ortlich® [Linn22] wurde eine Datenbank
aufgebaut, die herangezogen wird, um eine Treffsicherheitsbewertung der entwickelten Berech-
nungsalgorithmen durchzufithren. Der Fokus der Datenbank liegt auf mehrachsig nichtproportional
beanspruchten gekerbten Proben. Ein grofiler Anteil der Datenséitze entsprechen den Datensétzen
aus der Datenbank von [Ries 19], die zur Verfiigung gestellt wurde. Diese wurde hinsichtlich der
Giite der enthaltenen Daten untersucht, iiberarbeitet und erweitert sowie um die Ergebnisse der
selbst durchgefiihrten Versuche ergédnzt. Nachfolgend soll der Aufbau und die enthaltenen Daten
genauer thematisiert werden.

Insgesamt sind 1221 einzelne Versuchsergebnisse enthalten. Die Aufteilung der Datenbank in
die unterschiedlichen Beanspruchungsarten, in den Anteil von konstanten (CA) und variablen
Amplituden (VA) sowie in die verschiedenen enthaltenen Werkstoffgruppen ist in Abbildung 5.14
dargestellt.

Torsio variable Eisenguss
rsion ;
proportional (243) Amplituden (284) (117) Aluguss
(365) (133)
Biegung
(159)
Zug/Druck
nichtproportional konstante (971)
(385) Amplituden (937)

Abbildung 5.14: Aufteilung der Datenbank in Belastungsart, konstante und variable Amplituden
und Werkstoffgruppen

Die in diesem Projekt erstellte Datenbank wird zur Treffsicherheitsbewertung der in Kapitel 2 und
Kapitel 3 entwickelten Berechnungsalgorithmen herangezogen. Hierzu erfolgt eine Aufteilung der
Datenbank in zwei Untergruppen:

e Mess: Die Gruppe ,,Mess“ enthilt alle Versuchsreihen, fiir die experimentell ermittelte Daten
fiir Schadigungsparameterwohlerlinie sowie Ramberg-Osgood Parameter vorliegen. Zur vollen
Parametrisierung aller Schidigungsmodelle lagen nur selten geniigend Versuchsdaten vor. Alle
notigen Modellparameter werden mit den in Kapitel 3 vorgestellten Methoden abgeschéatzt
oder fiir das Kurzrissmodell auf Standardwerte gesetzt. Die Bezeichnung ,Mess* bezieht
sich demnach nur auf die Schidigungsparameterwohlerlinie sowie das zyklisch stabilisierte
Werkstoffverhalten. Insgesamt sind 810 einzelne Versuchsergebnisse in dieser Gruppe enthalten.
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e Schitz: Die Gruppe ,,Schitz“ enthélt alle Versuchsreihen, fiir die das zyklische Werkstoffver-
halten und die Schidigungsparameterwohlerlinie abgeschétzt werden kénnen. Dabei werden
die in der FKM-Richtlinie Nichtlinear [Fied 19] verwendeten Werkstoffgruppen ,,Stahl®, | Stahl-
guss®* und ,Aluminiumknetlegierungen“ untersucht. Bei der vorliegenden Datenbank verbleibt
die Werkstoffgruppe Stahl. Insgesamt sind in dieser Gruppe 971 einzelne Versuchsergebnisse

enthalten.

Die beiden Gruppen weisen eine grofle Schnittmenge auf. Insgesamt sind 560 Versuche in beiden
Gruppen enthalten. Ein Vergleich der Treffsicherheiten zwischen diesen beiden Gruppen ist demnach

moglich.

Alle von der Bauteilgeometrie abhéngigen Eingabedaten fiir die Berechnungsalgorithmen wurden
nach dem Verfahren vorgeschlagen in Abschnitt 5.2.2 mittels Finite-Elemente-Rechnungen bestimmt.
Dazu zahlen die plastische Traglastformzahl K, die hochbeanspruchte Oberfliche A, und der

bezogene Spannungsgradient G.

In Tabelle 5.3 sind die in der Datenbank enthaltenen Quellen sowie die Werkstoffe und Belastungs-

arten aufgefiihrt.

Quelle ‘Werkstoff Werkstoffgruppe Belastung VA
[Hans 13, Xin 16] | G-AlSi7TMg0.3 T6 Aluguss Biegung, Torsion X
[Hans 13, Xin 16] 50CrMo4 V Stahl Biegung, Torsion X
[Hoff 05, Hert 16] S460N Stahl Zug/Druck,Torsion | x

[Kura 89] SAE 1045 Stahl Biegung, Torsion b'e

[Atzo 06] C40 Stahl Zug/Druck, Torsion

[Fesi 12] 20MnMoNi5-5 Stahl Zug/Druck, Torsion

[Fesi 12] X6CrNiNb18-10 Stahl Zug/Druck, Torsion

[Simb 75] CK45 Stahl Biegung, Torsion

[Pott 01] 42CrMoS4V Stahl Biegung, Torsion b'e

[Bert 14] 42CrMoV13.9 Stahl Zug/Druck, Torsion

[Linn 22] EN-GJS-500-14 Eisenguss Biegung, Torsion
eigene Versuche S355 Stahl Zug/Druck, Torsion

Die Datenbank enthélt experimentelle Lebensdauern fiir das Versagenskriterium des technischen
Anrisses. Dies ist in der Literatur nicht eindeutig definiert. Eine Ubersicht {iber alle in der Datenbank

Tabelle 5.3: Datenbankquellen

verwendeten Anrissdefinitionen ist in Tabelle 5.4 angegeben.

Anrisslange Anrisserkennung Quelle
0.5 mm optisch [Hert 16],[Hoff 05],eigene Versuche
1.0 mm optisch [Hans 13]
1.5 mm Potentialsondenmessung [Pott 01]
3.0 mm Lastabfall [Fesi 12]

keine Angabe keine Angabe [Atzo 06, Bert 14, Kura 89|
variabel Ultraschallmessung [Simb 75]

Tabelle 5.4: Anrissdefinitionen in der Datenbank
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5.5. Prognose der Anrisslebensdauer und Treffsicherheitsbewertung

In diesem Abschnitt erfolgt die Beurteilung der Treffsicherheit des entwickelten Algorithmus zur
Berechnung von Anrisslebensdauern gekerbter Bauteile unter mehrachsiger Beanspruchung. Zur
Evaluierung wird die zuvor vorgestellte Datenbasis aus Abschnitt 5.4 herangezogen. Dabei werden fiir
samtliche Versuche in der Datenbasis die Anrisslebensdauern mit dem entwickelten und vorgestellten
Algorithmus berechnet. Anhand des Verhéltnisses zwischen berechneter und gemessener Anrissle-
bensdauer Negp/Neaie erfolgt eine statistische Analyse. Dazu wird angenommen, dass der Quotient
aus experimenteller und rechnerischer Anrisslebensdauer Negp,/Neqie durch eine logarithmische
Normalverteilung beschrieben werden kann. Fiir die Beurteilung der Treffsicherheit werden, wie in
Abschnitt 4.4.4 erlautert, der Median m und die Streuspanne 7' = Qgo/Q10 verwendet. Der Median
gibt Aufschluss iiber die mittlere Genauigkeit der Lebensdauerprognosen des Algorithmus. Ein
Median m > 1 deutet darauf hin, dass fiir mehr als 50% der analysierten Versuche die experimentelle
Lebensdauer unterschétzt wird, was bedeutet, dass die Lebensdauerprognose im Durchschnitt auf
der sichereren Seite liegt. Fiir einen Median m < 1 gilt das Gegenteil, die Lebensdauern werden
iiberschétzt und die Ergebnisse liegen im Mittel auf der unsicheren Seite. Im Hinblick auf die
Bauteilauslegung ist eine sichere Lebensdauerprognose von Bedeutung, um wéhrend des Betriebs
eines Bauteils ein unerwartetes Bauteilversagen zu verhindern. Eine sichere Lebensdauerprognose ist
daher zu bevorzugen. Die Streuspanne T' gibt an, in welchem Mafle die Ergebnisse um den Median
schwanken. In der Auswertung der Datenbasis werden zwei sich tiberschneidende Teilmengen getrennt
betrachtet: Zum einen die Gruppe ,,Mess“, die alle Versuchsreihen mit gemessenen Werkstoffkenn-
werten umfasst, und zum anderen die Gruppe ,,Schétz“, die alle Versuchsreihen mit abgeschéitzten
Werkstoffkennwerten einschliefft. Die Abschéitzung des zyklisch stabilisierten Werkstoffverhaltens
sowie der Modellparameter fiir den Schédigungsparameter Praps erfolgt durch die Methoden der
FKM-Richtlinie Nichtlinear [Fied 19]. Fiir die anderen beiden Schédigungsmodelle Prg und Pz
werden die in Kapitel 3 beschriebenen Verfahren angewandt. Anrisslebensdauern von Versuchsreihen,
die beiden Gruppen angehoren, werden zweimal berechnet, einmal mit gemessenen und einmal mit
abgeschitzten Werkstoffkennwerten. Eine ausfithrlichere Beschreibung der beiden Gruppen ist in
Abschnitt 5.4 zu finden.

. Pram Prg Py
m T m T m T

Alle Versuche 810 0.74 | 18.76 | 1.44 | 11.60 | 1.57 | 12.60
Amplituden

Einstufen 526 0.89 | 14.56 | 1.38 | 11.13 | 1.52 | 10.32

variable Amplituden | 284 | 0.58 | 25.78 | 1.52 | 12.98 | 1.76 | 19.64

Belastung
Prop. 574 0.78 | 22.64 | 1.48 | 11.60 | 1.74 | 13.34
Nichtprop. 236 0.71 | 10.46 | 1.35 | 11.45 | 1.27 | 9.34

Tabelle 5.5: Statistische Auswertung der nachgerechneten Versuche an gekerbten Proben mit gemes-
senen Werkstoffdaten

Die Ergebnisse der statistischen Auswertung in Form des Medians und der Streuspanne fiir alle drei
Schadigungsmodelle sind in Tabelle 5.5 fiir die Gruppe ,,Mess“ und in Tabelle 5.6 fiir die Gruppe
»Schitz zusammengefasst und werden im Folgenden besprochen. Bei der Auswertung werden
verschiedene Merkmale beriicksichtigt, darunter die Unterscheidung zwischen Einstufenbelastungen
und Betriebsbelastungen mit variablen Amplituden. Ebenso erfolgt eine Aufteilung nach der Art der
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. Pram Pps Py
m T m T m T

Alle Versuche 971 | 1.23 | 22.94 | 1.41 | 14.82 | 1.64 | 13.61
Amplituden

Einstufen 769 | 1.30 | 29.75 | 1.33 | 18.83 | 1.62 | 16.14

variable Amplituden | 202 1.11 | 11.57 | 1.55 | 5.40 | 1.68 | 7.89

Belastung
Prop. 676 | 1.38 | 22.71 | 1.58 | 13.32 | 1.78 | 12.30
Nichtprop. 295 | 096 | 21.46 | 1.13 | 19.47 | 1.35 | 14.31

Tabelle 5.6: Statistische Auswertung der nachgerechneten Versuche an gekerbten Proben mit abge-
schatzten Werkstoffdaten
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Abbildung 5.15: Gegeniiberstellung der Wahrscheinlichkeitsverteilung der drei Schadigungsmodelle
fiir die beiden Gruppen (links) ,Mess“ und (rechts) ,,Schétz®

Belastung. Die Gruppe der proportionalen Lasten umfasst dabei alle Versuche, bei denen die Probe
nur mit einem Lastkanal (reiner Zug/Druck, reine Biegung oder reine Torsion) belastet wurde, und
alle Versuche unter einer kombinierten, aber proportionalen Belastung. Diese Gruppe représentiert
den Teil der Datenbasis, der geméf den aktuellen FKM-Richtlinien (FKM-Richtlinie Nichtlinear
[Fied 19]) unter Beriicksichtigung von nichtlinearem Werkstoffverhalten bewertet werden kann.
Die in Abbildung 5.15 dargestellten Wahrscheinlichkeitsverteilungen ermoglichen einen direkten
grafischen Vergleich der Schidigungsparameter. Eine prézise Lebensdauerprognose zeichnet sich
durch einen Median m aus, der nahe am Idealwert 1 liegt. Die Streuung der Ergebnisse wird durch
den Abstand zwischen dem 10% und 90% Quantil deutlich, und eine intuitive Einschiatzung der
Streuung kann iiber die Steigung der Kurve erfolgen. Je steiler die Gerade verléuft, desto niedriger
ist die Streuung.

Es ist positiv zu vermerken, dass alle Mediane sehr nahe am Idealwert m = 1 liegen. Aufer fir
Prayr in der Gruppe ,Mess“ wird stets ein Median m > 1 erreicht, was auf eine im Mittel sichere
Lebensdauerprognose fiir die gesamte Datenbank hindeutet.

Unter allen untersuchten Schadigungsparametern weist Prajs, sowohl fiir die Gruppe ,,Mess“ als
auch fiir die Gruppe ,,Schétz“, die grofite Streuung auf. Die beiden anderen Schadigungsparameter,
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Prg und Pz, liefern etwas geringere Streuungen. Die Streuungen der Parameter Prg und Py liegen
fiir beide Gruppen auf vergleichbaren Niveaus und sind etwa um den Faktor 1.5-1.7 geringer als
die Streuung von Pr4ps. Im Durchschnitt wird von allen Parametern in beiden Gruppen eine sehr
gute Prognose der Anrisslebensdauer geliefert. Die im Mittel konservativste Prognose liefert Py mit
m = 1.57 fiir die Gruppe ,,Mess* und m = 1.64 fiir die Gruppe ,,Schétz“. Diese Werte unterscheiden
sich jedoch nur geringfiigig von den anderen beiden Parametern. Die qualitativ nahezu gleichwertige
Lebensdauerprognose der Parameter Prg und Py ldsst sich ebenfalls direkt an den sehr dhnlichen
Verldufen der Ergebnisse der beiden Parameter in Abbildung 5.15 erkennen.

