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Kurzfassung

In der vorliegenden Arbeit wird eine Berechnungs- und Bewertungsstrategie zur
Schadenstoleranzanalyse von komplexen Strukturen vorgestellt. Das gewéhlte Bei-
spiel eines Triebwerks innerhalb der Fan Blade off Windmilling Condition dient
hierbei als Paradebeispiel einer komplexen Geometrie und Beanspruchungssituati-
on. Die numerische Abbildung dieser Problemstellung ist aufgrund der Komplexitat
nicht innerhalb einer einzigen Programmlosung zu begegnen. Dementsprechend soll
dargestellt werden, mit welchen Mitteln und Methoden eine Modellierungen der ein-
zelnen Problemstellungen erfolgen kann und eine adédquate Abbildung ermoglicht.
Dadurch soll ein modularer Aufbau entstehen, der ohne grofie Anpassungsschwierig-
keiten auf wesentlich komplexere Modelle und Lasten angepasst werden kann und
dadurch die Aussagegite in entsprechender Qualitiat ermoglicht.

Mit Hilfe der vorzustellenden MMM- und der darauf aufbauenden weiterentwickelten
DIH-Hypothese wird eine auf FEM- bzw. BEM-basierende Festigkeitsbewertung fiir
(nicht-)proportionale Beanspruchungen lastfreier Oberflichen verwirklicht. Es wird
gezeigt, wie sie im Rahmen einer FEM-basierten Beanspruchungsanalyse eingesetzt
werden kann und welche Vorziige sie durch ihr prozessabhéangiges Vorzeichen er-
geben, mit dem Zug- und Druckbeanspruchungen klar voneinander unterscheidet
werden konnen. Das Lebensdauerkonzept, welches von Mertens und Hahn [HAH95]
vorgestellt wurde, wird fiir Verwendung von Vergleichsspannungen angepasst, was
die Einfithrung eines neuartigen Haigh-Diagramms ermoglicht.

Durch die Verwendung des (modifizierten) Neuberverfahrens kann auf eine aufwen-
dige plastische, nichtlineare FEM-Berechnung verzichtet werden, ohne nennenswerte
Einbuflen der Aussagegiite zu fiirchten, wie der Vergleich mit Versuchswerten (An-
hang G) zeigt.

Die vorgefithrte Schadenstoleranzanalyse beweist exemplarisch, dass sie fiir eine
komplexe Struktur gegeniiber einer klassischen Bauteilbewertung iiberlegen ist und
andere Aussagen beztiglich der Lebensdauer der Struktur zulésst.

II



Abstract

In this dissertation a calculation and evaluation strategy is presented to perform a
damage tolerance analysis of complex structures. The chosen example of a jet engine
within windmilling fan blade off condition serves as suitable sample of a complex
geometry and loading situation. The numerical illustration of this problem can not
be solved within a single program solution due to the complexity. Accordingly it will
be shown which methods can be used to solve each problem and create a suitable
modeling of the whole process. Thus, a modular process is to develop, which shall
be adapted for more complex models and loads without major difficulties if desired.
The result will only depend on the quality of the used models.

With the help of the new presented MMM and further developed DIH-Hypothesis a
FEM- or BEM-based fatigue assessment for (non-)proportional loading of load free
surfaces is feasible. It will be shown, how the FEM-/BEM-based fatigue assessment
will be used and which advantages this new procedure offers. One of the advantages