In Abbildung 5.16 erfolgt eine direkte Gegeniiberstellung der Ergebnisse aller drei Schadigungs-
parameter fir beide Gruppen der Datenbank. Dabei wird die rechnerische Lebensdauer iiber der
experimentellen Lebensdauer aufgetragen.

Es zeigt sich, dass die iiberwiegende Mehrheit aller Versuche innerhalb eines Faktor-10-Fehlerbandes
liegt, wobei nur vereinzelte Versuche dieses Band verlassen. Die Schadigungsparameter Prg und
Py uberschitzen nahezu keine experimentellen Anrisslebensdauern um mehr als den Faktor 10.
Im Gegensatz dazu prognostiziert der Schadigungsparameter Praps, insbesondere bei Verwendung
gemessener Werkstoffkennwerte, fiir einige Messreihen unter reiner Torsion und nichtproportionaler
Belastung mit variablen Amplituden, eine deutlich zu hohe Anrisslebensdauer.

Innerhalb der Gruppe ,,Schatz“ féllt auf, dass die extremsten Abweichungen zwischen experimenteller
und rechnerischer Anrisslebensdauer fiir jeden der drei Schiadigungsparameter immer bei Versuchs-
reihen aus den gleichen Quellen auftreten. Beispielsweise werden Versuche aus [Simb 75] von jedem
der Schidigungsparameter iiberschétzt, wihrend die Quotienten rechnerischer und experimenteller
Anrisslebensdauer fiir Versuchsreihen aus [Bert 14] fiir alle Schadigungsparameter aulerhalb des
Faktor-10-Fehlerbandes auf der sicheren Seite liegen. Leider liegen fiir keine der beiden Quellen
gemessene zyklische Werkstoffkennwerte vor, sodass nicht abschlieBend gekléart werden kann, ob
die fehlerhaften Lebensdauerprognosen aus falsch abgeschitzten Werkstoffkennwerten resultieren.
Die Ausreifler aus den beiden Quellen sind in Abbildung 5.16 (rechts oben) fiir die Ergebnisse mit
Pran gekennzeichnet.

Obwohl einzelne Fehleinschéitzungen existieren, fillt in Abbildung 5.16 auf, dass mit allen drei
Schadigungsparametern eine gute Prognose der Anrisslebensdauer fiir die Versuche in dieser breit
aufgestellten Datenbasis erreicht werden kann.

Nachfolgend werden die Ergebnisse anhand unterschiedlicher experimenteller Merkmale differenziert
betrachtet, und die Treffsicherheit des Berechnungsalgorithmus wird einzeln anhand dieser Merkmale
bewertet.
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Abbildung 5.16: Berechnete Anrisslebensdauer (Ngq.) aus allen Schidigungsmodellen aufgetragen
tiber experimenteller Anrisslebensdauer (Negp) fiir (links) die Teilgruppe ,,Mess®
und (rechts) die Teilgruppe ,,Schétz*
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Vergleich der Treffsicherheit zwischen Rechnungen mit abgeschatzten und gemessenen
Werkstoffdaten

Bei der praktischen Bauteilauslegung besteht oft die Herausforderung, dass nur begrenzte Werkstoff-
daten zur Verfligung stehen. Daher wurden fiir jedes der in dieser Arbeit untersuchten Schadigungs-
modelle Abschiatzmethoden fiir die Modellparameter entwickelt, sollten diese Methoden nicht bereits
vorliegen. Eine zentrale Fragestellung besteht darin, wie gut die Ergebnisse des Berechnungsalgo-
rithmus unter Verwendung der abgeschatzten Werkstoffkennwerte im Vergleich zu den Ergebnissen
mit gemessenen Werkstoffdaten abschneiden. Um diese Frage zu beantworten, erfolgt ein Vergleich
der Berechnungsergebnisse unter Verwendung von abgeschitzten und gemessenen Werkstoffdaten.
Fir einen direkten visuellen Vergleich sind in Abbildung 5.17 die Wahrscheinlichkeitsverteilungen
aller drei Schadigungsmodelle jeweils fiir die Gruppe ,,Mess* und ,,Schitz* dargestellt.

Abbildung 5.17 zeigt, dass fiir alle drei Schiadigungsparameter sowohl mit abgeschétzten als auch
mit gemessenen Werkstoffkennwerten vergleichbare Treffsicherheiten erzielt werden. Die Ergebnisse,
zusammengefasst in Median und Streuung, sind fiir jeden der drei Schidigungsparameter mit
abgeschitzten und gemessenen Werkstoffkennwerten &hnlich.

Hervorzuheben ist die grofite Abweichung in den Streuungen der beiden Gruppen fiir den Parameter
Prapy- In der Gruppe ,,Schétz ergibt sich eine Streuung von T' = 22.94, wiahrend in der Gruppe
»Mess“ eine Streuung von T = 18.76 erreicht wird. Dies deutet auf eine leichte Verschlechterung der
Ergebnisse hin. Innerhalb der Gruppe ,,Mess“ weist der Schidigungsparameter Praps einen Median
von m = 0.74 auf, was zwar nahe am Idealwert 1 liegt, jedoch darauf hinweist, dass Praas im Mittel
die experimentellen Ergebnisse tiberschéatzt. Positiv ist zu vermerken, dass durch die abgeschétzten
Werkstoffkennwerte der Median auf die sichere Seite (m = 1.23) wandert, was auf eine insgesamt
verbesserte Lebensdauerprognose hinweist.

Fir die Ergebnisse, berechnet mit dem Schidigungsparameter Prg, zeigt sich eine sehr geringe
Streuung von 7' = 11.6 und ein Median von m = 1.44 in der Gruppe ,,Mess“. In der Gruppe
»Schitz“ ergibt sich eine Streuung von 7' = 14.82 und ein Median von m = 1.41. Die experimentellen
Anrisslebensdauern beider Gruppen kénnen von Prg mit hoher Genauigkeit und im Mittel sicheren
Ergebnissen berechnet werden. Die hohe Genauigkeit sowie die gute Ubereinstimmung der beiden
Gruppen unterstreichen die Brauchbarkeit der erarbeiteten Abschétzmethoden fiir kpg und die
Schédigungsparameterwohlerlinie.
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Abbildung 5.17: Gegeniiberstellung der Wahrscheinlichkeitsverteilung der Gruppen ,,Schétz* und
»2Mess“ fiir die drei Schiadigungsparameter
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Die Ergebnisse, die mit dem Kurzrissmodell Pz berechnet wurden, zeigen ein dhnliches Verhalten
wie die Ergebnisse des Schadigungsparameters Prg. Auch hier zeigt sich eine geringe Streuung sowie
eine im Mittel sichere, aber dennoch genaue Prognose der Anrisslebensdauern beider Gruppen. Fiir
die Gruppe ,,Mess* wird eine Streuung von 7' = 12.6 und ein Median von m = 1.57 erzielt, wahrend
die Gruppe ,,Schitz* mit einer Streuung von 7" = 13.61 und einem Median von m = 1.64 berechnet
wird. Beide Gruppen weisen eine hohe Ubereinstimmung in Streuung und Median auf, was fiir die
Anwendbarkeit der erarbeiteten Abschéatzmethoden spricht. Aufgrund der Vielzahl der abgeschétzten
Modellparameter des Kurzrissmodells weist dieses noch erhebliches Verbesserungspotenzial auf.
Insbesondere wenn ausreichend Daten vorhanden sind, um alle Modellparameter anzupassen.

Vergleich der Treffsicherheiten bei einstufiger Belastung und Betriebsbelastung

Eine besondere Herausforderung bei der rechnerischen Prognose einer Anrisslebensdauer stellen
Betriebsbelastungen mit variablen Amplituden dar. Aus diesem Grund wurden die beiden Gruppen
»2Mess“ und ,,Schitz“ getrennt fiir Versuche unter einer Einstufenbelastung und Versuche unter
einer Betriebsbelastung ausgewertet. Bei der Interpretation der folgenden Ergebnisse sei allerdings
darauf hingewiesen, dass die Datenbank deutlich mehr Versuche unter Einstufenbelastung enthélt.
Eine weitere wichtige Anmerkung betrifft die Schadigungsparameter Praps und Ppg, fir die eine
elementare Erweiterung der Miner-Regel ohne Dauerfestigkeit in den Berechnungen beriicksichtigt
wurde. Im Fall des Kurzrissmodells wird die Dauerfestigkeit wihrend der Berechnung in Abhingigkeit
von der Rissldnge herabgesetzt. Eine Gegeniiberstellung der Treffsicherheiten der prognostizierten
Anrisslebensdauern in der Gruppe ,,Schétz* ist in Abbildung 5.18 fiir die drei Schidigungsmodelle
zu sehen.

Beim Vergleich der Ergebnisse fiir mit abgeschitzten Werkstoffkennwerten berechneten Anrissle-
bensdauern in Abbildung 5.18 werden von allen drei Schadigungsparametern Lebensdauern von
Versuchen unter Belastung mit variablen Amplituden (VA) mit einer grofieren Treffsicherheit, heifit
geringeren Streuung, vorhergesagt als Lebensdauern von Versuchen unter einer einstufigen Belastung
(CA). Der Parameter Praps liefert mit abgeschétzten Werkstoffkennwerten sowohl fiir Experimente
unter Einstufenbelastung als auch unter Betriebsbelastung im Mittel sichere Prognosen der An-
risslebensdauer. Fiir Betriebsbelastungen mit variablen Amplituden werden sogar ausgezeichnete
Ergebnisse mit einem nahezu idealen Median von m = 1.11 und einer geringen Streuung von
T = 11.57 erzielt. Ahnliches gilt fiir die beiden anderen Schidigungsparameter. Beide liefern duflerst

99.9 . 7 99.9 . 99.9

e CA o/ o CA o o CA T o
99| VA Toopn0 = 2975; 99| VA Tg(:il() =1883, §F | 99| VA Typp10 = 16.14
X g5l im =130 X g5l m=133 ; X gl m=1,62 )
g 90 o 590t i L g 90¢ .
4 p 1 1 é P ! 1 .—‘4’_‘ P 1 1
S o | PrAM ' S gl fFS R S 75| 2 R
- 7 Schatz 1 , 5 & Schétz ! ! = £ Schitz ! !
£ 50 : £ 50 ; S 50t :
% ! % . % '
5 | 5 | = !
< 25| , < 25| . < 25| !
£ : E ' Z '
Z 10} = Loy = 10}
Z 5| % 5l -1 % 5l o
a m=111 - m = 1.55 E m = 1.68
1t ] 1l g ] 1
K Tyo10 = 11.57 “ To/10 = 5.40 2 4 Toojo =789
0.1 ‘ 014 ‘ , 014 ‘ ‘
1072 10° 102 102 10° 10? 1072 10° 102
Ne.rp/Ncalc Ne:r,p/lec Ner,p/N(*aZc

Abbildung 5.18: Gegeniiberstellung der Wahrscheinlichkeitsverteilung fiir einstufige Belastung und
Betriebsbelastung fiir die Gruppe ,,Schétz
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Abbildung 5.19: Gegeniiberstellung der Wahrscheinlichkeitsverteilung fiir einstufige Belastung und
Betriebsbelastung fiir die Gruppe ,,Mess®

geringe Streuungen und im Mittel sichere Lebensdauerprognosen fiir Versuche unter Betriebsbe-
lastung. Besonders hervorzuheben ist die herausragende Prognose von Prg mit einer minimalen
Streuung von 17" = 5.4 fiir alle Versuche unter Betriebsbelastung. Fiir Belastungen mit konstanten
Amplituden liefert P, die geringste Streuung der Anrisslebensdauer (7' = 16.14). Zudem fillt auf,
dass der Unterschied zwischen beiden Teilgruppen bei Pz am geringsten ist. Der Parameter Py sagt
die Lebensdauern im Mittel mit anndhernd dem gleichen Median voraus. Ebenso unterscheiden
sich die Streuungen der Ergebnisse bei Pz nur etwa um den Faktor 2, wihrend die Streuungen der
anderen beiden Parameter etwa um den Faktor 3 differieren.

In Abbildung 5.19 werden die Treffsicherheiten der prognostizierten Anrisslebensdauer der Gruppe
»2Mess®“ fiir die drei Schiadigungsmodelle gegeniibergestellt.

Im Gegensatz zur Gruppe ,,Schitz“ werden nun Versuche unter variabler Amplitudenbelastung
nicht mehr mit geringerer Streuung vorhergesagt. Der Parameter Prg liefert fiir beide Teilgruppen
anndhernd die gleiche, sehr gute Lebensdauerprognose. Die Ergebnisse liegen im Mittel auf der
sicheren Seite und sehr nahe am Idealwert m = 1. Ebenso weisen beide Teilgruppen eine sehr geringe
Streuung auf. Fiir die Schadigungsparameter Praps und Pz sind die Streuungen der Ergebnisse
flir Versuche unter Betriebsbelastung etwa um den Faktor 2 hoher. Beim Prayps féllt ebenfalls
auf, dass die Lebensdauern der Versuche unter Betriebsbelastung im Mittel fast um den Faktor 2
(m = 0.58) tiberschétzt werden. Trotzdem sind die Ergebnisse der Modelle fiir die anspruchsvollen
Berechnungen fiir Betriebsbelastungen als ausreichend gut einzustufen. Vor allem der Vergleich
fiir variable Amplituden zwischen den Gruppen ,Mess*“ und ,,Schétz“ zeigt, welchen Einfluss die
untersuchte Datenbank auf die Ergebnisse haben kann.

Vergleich der Treffsicherheiten bei proportionaler und nichtproportionaler Belastung

Eine weitere Unterscheidung wurde bei der Auswertung zwischen Versuchen unter proportionaler
und nichtproportionaler Belastung vorgenommen. Wie bereits erwidhnt wurden unter proportionaler
Belastung alle Versuche unter kombinierter proportionaler Belastung sowie alle Versuche, die nur
durch einen Lastkanal belastet wurden, zusammengefasst. Diese Zusammenfassung umfasst alle
Versuche, die nach aktuellem Stand der FKM-Richtlinien (FKM-Richtlinie Nichtlinear [Fied 19])
bewertet werden kénnen.

Eine Gegeniiberstellung der Treffsicherheiten der prognostizierten Anrisslebensdauer der Gruppe
»ochitz ist fiir die drei Schiddigungsmodelle in Abbildung 5.20 dargestellt.
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Abbildung 5.20: Gegeniiberstellung der Wahrscheinlichkeitsverteilung fiir proportionale und nicht-
proportionale Belastungen fiir die Gruppe ,,Schétz*
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Abbildung 5.21: Gegeniiberstellung der Wahrscheinlichkeitsverteilung fiir proportionale und nicht-
proportionale Belastungen fiir die Gruppe ,,Mess*

Fiir die Teilgruppe aus Versuchen unter nichtproportionaler Belastung verschiebt sich der Median
fiir alle drei Schiadigungsmodelle in Richtung unsichere Seite im Vergleich zu den Ergebnissen fiir
Versuche unter proportionaler Beanspruchung. Fir Ppg (m = 1.13) und Pz (m = 1.35) werden
im Mittel Lebensdauerprognosen auf der sicheren Seite erzielt. Der Median fiir die Ergebnisse aus
Prapr liegt mit m = 0.96 fast ideal bei 1 und nur sehr leicht auf der unsicheren Seite.

Die Parameter Praps und Py liefern fiir beide Teilgruppen in etwa die gleichen Streuungen. Die
mit dem Schiadigungsparameter Prg berechneten Ergebnisse zeigen fiir Versuche unter nichtpro-
portionaler Last (7' = 19.47) eine etwas hohere Streuung als fiir Versuche unter proportionaler
Belastung (7' = 13.32). Die gemessenen Anrisslebensdauern der Versuche unter nichtproportionaler
Last werden von allen drei Schidigungsmodellen mit abgeschétzten Werkstoffkennwerten in etwa
mit der gleichen Treffsicherheit vorausgesagt wie experimentelle Ergebnisse von Versuchen unter
proportionaler Belastung.

In Abbildung 5.20 werden die Treffsicherheiten der prognostizierten Anrisslebensdauern der Gruppe
»Mess* fiir die drei Schidigungsmodelle gegeniibergestellt. Wie in der Gruppe ,,Schéitz“ zeigt sich
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auch fir die Ergebnisse aller drei Schiadigungsmodelle eine Verschiebung des Medians hin zur
unsicheren Seite. Die Ergebnisse aus Prays liegen fiir beide Teilgruppen im Mittel auf der unsicheren
Seite. Allerdings halbiert sich die Streuung der Ergebnisse fiir Versuche unter nichtproportionaler
Last im Vergleich zur Streuung der Ergebnisse fiir Versuche unter proportionaler Belastung, wenn
der Parameter Praps verwendet wird. Der Parameter Prg liefert fiir gemessene Werkstoffkennwerte
fir beide Teilgruppen quasi die gleiche Treffsicherheit. Dies gilt sowohl fiir den Median als auch
flir die Streuung. Der Parameter Py prognostiziert die Anrisslebensdauer fiir Versuche unter
nichtproportionaler Last sogar mit groflerer Treffsicherheit als fiir Versuche unter proportionaler
Beanspruchung.

Fiir die Prognose der Anrisslebensdauer von experimentellen Ergebnissen unter nichtproportionaler
Belastung ist die gleiche Treffsicherheit zu erwarten wie fiir gemessene Anrisslebensdauern bei
Versuchen unter proportionaler Belastung. Teilweise werden sogar bessere Vorhersagen der Anrissle-
bensdauer erzielt. Sowohl mit gemessenen als auch mit abgeschétzten Werkstoffkennwerten liefert
Py die beste Prognose der Anrisslebensdauer unter nichtproportionaler Belastung.

5.5.1. Vergleich mit anderen Berechnungsmethoden

Von Linn [Linn 23] wurde ebenfalls ein Berechnungskonzept entwickelt, das die Prognose von
Anrisslebensdauern fiir Bauteile unter beliebiger mechanischer Belastung erméglicht. Beide Be-
rechnungskonzepte wurden wéahrend des Projekts ,Mehrachsigkeit 6rtlich® entwickelt. Sowohl der
Algorithmus von Linn [Linn 23] als auch der in der vorliegenden Arbeit entwickelte Ansatz verwenden
identische Eingabegrofien und basieren auf dem gleichen Stiitzwirkungskonzept. Daher kénnen die
Ergebnisse gut miteinander verglichen werden.

Die nachfolgenden Abschnitte erldutern den grundlegenden Aufbau der Methode von Linn [Linn 23]
und heben die Unterschiede zum in dieser Arbeit erstellten Berechnungsalgorithmus hervor.
Weiterhin wird eine vergleichende Analyse der Treffsicherheiten beider Verfahren durchgefiihrt.
Zur Bewertung der Treffsicherheit nutzt Linn [Linn 23] ebenfalls eine Datenbasis mit experimentell
ermittelten Anrisslebensdauern gekerbter Proben. S&mtliche in [Linn 23] ausgewerteten Versuche
sind auch in der vorliegenden Datenbank enthalten. Dies ermoglicht einen genauen Vergleich der
beiden Verfahren.

Beschreibung der Berechnungsmethode von Linn [Linn 23]

Sowohl in dieser Arbeit als auch in der von Linn [Linn 23] verwendeten Methode wird das Verfahren
der kritischen Schnittebene angewendet. Ein wesentlicher Unterschied der beiden Algorithmen
besteht darin, dass Linn [Linn 23] vor der Projektion in die Schnittebene keine Kerbsimulation oder
plastische Korrektur der lokalen Belastungen durchfiihrt. Die Schnittspannungen und -dehnungen
werden auf Grundlage der elastizitdtstheoretischen Losung gebildet.

Als Schiadigungsmodell wird der Schadigungsparameter Prajs, der auch in dieser Arbeit untersucht
wurde, verwendet. Im Gegensatz zur vorliegenden Arbeit wird in Linn [Linn23] die in einer
Schnittebene auftretende Normalspannung vor der Schadigungsbewertung skaliert. Diese Skalierung
der Normalspannung wurde urspriinglich von Gaier und Dannbauer [Gaie06] eingefithrt. Die
Skalierung der in einer Schnittebene auftretenden Normalspannung erfolgt durch zwei Faktoren.
Zum einen wird der gesamte Spannungszustand des betrachteten Werkstoffvolumens beriicksichtigt.
Es erfolgt eine Skalierung der Normalspannung in Abhéngigkeit vom Mehrachsigkeitsgrad der
lokalen Belastung. Der zweite Skalierungsfaktor beriicksichtigt die Duktilitdt des Werkstoffs. Linn
[Linn 23] modifizierte den urspriinglichen Ansatz von [Gaie 06]. Der modifizierte Ansatz ist durch

1
q-ouNH()+ (1 —q)ovgeEr(t . V3 — -
st prcu(t) = 17N )UU,JE/H(t)) et o0) witq = T_fq (5.1)
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gegeben. Der Einfluss des Spannungszustandes im Werkstoffvolumen wird tiber das Verhéltnis zweier
Festigkeitshypothesen beriicksichtigt. Um eine Richtlinienkompatibilitat zu den FKM-Richtlinien zu
erreichen, wird eine Uberlagerung der Gestaltéinderungsenergiehypothese (GEH) und der Normal-
spannungshypothese (NH) verwendet. Es erfolgt ebenfalls eine werkstoffabhéngige Interpolation
zwischen den beiden Festigkeitshypothesen. Dabei wird die Interpolationsvorschrift aus [Renn 12]
angewendet. Die Duktilitidt des Werkstoffs wird iiber die Schubwechselfestigkeit fy . in der Interpola-
tionsvariable ¢ beriicksichtigt. Wenn es sich um einen duktilen Werkstoff handelt ( fy., = 1/v/3), wird
die Festigkeitsgrenze geméafl der Gestaltdnderungsenergiehypothese bestimmt. Bei einem spréden
Werkstoff (fiy,r = 1) ergibt sich analog zu den zuvor beschriebenen Ansétzen die Normalspannungs-
hypothese. Fiir alle in der FKM-Richtlinie Nichtlinear [Fied 19] betrachteten Werkstoffgruppen
gilt fiy, =1/ V3. Vom Schidigungsparameter Pr 4y wird auerdem immer die Ebene der groften
Normalbelastung als kritische Ebene bestimmt. Unter einer proportionalen Beanspruchung ent-
spricht die Normalspannung in der kritischen Schnittebene dann der grofiten Hauptspannung. Nach
Gleichung (5.1) ist die skalierte Normalspannung dann identisch mit der Vergleichsspannung nach
der GEH. Eine Schédigungsbewertung auf Basis der Vergleichsspannung nach der GEH entspricht
dem Vorgehen der FKM-Richtlinie Nichtlinear. Fir den Algorithmus von Linn [Linn 23] werden fiir
proportional beanspruchte Bauteile die gleichen Anrisslebensdauern berechnet, wie sie nach dem
aktuellen Stand der Technik (FKM-Richtlinie Nichtlinear [Fied 19]) berechnet werden. Nachdem
die skalierte Normalspannung gebildet wurde, erfolgt eine plastische Korrektur mit dem Kerbnéhe-
rungsverfahren von Seeger und Heuler [Seeg 80]. Dabei wird bei einer nichtproportionalen Belastung
eine Korrektur des zyklischen Verfestigungskoeffizienten K’ mit dem Ansatz von Marquis und Socie,
siehe Abschnitt 2.3.4, beriicksichtigt.

Ein weiterer Unterschied zum in dieser Arbeit vorgestellten Algorithmus besteht darin, dass Linn
[Linn 23] zusétzlich die Belastbarkeit des Bauteils (dargestellt durch die Schidigungsparameter-
wohlerlinie) bei einer nichtproportionalen Belastung herabsetzt. Im Gegensatz dazu hat die Art
der Belastung bei dem in dieser Arbeit entwickelten Berechnungskonzept keinen Einfluss auf die
Belastbarkeit des Bauteils. Von Linn [Linn 23] werden die Stiitzstellen der Schadigungsparameter-
wohlerlinie fiir Prapy, siehe Gleichung (3.25), um einen weiteren Faktor herabgesetzt, der von der
Nichtproportionalitdt und dem Werkstoff abhédngt. Dabei bleiben die Neigungen der Wohlerlinie
unverdndert. Die Modifikation der Stiitzstellen nach [Linn 23] entspricht:

Pram,zmod = Pram,z - (1 — Snp - fap) (5.2)
Pramv,pmod = Prav,p - (1 — Snp - fup) -

Der Parameter S, stellt einen werkstoffabhéngigen Sensitivitétsfaktor dar. Der Grad der Nicht-
proportionalitét wird iiber die Kennzahl f,, beriicksichtigt. Linn [Linn 23] verwendet ebenfalls die
Nichtproportionalitdtskennzahl nach Gaier [Gaie 04].

Fiir die anschlieBende Treffsicherheitsbewertung ist zu beachten, dass der Sensitivitéatsfaktor S,
anhand einer Teilmenge der genutzten Datenbasis bestimmt wurde, wobei auftretende Streuungen
der Ergebnisse minimiert wurden.

Ergebnisse aus [Linn 23] und Vergleich mit den vorgestellten Ergebnissen

Die mit der skalierten Normalspannung aus [Linn 23] berechnete Anrisslebensdauer im Vergleich
zu den experimentellen Ergebnissen ist in Abbildung 5.22 aufgetragen. Abbildung 5.22 wurde aus
[Linn 23] entnommen. Die Ergebnisse werden nach den gleichen Kriterien wie in der vorliegenden
Arbeit aufgeteilt in Ergebnisse, die aus Rechnungen mit gemessenen Werkstoffkennwerten und
abgeschitzten Werkstoffkennwerten stammen.

Die Rechnungen mit abgeschitzten Werkstoffkennwerten zeigen eine auffallig hohere Streuung im
Vergleich zu den Rechnungen mit gemessenen Werkstoffkennwerten. Gleichzeitig verschiebt sich der
Median bei Verwendung abgeschétzter Werkstofftkennwerte deutlich in Richtung der sicheren Seite
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Abbildung 5.22: Berechnete Anrisslebensdauer (N.q.) aufgetragen tiber experimenteller Anrissle-
bensdauer (Negp) fiir (a) Rechnungen mit gemessenen Werkstoffkennwerten (Teil-
gruppe ,Mess“) und (b) Rechnungen mit abgeschiatzten Werkstoffkennwerten
(Teilgruppe ,,Schatz“ ), Grafik entnommen aus [Linn 23]

im Vergleich zu den Ergebnissen mit gemessenen Werkstoffkennwerten. Diese Effekte sind auch fiir
den entwickelten Algorithmus mit dem Schédigungsparameter Pr4ps zu beobachten, wenn auch in
geringerem Maf3.

Die Ergebnisse der Berechnungen mit gemessenen Werkstoffdaten wurden in der Arbeit von [Linn 23]
ebenfalls in proportionale und nichtproportionale Belastungen aufgeteilt, siehe Abbildung 5.23
dargestellt. Die Resultate unter proportionaler Beanspruchung représentieren die Treffsicherheit, die
nach der aktuellen FKM-Richtlinie Nichtlinear zu erwarten ist. Interessanterweise werden Versuche
unter nichtproportionaler Last mithilfe der skalierten Normalspannung aus [Linn 23] sogar mit
einer geringeren Streuung vorhergesagt als Versuche unter proportionaler Beanspruchung. Der
Median der Ergebnisse fiir proportionale Versuche liegt im Mittel beim Idealwert m = 1. Die
Anrisslebensdauer von Versuchen unter nichtproportionaler Last wird im Mittel etwas tiberschétzt.
Der Median m = 0.77 weist dennoch auf eine im Mittel sehr genaue Lebensdauerprognose hin.
Die Streuungen und Mediane der statistischen Auswertung sind fiir den Algorithmus aus [Linn 23]
fiir Rechnungen mit gemessenen Werkstoffkennwerten in Tabelle 5.7 angegeben. Die Ergebnisse der
statistischen Auswertung werden ebenfalls fiir die in dieser Arbeit vorgestellte Berechnungsmethode
prasentiert. Dabei wurden dieselben Versuchsreihen analysiert, die auch von Linn [Linn 23] untersucht
wurden.

Herauszustellen ist die Ubereinstimmung der Ergebnisse fiir den Parameter Prajps mit den Re-
sultaten aus [Linn 23]. Diese Ubereinstimmung begriindet sich darin, dass [Linn 23] ebenfalls den
Schadigungsparameter Prajys verwendet. Auch wenn Prajs auf unterschiedliche Weisen angewendet
wird.

Bei der Variante des Prajs mit skalierten Normalspannungen aus [Linn 23] liegt der Median im Mittel
ndher am Idealwert 1. Der in der vorliegenden Arbeit verwendete Schiadigungsparameter Prans
prognostiziert die Anrisslebensdauer im Mittel mit einer Treffsicherheit von m = 0.71. Abbildung 5.22
(a) legt nahe, dass der Unterschied im Median zwischen beiden Varianten des Schidigungsparameters
Prans hauptséchlich an Versuchen unter reiner Torsion liegt. Diese Versuche sind durch gelbe Marker
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Abbildung 5.23: Berechnete Anrisslebensdauer (N.q.) aufgetragen tiber experimenteller Anrissle-
bensdauer (Negzp) getrennt angegeben fiir (a) alle Versuche unter proportionaler
Beanspruchung und (b) alle Versuche unter nichtproportionaler Beanspruchung,

Grafik entnommen aus [Linn 23]

[Linn 23] Pram Prg Py
Mdata m T m T m T m T
Alle Versuche | 594 | 0.94 | 19.57 | 0.71 | 18.84 | 1.50 | 13.13 | 1.87 | 11.69
Belastung
Prop. 417 | 1.00 | 23.17 | 0.73 | 22.72 | 1.70 | 15.27 | 2.27 | 12.41
Nichtprop. 177 1 0.77 | 14.26 | 0.67 | 11.54 | 1.22 | 11.17 | 1.22 | 9.65

Tabelle 5.7: Statistische Auswertung der nachgerechneten Versuche an gekerbten Proben mit gemes-
senen Werkstoffdaten im Vergleich zu den Ergebnissen aus [Linn 23]

in der Abbildung gekennzeichnet und liegen gréfitenteils unter der Winkelhalbierenden auf der
sicheren Seite. In Abschnitt 4.4.4 wurde gezeigt, dass Anrisslebensdauern bei reiner Torsionsbelastung
systematisch von Praps iiberschitzt werden, wenn keine Skalierung der Normalspannung erfolgt.

Die anderen beiden Schiadigungsmodelle, Prg und Py, weisen eine deutlich hohere Treffsicherheit
auf als die beiden Varianten des Schadigungsparameters Praps.

Ein Vergleich der Ergebnisse der Schiadigungsparameter Prg und Py fiir Versuche unter pro-
portionaler Belastung zeigt ebenfalls geringere Streuungen im Vergleich zu den Ergebnissen der
aktuellen FKM-Richtlinie Nichtlinear. Allerdings werden im Mittel konservativere Lebensdauern
prognostiziert.

Die Ergebnisse der statistischen Auswertung fiir den Algorithmus aus [Linn 23] bei Rechnungen
mit abgeschéitzten Werkstoffkennwerten findet sich in Tabelle 5.8. Zusétzlich sind die Ergebnis-
se fir dieselben nachgerechneten Versuche unter Verwendung des in dieser Arbeit vorgestellten
Berechnungsalgorithmus aufgefiihrt.
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[Linn 23] Pram Prs Py
m T m T m T m T
Alle Versuche | 745 | 2.20 | 34.20 | 1.17 | 24.41 | 1.27 | 15.03 | 1.56 | 15.14

Ndata

Tabelle 5.8: Statistische Auswertung der nachgerechneten Versuche an gekerbten Proben mit abge-
schétzten Werkstoffdaten im Vergleich zu den Ergebnissen aus [Linn 23]

Fiir Rechnungen mit abgeschatzten Werkstoffkennwerten zeigt der hier erarbeitete Algorithmus mit
allen Schédigungsparametern eine erheblich hohere Treffsicherheit. Dies spiegelt sich sowohl in den
Medianen als auch in der Streuung der Ergebnisse wider. Insbesondere fiir die Schédigungsparameter
Prs und Pz wird die Streuung der Ergebnisse im Vergleich zur Methode aus [Linn 23] mehr als
halbiert, bei gleichzeitig besserer mittlerer Treffsicherheit des Berechnungsalgorithmus.

Insgesamt kann von dem vorliegenden Berechnungsalgorithmus mit den Schadigungsparametern Prg
und Py eine genauere Prognose der Anrisslebensdauer erwartet werden als mit dem von Linn [Linn 23]
vorgestellten Algorithmus. Fiir den Schidigungsparameter Pr4as sind etwa gleichwertige Ergebnisse
zu erwarten. Die Verbesserung der Ergebnisse wird allerdings durch eine erhéhte Komplexitéit des
Berechnungsalgorithmus erreicht. Dies gilt vor allem fiir die Kerbsimulation und das Kurzrissmodell
Py.

5.6. Zusammenfassung

Der vorgestellte Berechnungsalgorithmus kombiniert die in Kapitel 2 erarbeiteten Verfahren zur
Simulation der lokalen Beanspruchungen mit den in Kapitel 3 vorgestellten Schadigungsmodellen zur
Prognose der Anrisslebensdauer von gekerbten Bauteilen. In diesem Kapitel wurde die Genauigkeit
der Vorhersage von Anrisslebensdauern anhand von Versuchsergebnissen an gekerbten Proben
mithilfe des entwickelten Berechnungsalgorithmus untersucht.

Die fiir die Berechnung der Anrisslebensdauer notwendigen Eingangsgrofien lassen sich in die Katego-
rien geometrieabhéingig und werkstoffabhéngig unterteilen. Als geometrieabhéngige Eingangsgrofien
zéhlen die Last-Zeit-Reihen aller auf das untersuchte Bauteil einwirkenden Lastkanéle sowie die
Ubertragungsfaktoren fiir jeden Lastkanal. Diese miissen zwingend vorgegeben werden. Zur Be-
riicksichtigung der Stiitzwirkung sind der bezogene Spannungsgradient und die hochbeanspruchte
Oberflache erforderlich. Diese Eingaben konnen aus einer FE-Rechnung mit linear elastischem
Werkstoffverhalten abgeleitet werden. Fiir die Kerbsimulation wird zusétzlich die plastische Traglast-
formzahl benétigt, welche aus einer elastisch-plastischen FE-Rechnung ermittelt wird. Informationen
iiber den Werkstoff sind als Eingaben ebenfalls erforderlich. Dies beinhaltet Informationen {iber das
statische und zyklisch stabilisierte Werkstoffverhalten sowie die Beanspruchbarkeit des Werkstoffs
in Form der Schadigungsparameterwohlerlinie. Der entwickelte Algorithmus beinhaltet Methoden
zur Abschétzung von Werkstoffeigenschaften und Modellparametern, sodass lediglich die Eingabe
der Zugfestigkeit und der Werkstoffgruppe zur Berechnung der Anrisslebensdauer ausreicht. Alle
weiteren notigen werkstoffabhéngigen Eingaben kénnen abgeschétzt werden.

Die Genauigkeit der Anrisslebensdauerprognose wurde durch den Vergleich zwischen experimen-
tellen und rechnerischen Ergebnissen untersucht. Zur Validierung des Berechnungsalgorithmus
wurden experimentelle Ergebnisse aus eigenen Versuchen und der Literatur in einer Datenbank
zusammengefiihrt.

Diese Datenbank enthélt 1221 Versuchsergebnisse unter Zug/Druck, Torsion und Biegebelastung. Die
enthaltenen experimentellen Ergebnisse umfassen sowohl proportionale als auch nichtproportionale
Beanspruchungen unter Einstufen- und Betriebsbelastung.

Der Vergleich rechnerischer und experimenteller Ergebnisse zeigt, dass die entwickelten Verfahren
und Modelle in der Lage sind, Anrisslebensdauern gekerbter Probengeometrien unter beliebiger
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mechanischer Beanspruchung zuverléssig zu prognostizieren. Auch wenn lediglich die Zugfestigkeit
als Werkstoffkennwert bekannt ist, kann eine qualitativ vergleichbare Genauigkeit der Lebensdauer-
prognose erreicht werden. Alle Schidigungsparameter liefern eine hinreichend gute Vorhersage der
Anrisslebensdauern. Durch die Schadigungsparameter Prg und Pz werden dabei genauere Progno-
sen erreicht werden als mit Prajys. Der entwickelte Algorithmus erméglicht auch die Berechnung
von Anrisslebensdauern unter Betriebsbelastung mit variablen Amplituden und kann dabei die
experimentellen Ergebnisse gut beschreiben.

Vor allem im Hinblick auf die Lebensdauerbewertung von Bauteilen unter nichtproportionaler
Belastung stellt der vorgestellte Algorithmus eine Erweiterung des aktuellen Stands der Technik
(FKM-Richtlinie Nichtlinear) dar. Es wurde gezeigt, dass Anrisslebensdauern von Versuchen unter
nichtproportionaler Last mit der gleichen oder sogar besserer Genauigkeit prognostiziert werden als
Anrisslebensdauern von Versuchen unter proportionaler Last.

Eine Vergleichsstudie mit einem existierenden Berechnungskonzept nach Linn [Linn 23] zeigt, dass
der vorgestellte Berechnungsalgorithmus genauere Vorhersagen der Anrisslebensdauer ermoglicht.
Dies ist insbesondere bei Verwendung der Schidigungsparameter Prg und Pz der Fall. Zur Verbes-
serung der Ergebnisse muss jedoch eine erhohte Komplexitit des Berechnungsalgorithmus in Kauf
genommen werden. Der grofite Unterschied in der Komplexitéit besteht in der Kerbsimulation und
dem Kurzrissmodell Py.
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6. Fazit und Ausblick

Im Rahmen dieser Arbeit wurde ein Berechnungsalgorithmus auf Grundlage des Ortlichen Konzepts
erarbeitet. Dieser ermdglicht eine rechnerische Bewertung der Ermiidungsfestigkeit bei beliebiger
mechanischer Beanspruchung unter Beriicksichtigung von nichtlinearem Werkstoffverhalten. Der
beschriebene Algorithmus stellt dabei speziell eine Erweiterung der FKM-Richtlinie Nichtlinear
[Fied 19] fiir den Fall von nichtproportionalen Beanspruchungen dar. Die Richtlinie beschreibt ein
standardisiertes Vorgehen fiir die rechnerische Bewertung der Ermiidungsfestigkeit unter einachsiger
und mehrachsig proportionaler Beanspruchung. Um eine mégliche Anbindung des in dieser Arbeit
vorgestellten Berechnungsverfahrens an die Richtlinie zu erleichtern, wurde sichergestellt, dass die
Schidigung anhand der gleichen Eingangsgrofien bewertet wird, die auch in der Richtlinie verwendet
werden.

Der vorgestellte Algorithmus besteht aus den zwei Teilen Kerbsimulation und Schidigungsrechnung.
Beide kénnen getrennt betrachtet werden. Den ersten Teil des Algorithmus stellt die Kerbsimu-
lation dar, mit der die ortliche Beanspruchung ermittelt wird. Um eine prézise Vorhersage der
Anrisslebensdauer gekerbter Bauteile zu erzielen, ist zunéchst ein Verfahren erforderlich, welches
in der Lage ist, die mehrachsig nichtproportionalen 6rtlich elastisch-plastischen Beanspruchungen
in geometrischen Kerben préazise zu simulieren. In Kapitel 2 wurden verschiedene Methoden zur
Simulation solcher 6rtlichen Beanspruchungen untersucht. Durch einen Vergleich der Ergebnisse der
Kerbdehnungssimulation mit Resultaten aus FE-Rechnungen und Kerbdehnungsmessungen wurde
der Pseudo-Spannungsansatz nach Kottgen et al. [Kott 95a] als das am besten geeignete Verfahren
fiir die Zielsetzung dieser Arbeit identifiziert. Urspriinglich erfordert der Pseudo-Spannungsansatz
die zweifache Losung eines inkrementellen Plastizitdtsmodells. In diesem Kontext wird das Plas-
tizitdtsmodell nach Ohno und Wang [Ohno 93a, Ohno 93b] verwendet. Diese Auswahl basiert auf
seiner Fahigkeit, die erforderlichen transienten Werkstoffeffekte (zyklisches Kriechen und Relaxie-
ren) fiir eine exakte Lebensdauerprognose préazise zu erfassen, ohne dabei eine zu grofie Anzahl
an Modellparametern zu benétigen. Um den Anforderungen und Zielen dieser Arbeit gerecht zu
werden, wurden die StrukturflieSflichenanséitze in verschiedenen Aspekten erweitert und optimiert.
Dies ermoglichte eine genauere Erfassung und Bewertung der lokalen Beanspruchungen sowie eine
erhebliche Steigerung der Rechengeschwindigkeit:

e Es wurde ein Losungsalgorithmus auf der Basis des impliziten Euler-Verfahrens entwickelt und
implementiert. Dieser ermoglicht es, das Plastizitdtsmodell von Ohno und Wang effizient und
stabil zu 16sen. Dieser Algorithmus wurde speziell im Rahmen der StrukturflieBflichenansétze
angewendet. Dabei wurde gezeigt, wie das Werkstoff- und das Strukturmodell im Pseudo-
Spannungsansatz tiber die plastischen Dehnungen gekoppelt sind und gemeinsam integriert
werden konnen. Eine Iteration zur Losung des Werkstoffmodells ist bei diesem vorgestellten
Algorithmus nicht erforderlich, was zu einer erheblichen Reduzierung der Rechenzeit fiihrt
und somit die Effizienz des Gesamtverfahrens verbessert.

o Durch die Berechnung der BauteilflieBkurve mittels der Ansétze von Seeger/Beste [Seeg 77]
anstelle des klassischen Neuber-Verfahrens [Neub 61] wurde die Vorhersagegenauigkeit der
StrukturflieBflichenansétze signifikant gesteigert. Besonders unter hohen lokalen Beanspru-
chungen konnte durch einen direkten Vergleich mit FE-Rechnungen nachgewiesen werden,
dass die StrukturflieBflachenansétze verbesserte Ergebnisse erzielen.
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e Des Weiteren wird eine Methode présentiert, um im Pseudo-Spannungsansatz Eigenspannungen
und Eigendehnungen gemafl den Konzepten des Modells ,,diinne Randschicht® von Seeger et
al. [Seeg 84| zu integrieren.

Neben den erwahnten Vorteilen zeigen die durchgefiihrten Untersuchungen auch Potenziale fir
Verbesserungen auf. Diese Erkenntnisse bieten die Moglichkeit, den entwickelten Ansatz weiter zu
optimieren und seine Leistungsfahigkeit zu steigern.

Derzeit werden Modellparameter im Strukturmodell, welche das Ratchetting beschreiben, auf vor-
gegebene Standardwerte festgelegt. Es ist empfehlenswert, eine Methode zu entwickeln, um diese
Parameter genauer zu bestimmen. Dies wird die Prognosegiite der realen ortlichen Beanspruchung
der StrukturflieBflichen verbessern. Sollte ein analytischer Ansatz nicht moglich sein, kann eine
numerische Untersuchung durchgefiihrt werden, bei der Probengeometrien (insbesondere die Kerb-
scharfe) und das Werkstoffverhalten variiert werden. Dadurch lassen sich Abschatzmethoden fiir
die Modellparameter ableiten. In Abschnitt 2.5.3 wurde bereits ein Ansatz zur Bestimmung der
Ratchetting-Parameter im Strukturmodell fiir ein gegebenes Bauteil entwickelt.

Ebenfalls kénnten anstelle des Ohno/Wang Modells andere Plastizitatsmodelle in die Struktur-
flieiflichenansétze integriert werden. Dadurch lassen sich weitere Werkstoffeffekte beriicksichtigen.
Insbesondere wéren Modelle von Interesse, welche die nichtproportionale Verfestigung adédquat
erfassen kénnen. Dies erfordert allerdings die Ableitung von Methoden zur Bestimmung der Modell-
parameter des Strukturmodells. Es ist problemlos moglich, ein geeignetes Plastizitdtsmodell in den
dargelegten Losungsalgorithmus zu integrieren, da dieser fiir alle Plastizitdtsmodelle vom ,strain
hardening“ Typ geeignet ist.

Nach der Ermittlung der 6rtlichen Beanspruchungen werden diese im zweiten Teil des Berechnungsal-
gorithmus zur Bewertung der Schiadigung verwendet. In Kapitel 3 wurden drei verschiedene Ansétze
zur Lebensdauerprognose unter nichtproportionaler Beanspruchung untersucht. Diese umfassen die
Modelle des Verfahrens der kritischen Schnittebene von Smith, Watson und Topper [Smit 70], das
Fatemi/Socie Modell [Fate 88b] sowie ein Kurzrissmodell nach Hertel [Hert 16]. Jedes dieser Modelle
wurde detailliert beschrieben.

Fiir das Fatemi/Socie Modell tritt das Problem auf, dass Gleitungsamplituden in Schnittebenen
zu berechnen sind, in denen die Schnittdehnung zwei Gleitungskomponenten aufweist. Es wurde
eine simple Methode vorgeschlagen, um in diesen Ebenen eine Amplitude der Gleitung eindeutig
bestimmen zu kénnen. Dies ermdéglicht die Anwendung des Modells auch unter Betriebsbelastung
mit sehr langen Last-Zeit-Reihen, was eine Erweiterung des Anwendungsbereichs darstellt.

Des Weiteren wurden Verfahren erarbeitet, um die Modellparameter der Schiadigungsmodelle fiir
die verschiedenen Werkstoffgruppen, wie sie in der FKM-Richtlinie Nichtlinear enthalten sind,
ausschliellich unter Angabe der Zugfestigkeit und der Werkstoffgruppe abzuschétzen.

In den Kapiteln 4 und 5 erfolgt eine ausfithrliche Analyse der Treffsicherheit des erarbeiteten Berech-
nungsalgorithmus. Die Genauigkeit der Lebensdauerprognose wird anhand von Versuchsergebnissen
aus dem Forschungsprojekt ,Mehrachsigkeit 6rtlich“ [Linn 22] sowie relevanten Literaturquellen
bewertet. Es erfolgt ein Vergleich zwischen den experimentell ermittelten Anrisslebensdauern und
den Vorhersagen des Algorithmus. Dabei wird eine eingehende statistische Analyse durchgefiihrt,
um die Verlasslichkeit der Lebensdauervorhersagen zu bewerten und zu validieren. Anhand der sta-
tistischen Auswertung kénnen die Ergebnisse der drei untersuchten Schidigungsmodelle quantitativ
miteinander verglichen werden.

In einem ersten Schritt werden dazu in Kapitel 4 die Schiadigungsmodelle getrennt von der Kerbsimu-
lation untersucht, indem Versuche an ungekerbten Werkstoffproben ausgewertet werden. Es werden
Experimente zur Bestimmung der Kennwerte fiir die Werkstoffe S355 und EN-GJS-500-14 vorge-
stellt. Diese Experimente dienen dazu, die Schadigungsmodelle anhand der Versuchsergebnisse zu
parametrisieren. Es erfolgte ein Vergleich zwischen den experimentell ermittelten Anrisslebensdauern
und den Prognosen des Berechnungsalgorithmus sowie zwischen prognostizierten und gemessenen
Anrissorientierungen. Untersucht wurde, ob eine hohe Treffsicherheit der Anrisslebensdauer auch eine
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genaue Prognose der Wachstumsrichtung von technischen Anrissen ermdoglicht. Dabei zeigten alle
Schadigungsmodelle eine zufriedenstellende Treffsicherheit bei der Prognose der Anrisslebensdauer.
Das Kurzrissmodell wies dabei die préaziseste Lebensdauerprognose auf. Fiir keines der Schadigungs-
modelle wurde jedoch eine signifikante Korrelation zwischen einer préazisen Lebensdauerprognose
und einer genauen Vorhersage der Anrissorientierung festgestellt.

In Kapitel 5 wird die Genauigkeit der Anrisslebensdauerprognose fiir gekerbte Probengeometrien
bewertet. Zundchst werden Versuchsergebnisse aus Experimenten an gekerbten Rundproben vorge-
stellt. Diese werden anschlieffend mit Literaturdaten ergénzt. Die so entstandene Datenbank enthélt
Versuche unter den verschiedensten Belastungen. Es sind experimentelle Ergebnisse flir Versuche
unter proportionaler und nichtproportionaler Belastung, mit und ohne Mittellasten sowie unter
einstufiger Belastung und Betriebsbelastung enthalten. Die Vergleiche zwischen den experimentellen
und berechneten Anrisslebensdauern zeigen, dass der entwickelte Berechnungsalgorithmus verlass-
liche Prognosen fiir die Anrisslebensdauer bei gekerbten Probengeometrien unter verschiedenen
mechanischen Belastungen liefert.

Zur genauen Vorhersage der Anrisslebensdauer reicht die Angabe der Zugfestigkeit sowie der
Werkstoffgruppe aus. Der Vergleich zwischen experimenteller und rechnerischer Anrisslebensdauer
wurde ebenfalls fiir Rechnungen durchgefiihrt, in denen alle Modellparameter abgeschétzt wurden.
Hierbei kommen die entwickelten Abschitzmethoden zum Einsatz, die eine Parametrisierung der
Schidigungsmodelle ermoglichen und somit eine Berechnung der Ermiidungslebensdauer auch mit
begrenzten Werkstoffdaten erlauben.

Es wurde ebenfalls gezeigt, dass unter nichtproportionaler Belastung experimentelle Ergebnisse mit
dghnlicher oder sogar besserer Genauigkeit prognostiziert werden als unter proportionaler Belastung.
Ein Vergleich mit einem vorhandenen Berechnungskonzept zeigt, dass der entwickelte Algorithmus
genauere Vorhersagen der Anrisslebensdauer ermoglicht. Dies gilt insbesondere unter Verwendung
des Fatemi/Socie Schidigungsparameters und des Kurzrissmodells. Es sollte beriicksichtigt werden,
dass eine Steigerung der Vorhersagegenauigkeit mit einer Zunahme der Komplexitét des Algorithmus
einhergeht. Vor allem die Kerbsimulation und das Kurzrissmodell tragen mafigeblich zur erhohten
Komplexitat bei.

Trotz der beschriebenen Genauigkeit des vorgestellten Berechnungsalgorithmus bestehen noch
Moglichkeiten, die Prognosegenauigkeit der Anrisslebensdauern mit den Schidigungsmodellen oder
die Anwendbarkeit des Algorithmus zu verbessern.

Die Verbesserung des Kurzrissmodells kann mit zwei unterschiedlichen Zielsetzungen durchgefiihrt
werden. Einerseits kann das Modell vereinfacht werden, um eine leichtere Anwendung und Implemen-
tierung sowie eine schnellere Berechnungsgeschwindigkeit zu ermoglichen. Hierfiir kénnen folgende
Aspekte in Betracht gezogen werden:

e Es wird angenommen, dass das Halbachsenverhéltnis des Risses konstant ist. Aulerdem wird
der Einfluss des Spannungsgradienten nicht mehr direkt in den Geometriefaktoren, sondern tiber
die bruchmechanische Stiitzziffer beriicksichtigt. Durch diese beiden Vereinfachungen bleiben
die Geometriefaktoren in der Rissspitzenbeanspruchung wihrend des Rissfortschritts konstant.
Dies erméglicht, auf die Unterteilung des Risspfades in Intervalle und die damit verbundene
Neubestimmung von Wohlerlinien zu verzichten, was zu einer erheblichen Steigerung der
Rechengeschwindigkeit fiihrt.

e Derzeit werden viele Modellparameter auf Standardwerte gesetzt. Diese Standardwerte sind
nicht dazu geeignet, jeden Werkstoff optimal zu beschreiben. Um eine genauere Bestimmung
dieser Parameter zu ermoglichen, sind derzeit spezielle Versuche erforderlich. Ziel sollte sein,
Methoden zur Abschéitzung der Modellparameter T,is, ¢ und ators zu entwickeln.

Es ist dann erforderlich, zu {iberpriifen, welchen Effekt diese Anpassungen auf die Genauigkeit des
Kurzrissmodells haben.
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Andererseits kann das Modell weiter angepasst werden, um genauere Anrisslebensdauerprognosen
zu erhalten. Dafiir kann der folgende Ansatz in Betracht gezogen werden:

e Das Kurzrissfortschrittsmodell identifiziert hauptséichlich Ebenen mit hoher Normaldehnung als
kritische Ebenen und deutet darauf hin, dass das Risswachstum im Modus I im Vergleich zum
Modus II/III dominiert. Eine verbesserte Abstimmung zwischen den Modus I und den Modus
II/III Rissmechanismen ist erforderlich. Ein méoglicher Ansatz wére, die Annahme fallen zu
lassen, dass jeder Riss6ffnungsmodus durch die gleichen Rissfortschrittsparameter beschrieben
werden kann. Dadurch entsteht allerdings ein erhohter Aufwand bei der Parameteridentifikation
und der Zusammenhang des Verhéltnisses aus Risslingenzuwachs zu Risstiefenzuwachs Ac/Aa
aus Gleichung (3.59) ist neu zu bestimmen.

Ebenfalls konnen am Smith/Watson/Topper Modell Anpassungen vorgenommen werden, um die Ge-
nauigkeit der Lebensdauerprognose zu verbessern. Es kann untersucht werden, ob eine Kombination
des hier vorgestellten Kerbsimulationsverfahrens mit der Anwendung des Praps Schiadigungspara-
meters nach Linn [Linn 23] zu einer genaueren Lebensdauerprognose fiihrt. Das in dieser Arbeit
verwendete mehrachsige Kerbsimulationsverfahren liefert eine genauere Vorhersage der 6rtlich mehr-
achsigen Beanspruchung als die von Linn [Linn 23] verwendeten einachsigen Methoden. Trotzdem
liefern beide Varianten des Praps Schiadigungsparameters dhnlich genaue Prognosen fiir die Anriss-
lebensdauer fiir die untersuchte Datenbank. Dies legt nahe, dass eine Schiadigungsbewertung durch
Skalierung der Normalspannungen in der Schnittebene vorteilhaft fiir den Praps Schadigungspara-
meter ist. Es ist zu erwarten, dass fiir bestimmte Lastfélle (insbesondere reine Torsion) durch eine
Kombination der beiden Methoden eine verbesserte Lebensdauerprognose mit Pr4ps erreicht werden
kann. Bisher basiert die Skalierung der Normalspannung jedoch auf elastischen Spannungsverldufen.
Es muss iiberpriift werden, wie mit elastisch-plastischen Spannungen umgegangen werden kann.
Gegebenenfalls ist die Skalierungsmethode anzupassen.

Es besteht ebenfalls die Moglichkeit, einen vollig anderen Ansatz als die kritischen Ebenen Modelle
zu verfolgen, die in dieser Arbeit untersucht wurden. Von Schmidt [Schm 20, Schm 21] wurde
ein Ansatz entwickelt, der es ermoglicht, auch unter ortlich nichtproportionaler Beanspruchung
vorzeichenbehaftete Vergleichspannungsverldufe zu bestimmen. Diese Vorgehensweise reduziert den
Fall nichtproportionaler Belastung auf 6rtlich einachsige (Vergleichs-)Belastungen. Dadurch kann das
klassische Ortliche Konzept, wie es beispielsweise in der FKM-Richtlinie Nichtlinear beschrieben ist,
angewendet werden. Erste Anrisslebensdauerprognosen, die auf diesem Ansatz basieren [Schm 23],
zeigen vielversprechende Ergebnisse und legen nahe, dass dieser alternative Ansatz weiter untersucht
werden sollte.
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A. Werkstoff- und Strukturparameter des
Ohno/Wang Modells

Nachfolgend sind die Parameter des Ohno/Wang Plastizitatsmodells sowie die ermittelten Parameter
der Strukturmodelle aufgefiihrt, die fiir die Validierungsrechnungen der Kerbnéherungsverfahren
aus Abschnitt 2.5.4 verwendet wurden. Zusétzlich sind die Parameter fiir die Werkstoffe S355 und
EN-GJS-500-14 angegeben, die anhand von dehnungsgeregelten Einstufungsversuchen ermittelt
wurden.

elastisch E =206 GPa, v = 0.3, o = 163.9 MPa

Ré‘sngﬁiﬁg‘ K' = 1079 MPa, n/ = 0.19

M =15 Ohno/Wang
i é i X
1 7895 4.7 5.0
2 5342 10.5 5.0
3 3615 11.3 5.0
4 2446 12.1 5.0
) 1655 13.1 5.0
6 1120 14.1 5.0
7 758 15.1 5.0
8 513 16.3 5.0
9 347 17.5 5.0
10 235 18.8 5.0
11 159 20.2 5.0
12 108 21.8 5.0
13 73 23.4 5.0
14 49 25.2 5.0
15 33 99.7 5.0

Tabelle A.1: Parameter des Ohno/Wang Modells fiir die Vergleichsrechnungen zwischen Kerbnéhe-
rungsverfahren und FEM
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elastisch E =206 GPa, v = 0.3, op = 163.9 MPa

M =15 Neuber Seeger /Heuler Seeger/Beste FEM
i ech | epi | exi | e | epi | eyi | egi | epi | eyi | eg | epi | eyi
1 7895 | 5.0 | 7.2 | 7895| 5.4 | 13.8 | 7895 | 7.6 | 13.5 | 7815| 7.8 | 11.2
2 5342 | 10.8 | 7.2 | 5342 | 11.1 | 13.8 | 5342 | 12.7 | 13.5 | 5292 | 12.0 | 11.2
3 3615 | 11.9 | 7.2 | 3615 | 12.4 | 13.8 | 3615 | 14.9 | 13.5 | 3584 | 13.3 | 11.2
4 2446 | 13.2 | 7.2 | 2446 | 144 | 13.8 | 2446 | 17.9 | 13.5 | 2427 | 16.3 | 11.2
5) 1655 | 15.0 | 7.2 | 1655 | 17.3 | 13.8 | 1655 | 21.6 | 13.5 | 1644 | 20.3 | 11.2
6 1120 | 174 | 7.2 | 1120 | 21.6 | 13.8 | 1120 | 25.9 | 13.5 | 1113 | 25.8 | 11.2
7 758 | 20.7 | 7.2 | 758 | 27.3 | 13.8 | 758 | 30.4 | 13.5 | 754 | 32.2 | 8.2
8 513 | 253 | 7.2 | 513 | 33.6 | 13.8 | 513 | 34.5 | 13.5 | 510 | 38.9 | 8.2
9 347 | 315 | 7.2 | 347 | 39.1 | 13.8 | 347 | 37.8 | 13.5 | 346 | 446 | 8.2
10 235 1399 | 22 | 235 | 428 | 13.8 | 235 | 40.2 | 13.5 | 234 | 47.6 | 8.2
11 159 | 509 | 2.2 | 159 | 449 | 11.5 | 159 | 42.0 | 13.5 | 159 | 49.7 | 8.2
12 108 | 65.2 | 2.2 | 108 | 46.1 | 11.5 | 108 | 43.4 | 10.8 | 107 | 1.3 | 8.2
13 73 | 83.6 | 2.2 73 | 471 | 115 | 73 | 449 | 10.8 | 73 | 52.6 | 8.2
14 49 | 107.0f 2.2 49 | 483 | 115 | 49 | 46.6 | 108 | 49 | Hh4.3 | 6.2
15 33 | 955.3] 1.8 33 | 173.8] 9.0 33 | 171.4] 8.5 33 | 195.7| 6.2

Tabelle A.2: Strukturparameter des Ohno/Wang Modells fiir den Pseudo-Spannungsansatz fiir
BauteilflieBkuren aus verschiedenen Verfahren und die Kerbprobe mit Kerbradius p = 2
mm
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elastisch E =206 GPa, v = 0.3, op = 163.9 MPa

M =15 Neuber Seeger /Heuler Seeger/Beste FEM
i ech | epi | exi | edh | epi | eyi | ed | oepi | eyi | ed | epi | eyi
1 16285 3.8 | 4.8 | 17482 3.0 | 6.8 | 9950 | 0.0 | 2.8 | 44902| 3.7 | 2.5
2 11140| 10.1 | 4.8 | 12064| 9.6 6.8 | 7134 | 7.3 2.8 | 20477| 194 | 2.5
3 7648 | 10.7 | 4.8 | 8389 | 9.9 | 6.8 | 5196 | 7.9 | 2.8 | 10205 17.8 | 2.5
4 5274 | 114 | 4.8 | 5896 | 9.9 | 6.8 | 3856 | 7.2 | 2.8 | 5598 | 16.1 | 2.5
5) 3656 | 12.0 | 4.8 | 4207 | 94 | 6.8 | 2925 | 0.8 | 2.8 | 3372 | 13.6 | 2.5
6 2552 | 12.7 | 4.8 | 3064 | 4.2 6.8 0 0.0 2.8 | 2218 | 3.6 2.5
7 1795 | 13.4 | 4.8 0 0.0 | 340| O 0.0 | 2.8 0 0.0 | 6.2
8 1273 | 14.1 | 9.5 0 0.0 | 34.0 0 0.0 | 2.8 0 0.0 | 6.2
9 911 | 149 | 9.5 0 0.0 | 34.0 0 0.0 | 2.8 0 0.0 | 6.2
10 659 | 15.7 | 9.5 0 0.0 | 340| O 0.0 | 2.8 0 0.0 | 6.2
11 481 | 16.6 | 9.5 0 0.0 | 34.0 0 0.0 | 2.8 0 0.0 | 6.2
12 354 | 17.7 | 9.5 0 0.0 | 34.0 0 0.0 | 7.2 0 0.0 | 6.2
13 263 | 189 | 9.5 0 0.0 | 340| O 0.0 | 7.2 0 0.0 | 38.0
14 197 | 34.3 | 9.5 0 0.0 | 34.0 0 0.0 | 7.2 0 0.0 | 38.0
15 149 | 112.8| 400.0| 643 | 273.1| 34.0 | 627 | 296.0| 34.0 | 521 | 269.5| 38.0

Tabelle A.3: Strukturparameter des Ohno/Wang Modells fiir den Pseudo-Dehnungsansatz fiir Bau-
teilflieBkuren aus verschiedenen Verfahren und die Kerbprobe mit Kerbradius p = 2
mm
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elastisch E =206 GPa, v = 0.3, o = 163.9 MPa

M =15 Neuber Seeger /Heuler Seeger/Beste FEM
i ed ey exi | ed | epi | eyi | ed epi | eyi | e | epi | ey
1 7895 | 5.6 | 7.2 | 7895 | 5.7 | 17.0 | 7895 | 7.6 | 16.0 | 5769 | 22.1 | 13.5
2 5084 | 12.3 7.2 | 5084 | 124 | 17.0 | 5084 | 14.0 | 16.0 | 2258 | 31.9 | 13.5
3 3274 13.7 | 7.2 | 3274 | 139 | 17.0 | 3274 | 16.7 | 16.0 | 1197 | 31.6 | 13.5
4 2109 | 156 | 7.2 | 2109| 16.0 | 17.0 | 2109 | 20.5 | 16.0 | 739 | 34.5 | 13.5
5) 1358 | 18.2 | 7.2 | 1358 | 19.3 | 17.0 | 1358 | 26.0 | 16.0 | 498 | 39.7 | 13.5
6 875 | 219 | 7.2 | 875 | 24.8 | 17.0 | 875 | 34.0 | 16.0 | 352 | 45.8 | 13.5
7 563 | 27.1 | 7.2 | 563 | 34.3 | 17.0 | 563 | 44.7 | 16.0 | 256 | 51.7 | 13.5
8 363 | 34.6 | 7.2 | 363 | 49.0 | 17.0 | 363 | 57.1 | 16.0 | 190 | 56.0 | 13.5
9 234 | 45.1 7.2 | 234 | 664 | 11.0 | 234 | 68.3 | 10.0 | 141 | 58.1 | 8.2
10 150 | 59.3 | 7.2 | 150 | 79.8 | 11.0 | 150 | 75.6 | 10.0 | 106 | 58.8 | 8.2
11 97 785 | 7.2 97 | 8.7 | 11.0 | 97 | 79.1 | 10.0 | 80 | 58.6 | 8.2
12 62 | 103.8 | 7.2 62 86.6 | 11.0 | 62 80.4 | 10.0 | 60 58.1 | 8.2
13 40 | 136.9 | 2.0 40 | 86.2 | 11.0 | 40 | 81.5 | 10.0 | 46 | 57.3 | 8.2
14 26 | 180.1 | 2.0 26 | 86.5 | 9.5 26 | 83.2 | 8.2 35 | 56.3 | 9.2
15 17 | 1464.5] 1.5 17 | 273.2| 9.5 17 | 270.5| 8.2 27 1267.2| 9.2

Tabelle A.4: Strukturparameter des Ohno/Wang Modells fiir den Pseudo-Spannungsansatz fiir
BauteilflieBkuren aus verschiedenen Verfahren und die Kerbprobe mit Kerbradius
p = 0.5 mm
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elastisch E =206 GPa, v = 0.3, o = 163.9 MPa

M =15 Neuber Seeger /Heuler Seeger/Beste FEM
i ech | epi | exi | edh | epi | eyi | ed | oepi | eyi | ed | epi | eyi
1 16285 3.8 | 4.5 | 16482 3.6 | 4.2 | 9038 | 1.1 | 4.2 | 39991| 5.1 | 4.0
2 11140| 10.1 | 4.5 | 11293| 10.0 | 4.2 | 6364 | 9.1 4.2 | 17405 18.0 | 4.0
3 7648 | 10.7 | 4.5 | 7771 | 10.6 | 4.2 | 4527 | 94 | 4.2 | 8557 | 17.2 | 4.0
4 5274 | 114 | 45 | 5378 | 11.1 | 4.2 | 3260 | 9.5 | 4.2 | 4669 | 16.1 | 4.0
5) 3656 | 12.0 | 4.5 | 3750 | 11.5 | 4.2 | 2380 | 94 | 4.2 | 2789 | 154 | 4.0
6 2552 | 12,7 | 4.5 | 2642 | 11.6 | 4.2 | 1767 | 8.9 4.2 | 1792 | 134 | 4.0
7 1795 | 13.4 | 4.5 | 1888 | 11.1 | 4.2 | 1337 | 4.8 | 4.2 | 1232 | 87 | 4.0
8 1273 | 14.1 | 4.5 | 1375 | 74 | 4.2 0 0.0 | 4.2 0 0.0 | 4.0
9 911 | 149 | 4.5 0 0.0 | 4.2 0 0.0 4.2 0 0.0 | 4.0
10 659 | 15.7 | 4.5 0 0.0 | 4.2 0 0.0 | 4.2 0 0.0 | 4.0
11 481 | 16.6 | 12.5 0 0.0 | 4.2 0 0.0 | 4.2 0 0.0 | 4.0
12 354 | 17.7 | 12.5 0 0.0 | 13.8 0 0.0 4.2 0 0.0 | 4.0
13 263 | 189 | 125 | 0 0.0 | 138 | O 0.0 | 4.2 0 0.0 | 4.0
14 197 | 34.3 | 12.5 0 0.0 | 13.8 0 0.0 | 4.2 0 0.0 | 4.0
15 149 | 112.8| 15.0 | 362 | 242.3] 20.0 | 346 | 266.9| 22.0 | 320 | 242.6| 18.0

Tabelle A.5: Strukturparameter des Ohno/Wang Modells fiir den Pseudo-Dehnungsansatz fiir Bau-
teilflieBkuren aus verschiedenen Verfahren und die Kerbprobe mit Kerbradius p = 0.5
mm
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elastisch E =204 GPa, v = 0.27, o = 166.8 MPa

Rgsrzgizg' K’ = 839 MPa, n’ = 0.14

M =15 Ohno/Wang
i i i \i
1 41268 4.5 5.0
2 24814 10.2 5.0
3 14921 11.0 5.0
4 8972 11.8 5.0
) 5395 12.6 5.0
6 3244 13.5 5.0
7 1951 14.5 5.0
8 1173 15.6 5.0
9 705 16.7 5.0
10 424 17.9 5.0
11 255 19.2 5.0
12 153 20.6 5.0
13 92 22.1 5.0
14 59 23.8 5.0
15 33 71.8 5.0

Tabelle A.6: Parameter des Ohno/Wang Modells fiir den Werkstoff S355
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elastisch E =165 GPa, v = 0.22, o = 351.3 MPa

Rg;zgizg’ K’ = 830 MPa, n’ = 0.08

M =15 Ohno/Wang
; ) yi \i
1 16398 4.8 5.0
2 10532 10.5 5.0
3 6764 10.9 5.0
4 4345 11.3 5.0
) 2790 11.7 5.0
6 1792 12.1 5.0
7 1151 12.6 5.0
8 739 13.0 5.0
9 475 13.5 5.0
10 305 14.0 5.0
11 196 14.5 5.0
12 126 15.0 5.0
13 81 15.5 5.0
14 52 16.1 5.0
15 33 49.8 5.0

Tabelle A.7: Parameter des Ohno/Wang Modells fiir den Werkstoff EN-GJS-500-14
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B. Versuche an gekerbten Rundproben

Im Folgenden werden die Versuchsergebnisse an gekerbten Rundproben angegeben. Die Versuchs-
beschreibungen sind in Abschnitt 5.1 zu finden. In Abbildung B.1 sind die Summenhéaufigkeiten
der gefahrenen Betriebslastfolgen gegeben. Die im Folgenden angegeben Schwingspiele beziehen
sich auf eine Schwingspielzéhlung des ersten Lastkanals bis zum Versagenszeitpunk. Aufler bei
reiner Torsionsbelastung entspricht der erste Lastkanal immer der axialen Normalkraft. Als Anriss
wurde eine Oberflachenrissldnge von 0.5 mm festgelegt. Die Anrisserkennung erfolgte mit dem in
Abschnitt 5.1.1 beschriebenen Verfahren. Ebenfalls angegeben sind an die Messwerte angepasste
Kurven. Zum Anpassen wurde die Beziehung

~1/k
g5 (N
1000
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Ho =104, T = 0.99 Ho =105, T = 0.99 Ho =105, T =0.7

Abbildung B.1: Amplitudenkollektive fiir die gefahrenen Lastfolgen unter variablen Amplituden
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R-Verhaltnis

Kollektiv Beanspruchung Radius Anzahl
Ry Ry
Normalkraft 0.5 mm -1 - 10
Torsion 0.5 mm - -1 8
N lkraft & Torsi
ormalkraft & Torsion 0.5 mm 1 1 16
@ =0°
N lkraf Torsi
ormalkraft & Torsion 0.5 mm 1 1 18
p =90°
N lkraft & Torsi
Einstufig | oo OO S dmm | 0 1 10
p =90°
N lkraft & Torsi
ormalkraft & Torsion 9.0 mm 1 1 10
p=0°
Normalkraft & Torsion
2.0 mm -1 -1 11
p = 90°
N lkraft & Torsi
ormalkraft & Torsion 0.5 mm 1 1 19
(Normalkraft statisch)
N lkraf Torsi
ormalkra tg(ézo orsion 0.5 mm 1 1 9
Gaub % uf F & Tors
ormalkra orsion 9.0 mm 1 1 9
p =90°
N lkraft & Torsi
ormalkra gico orsion 0.5 mm 4 1 g
unkorreliert v=
Normalkraft & Torsion
2.0 mm -1 -1 8
p =90°

Tabelle B.1: Versuchsprogramm der Schwingversuche an gekerbten Rundproben aus S355
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Versuchsreihe: KO05_N
Werkstoff: S355
Kerbradius: 0.5 mm
Beanspruchung: konstante Amplituden, Sinusbelastung, Zug/Druck,
R=-1
Probenskizze: S ’
—HFEH
Zug Torsion Ssp. bis Ssp. bis
Nr. ] Anmerkungen
F, [kN] | Syo [MPa] | M, [Nm] | St [MPa] | Anriss Ny | Bruch Np
- 100.00 203.72 - - - 56000 (*)
- 100.00 203.72 - - - 58000 (*)
1 100.00 203.72 - - 20000 53000
2 80.00 162.97 - - 56000 143000
3 120.00 244.46 - - 9945 23000
4 90.00 183.35 - - 33500 91000
5 70.00 142.60 - - 144000 236000
6 130.00 264.83 - - 8600 13700
7 110.00 224.09 - - 18500 37250
8 140.00 285.21 - - 4200 9377
(*) Testproben zum kalibrieren der Kameras
Tabelle B.2: Ergebnisse der Versuchsreihe K05 N
— 200
%O Bruch-WL
- Anriss-WL
#  Versuche Bruch
5 150 O Versuche Anriss| |
k= o
3 Regression:
& X
o 100+ Anriss Bruch
el
B Neigung k [-] 4.7 4.7
2 5 Sn.a(N =10%) [MPa] 195.1  230.3
&
dé Streuung Ty 1.6 1.3
M50 ‘ ‘
10° 104 10° 109

Abbildung B.2: Regression der Versuchsreihe K05 N

Schwingspielzahl N (log)
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Versuchsreihe: K05 T
‘Werkstoff: S355
Kerbradius: 0.5 mm
Beanspruchung: konstante Amplituden, Sinusbelastung, Torsion,
R=-1
Probenskizze: , _
— =) -
Zug Torsion Ssp. bis Ssp. bis
Nr. Anmerkungen
F, [kN] | Syo [MPa] | M, [Nm] | St [MPa] | Anriss Ny | Bruch Np
1 - - 200.00 65.19 1000000 1000000 (*)
2 - - 400.00 130.38 107400 333000
3 - - 700.00 228.16 4800 6915
4 - - 500.00 162.97 36750 69582
5 - - 450.00 146.68 450000 950000
6 - - 650.00 211.87 7900 11111
7 - - 550.00 179.27 29800 49600
8 - - 600.00 195.57 8800 16600
(*) Druchléufer
Tabelle B.3: Ergebnisse der Versuchsreihe K05 T
"0 800
= 700 ¢ o
g 600
g 500 F
< 4001 Regression:
% Anriss Bruch
= 300+
q') .
g B Neigung k [-] 9.0 9.7
Anriss-WL _ 3
% w00l + Versucho Bruch v St.q(N =10%) [MPa] 256.67 817.5
% O Versuche Anriss Streuung TN 8.3 6.8
=~
o ‘ ‘ ‘
= 10* 10° 109

Schwingspielzahl N (log)

Abbildung B.3: Regression der Versuchsreihe K05 T
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Versuchsreihe: K05 P

Werkstoff:
Kerbradius:

5355

0.5 mm

Beanspruchung: konstante Amplituden, Sinusbelastung, proportionale Beanspruchung,

R=-1

Probenskizze: -
— D ;,f —>—>

Zug Torsion Ssp. bis Ssp. bis
Nr. i Anmerkungen
Fy [kN] | Syq [MPa] | M;, [Nm] | S, [MPa] | Anriss N4 | Bruch Np
1 35.00 71.30 194.44 63.38 2000000 2000000 (*)
2 45.00 91.67 250.00 81.49 276000 1029330
3 75.00 152.79 416.67 135.81 20000 44700
4 50.00 101.86 277.78 90.54 136000 675880
5 45.00 91.67 250.00 81.49 292000 1250473
6 50.00 101.86 277.78 90.54 96500 668115
7 60.00 122.23 333.33 108.65 136500 317300
8 55.00 112.05 305.56 99.60 227000 390116
9 70.00 142.60 388.89 126.76 42000 80268
10 65.00 132.42 361.11 117.70 27750 78266
11 80.00 162.97 444.44 144.87 14000 23010
12 90.00 183.35 500.00 162.97 7800 11263
13 110.00 224.09 611.11 199.19 1920 2774
14 | 100.00 203.72 555.56 181.08 3700 4860
15 65.00 132.42 361.11 117.70 46300 145400
16 60.00 122.23 333.33 108.65 185500 258000
(*) Druchldufer

Kraftamplitude Fz, in kN (log)

130

Tabelle B.4: Ergebnisse der Versuchsreihe K05 P

120 F
110
100 |

©
S
T

80 F
70 |

60 |

40 -

30

T
Bruch-WL
Anriss-WL
» Versuche Bruch |
0 Versuche Anriss|{

Regression:

Anriss  Bruch
Neigung k -] 6.0 7.0
Sna(N =10%) [MPa] 250.9  259.3

Streuung Ty 3.5 1.9

103

10* 10° 100
Schwingspielzahl N (log)

Abbildung B.4: Regression der Versuchsreihe
KO05_P
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Versuchsreihe: K05 NP
Werkstoff: S355
Kerbradius: 0.5 mm
Beanspruchung: konstante Amplituden, Sinusbelastung, Zug/Druck & Torsion,
90° phasenverschoben, R = —1 fiir beide Lastkanéle
Probenskizze: M T~—T
— —>—>
L 0
Zug Torsion Ssp. bis Ssp. bis
N FTKN] T S [MPa] | Mg [Nm] | Sr [MPa] | Anriss Ny | Bruch N | nmerkungen
1 100.00 203.72 555.56 181.08 1600 3321
2 70.00 142.60 388.89 126.76 5800 11101
3 40.00 81.49 222.22 72.43 - 590000 (*)
4 50.00 101.86 277.78 90.54 32500 80918
5 60.00 122.23 333.33 108.65 21500 35710
6 80.00 162.97 444.44 144.87 4800 8181
7 110.00 224.09 611.11 199.19 1680 2420
8 90.00 183.35 500.00 162.97 3600 5523
9 50.00 101.86 277.78 90.54 67000 152578
10 60.00 122.23 333.33 108.65 24000 46553
11 35.00 71.30 194.44 63.38 2000000 2000000 (%)
12 44.00 89.64 244.44 79.68 124800 426041
13 64.00 130.38 355.56 115.89 17850 31087
14 40.00 81.49 222.22 72.43 748500 1190130
15 46.00 93.71 255.56 83.30 171800 359331
16 46.00 93.71 255.56 83.30 44500 143036
17 55.00 112.05 305.56 99.60 27200 49917
18 70.00 142.60 388.89 126.76 5250 13680
(*) Kameraausfall wihrend des Versuchs, Anriss konnte nicht erkannt werden.
(**) Durchléufer
Tabelle B.5: Ergebnisse der Versuchsreihe K0O5__ NP
130 T T
120 — Bruch-WL
o 110F o —— Anriss-WL
\_Q/ 100F o « Versuche Bruch 4
90 | o Versuche Anriss|]
= Regression:
N 70 F
E 60 L Anriss Bruch
=
g 50 Neigung k [-] 6.0 6.1
= , Sn.a(N =10%) [MPa] 207.9  230.0
) i Streuung Ty 4.3 3.1
3(103 164 165 166
Schwingspielzahl N (log)
Abbildung B.5: Regression der Versuchsreihe

KO05_NP
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Versuchsreihe: K2 NP 0 -1
Werkstoff: S355
Kerbradius: 2.0 mm
Beanspruchung: konstante Amplituden, Sinusbelastung, Zug/Druck & Torsion,
90° phasenverschoben, R = 0 fiir Normalbelastung und
R = —1 fir Torsion
Probenskizze: ( ~_ T )
‘ L —
Zug Torsion Ssp. bis Ssp. bis
Nr. Anmerkungen
Fy [kN] | Syq [MPa] | M;, [Nm] | S, [MPa] | Anriss N4 | Bruch Np
1 100.00 203.72 50.00 159.65 18200 23665
2 90.00 183.35 45.00 143.69 21800 33341
3 80.00 162.97 40.00 127.72 46600 83838
4 110.00 224.09 55.00 175.62 8700 12109
5 120.00 244.46 60.00 191.58 7200 9203
6 130.00 264.83 65.00 207.55 4750 5654
7 75.00 152.79 37.50 119.74 282500 519962
8 70.00 142.60 35.00 111.76 1000000 1000000 (*)
9 90.00 183.35 45.00 143.67 - - (%)
10 60.00 122.23 30.00 95.79 - - ()
(*) Durchléufer
(**) Storung in Priifmaschine, Versuch abgebrochen
(***) Pumpenausfall, Versuch abgebrochen
Tabelle B.6: Ergebnisse der Versuchsreihe K2_ NP_0_1
/%B 100 - Bruch-WL
= Anriss-WL
vz = Versuche Bruch
o 80F O Versuche Anriss| |
=
L§F 60 | Regression:
g Anriss Bruch
S
= Neigung k [-] 7.2 7.9
o 40 ]
g S Sna(N =10%) [MPa] 150.4  151.9
L§ Streuung Ty 4.3 4.3
103 10* 10° 106

Schwingspielzahl N (log)

Abbildung B.6: Regression der
Versuchsreihe K2 NP 0 -1
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Versuchsreihe: K20 P
Werkstoff: S355
Kerbradius: 2.0 mm
Beanspruchung: konstante Amplituden, Sinusbelastung, proportionale Beanspruchung,
R=-1
Probenskizze: -
— - T —>—>
Zug Torsion Ssp. bis Ssp. bis
Nr. i Anmerkungen
Fy [kN] | Syq [MPa] | M;, [Nm] | S, [MPa] | Anriss N4 | Bruch Np
1 50.00 101.86 24491 79.83 2000000 2000000 (*)
2 70.00 142.60 342.87 111.76 123000 208152
3 60.00 122.23 293.89 95.79 133000 306080
4 60.00 122.23 293.89 95.79 300000 440702
5 80.00 162.97 391.85 127.72 41000 66737
6 90.00 183.35 440.83 143.69 30250 111953
7 100.00 203.72 489.81 159.65 14500 20612
8 55.00 112.05 269.40 87.81 2000000 2000000 (*)
9 90.00 183.35 440.83 143.69 27250 38811
10 60.00 122.23 293.89 95.79 373000 658417
(*) Druchléufer
Tabelle B.7: Ergebnisse der Versuchsreihe K20_P
130 —
e
110 F »  Versuche Bruch |]
o0 o Versuche Anriss
CO/ 100 |
Z 90f
S b Regression:
E 0f Anriss Bruch
? 60f ] Neigung k -] 5.9 6.2
£ 4
E sof v Sna(N =103%) [MPa] 316.0 336.5
Streuung Tx 2.46 3.36
4(104 165 16"’
Schwingspielzahl N (log)
Abbildung B.7: Regression der Versuchsreihe

K20_P
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Versuchsreihe:

Werkstoff:
Kerbradius:

K2_NP
5355

2.0 mm

Beanspruchung: konstante Amplituden, Sinusbelastung, Zug/Druck & Torsion,

90° phasenverschoben, R = —1

Probenskizze: e E:ﬁ;ﬁ/ﬁ N
—  —0L_J
Zug Torsion Ssp. bis Ssp. bis
Nr. Anmerkungen
F, [kN] | Syo [MPa] | M, [Nm] | St [MPa] | Anriss Ny | Bruch Np
1 90.00 183.35 440.83 143.69 14000 21000
2 60.00 122.23 293.89 95.79 2000000 2000000 (*)
3 65.00 132.42 318.38 103.78 480000 611827
4 70.00 142.60 342.87 111.76 65000 112320
5 80.00 162.97 391.85 127.72 24500 37927
6 63.00 128.34 308.58 100.58 265000 378593
7 75.00 152.79 367.36 119.74 105750 174596
8 63.00 128.34 308.58 100.58 200000 285641
9 75.00 152.79 367.36 119.74 61750 92308
10 60.00 122.23 293.89 95.79 1290000 1373311
11 | 100.00 203.72 489.81 159.65 9900 18446
(*) Durchléufer

Kraftamplitude Fz, in kN (log)

130

120 F

110 F

J—

(=]

(=)
T

o
(=}
T

0]
(=}
T

70 -

60

50

10°

Tabelle B.8: Ergebnisse der Versuchsreihe K2_ NP

T
Bruch-WL
Anriss-WL
= Versuche Bruch
o Versuche Anriss |

Regression:
Anriss  Bruch
Neigung k -] 10.0 9.2
Sna(N =103%) [MPa] 233.9  254.7
4 Streuung Tx 4.8 4.0

10*

10° 106

Schwingspielzahl N (log)

Abbildung B.8: Regression der Versuchsreihe K2_ NP



238 B. Versuche an gekerbten Rundproben

Versuchsreihe: K05 SZ7ZT

Werkstoff: S355

Kerbradius: 0.5 mm

Beanspruchung: konstante Amplituden, Sinusbelastung, statische Normalkraft,
zyklische Torsion R = —1

Probenskizze: - H:[TT :ﬂ N
- ~
Zug Torsion Ssp. bis Ssp. bis
Nr. i Anmerkungen
F [kN] | Sy [MPa] | M, [Nm] | S, [MPa] | Anriss Ny | Bruch Np
1 | 100.00 203.72 500.00 162.97 34000 47735
2 50.00 101.86 500.00 162.97 62500 115152
3 50.00 101.86 500.00 162.97 38500 68693
4 | —50.00 | —101.86 500.00 162.97 142500 2000000 (*)
5 25.00 50.93 500.00 162.97 63500 254808
6 | —10.00 | —20.37 500.00 162.97 39000 1437665
7 0.00 0.00 500.00 162.97 47500 105541
8 | —25.00 | —50.93 500.00 162.97 127500 2000000 (*)
9 25.00 50.93 500.00 162.97 67000 91620
10 | 75.00 152.79 500.00 162.97 39000 61400
11 12.50 25.46 500.00 162.97 53000 124573
12 | 12.50 25.46 500.00 162.97 165000 625380
(*) Durchldufer, aber Anriss vorhanden

Tabelle B.9: Ergebnisse der Versuchsreihe K05 SZZT
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Abbildung B.9: Ergebnisse der Versuchsreihe K05 _SZZT
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Versuchsreihe: KO05_NP_ GAUSS
‘Werkstoff: S355
Kerbradius: 0,5 mm
Beanspruchung: variable Amplituden, gefiltertes Gaufiprofil (Gaui4), Zug/Druck & Torsion
90° phasenverschoben, R = —1 fir beide Lastkanéle
Probenskizze: -
13T}
Zug Torsion Ssp. bis Ssp. bis
Nr. Anmerkungen
F, [kN] | Syo [MPa] | M, [Nm] | St [MPa] | Anriss Ny | Bruch Np
1 100.00 203.72 555.56 181.08 46392 59153
2 90.00 183.35 500.00 162.97 63101 109000
3 80.00 162.97 444.44 144.87 87058 180975
4 110.00 224.09 611.11 199.19 15369 31908
5 120.00 244.46 666.67 217.30 19917 27095
6 60.00 122.23 333.33 108.65 608250 - (*)
7 75.00 152.79 416.67 135.81 167007 245986
8 95.00 193.53 527.78 172.03 49699 82299
9 95.00 193.53 527.78 172.03 99406 162002 (%)
(*) Ausgebaut bevor die Probe gebrochen ist
(**) Versuch mit ungefilterter Lastfolge, nicht in Regression enthalten

2 160F
5 140 ¢
120 |

100 ¢

max. Kraftamplitude F'z, in
(@) 98]
(e o

W
(e
T

Abbildung B.10: Regression

Tabelle B.10: Ergebnisse der Versuchsreihe KO5__NP__GAUSS

#  Versuche Bruch
O Versuche Anriss| ]

Bruch-WL
Anriss-WL

10*

106

Schwingspielzahl N (log)

der

K05 NP GAUSS

Regression:

Neigung k [-]

SNna(N =103) [MPa]

Streuung T'x

Versuchsreihe

Anriss Bruch

5.4 5.0
195.1  226.9
2.0 1.3
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Versuchsreihe: K2 NP GAUSS

‘Werkstoff: S355

Kerbradius: 2.0 mm

Beanspruchung: variable Amplituden, gefiltertes Gaufiprofil (Gaui4), Zug/Druck & Torsion
90° phasenverschoben, R = —1 fir beide Lastkanéle

Prob ki : -
robenskizze e EE j@ N

Zug Torsion Ssp. bis Ssp. bis
Nr. Anmerkungen
F, [kN] | Syo [MPa] | M, [Nm] | St [MPa] | Anriss Ny | Bruch Np

1 100.00 203.72 489.81 159.65 268364 547646

2 110.00 224.09 538.79 175.62 159169 207257

3 120.00 244.46 o87.77 191.58 - 171335 (*)
4 105.00 213.90 514.30 167.64 212368 252870

) 130.00 264.83 636.76 207.55 71940 91170

6 100.00 203.72 489.81 159.65 - 318353 (*)
7 140.00 285.21 685.74 223.52 59514 73325

8 90.00 183.35 440.83 143.69 - 963336 (*)
9 90.00 183.35 440.83 143.69 251100 485064

(*) Kameraausfall

Tabelle B.11: Ergebnisse der Versuchsreihe K2 NP_ GAUSS

a0
é 200 i
Bruch-WL
Z. 180 A;li‘i:ss-WL
= Versuche Bruch
= 160 O Versuche Anriss| ]
| 140 t
Regression:
120
Anriss Bruch
Neigung k [-] 4.1 5.7

Sna(N =103%) [MPa] 377.1  289.0
Streuung Ty 1.7 2.0

oo
o
T

10* 10° 106
Schwingspielzahl N (log)

max. Kraftamplitude F'z, i
=
(@)

Abbildung B.11: Regression der
Versuchsreihe K2 NP GUASS
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10°

10°

Versuchsreihe: K05 NP UK
Werkstoff: S355
Kerbradius: 0.5 mm
Beanspruchung: variable Amplituden, unkorreliert, Lastkanal 1: Zug/Druck mit
gefiltertem GauBprofil (GauBb) & Lastkanal 2: Torsion mit gefiltertem
Profil Fischer 77 (GauB6), 90° phasenverschoben
Probenskizze:
Zug Torsion Ssp. bis Ssp. bis
Nr. Anmerkungen
Fy [kN] | Syq [MPa] | M;, [Nm] | S, [MPa] | Anriss N4 | Bruch Np
1 100.00 203.72 555.56 181.08 19491 53384
2 80.00 162.97 444.44 144.87 230470 378585
3 70.00 142.60 388.89 126.76 195285 452019
4 90.00 183.35 500.00 162.97 62879 132287
5 110.00 224.09 611.11 199.19 17496 37071
6 65.00 132.42 361.11 117.70 355440 589144
7 90.00 183.35 500.00 162.97 42848 97656
8 50.00 101.86 277.78 90.54 2000000 2000000 (*)
(*) Durchléufer
Tabelle B.12: Ergebnisse der Versuchsreihe K05_NP_ UK
"0
= ,
— 160 F Bruch-WL
Z Anriss-WL
~4 140} »  Versuche Bruch | ]
E 120 F O Versuche Anriss| |
N o
| 100 ) .
2 Regression:
g 80 " Anriss Bruch
a o .
g o = Neigung & -] 6.8 6.0
E 60
& J Sna(N =10%) [MPa] 161.2  199.3
~
:x? Streuung T 3.0 2.1
%40
g

10*

Schwingspielzahl N (log)

Abbildung B.12: Regression der
Versuchsreihe K05 NP UK
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Versuchsreihe: K2 NP UK

Werkstoff: S355

Kerbradius: 2.0 mm

Beanspruchung: variable Amplituden, unkorreliert, Lastkanal 1: Zug/Druck mit
gefiltertem GauBprofil (GauB5) & Lastkanal 2: Torsion mit gefiltertem
Profil Fischer 77 Gauﬁﬁ) 90° phasenverschoben

Probenskizze: _
D e — | ‘ —_——
|-
Zug Torsion Ssp. bis Ssp. bis
Nr. Anmerkungen
Fy [kN] | Syq [MPa] | M;, [Nm] | S, [MPa] | Anriss N4 | Bruch Np
1 100.00 203.72 489.81 159.65 600356 882793
2 120.00 244.46 587.77 191.58 118459 238000
3 110.00 224.09 538.79 175.62 214727 307079
4 130.00 264.83 636.76 207.55 155733 219739
5 95.00 193.53 465.32 151.67 988962 1411259
6 115.00 234.28 563.28 183.60 96962 174704
7 130.00 264.83 636.76 207.55 59958 108797
8 105.00 213.90 514.30 167.64 339772 655131
Tabelle B.13: Ergebnisse der Versuchsreihe K2_ NP_ UK
o0
CO, 180 ,
Bruch-WL
Z Anriss-WL
~4 160 = Versuche Bruch
E O Versuche Anriss
|L§ 140 +
< - Regression:
_g Anriss Bruch
=)
Neigung k |- 9.0 8.2
g 100 gung k [-]
= Sna(N =103%) [MPa] 203.6 230.1
—
M‘ Streuung Ty 3.2 2.6
£ 80 . *
£ 10 10° 10°

Schwingspielzahl N (log)

Abbildung B.13: Regression der
Versuchsreihe K2 NP UK
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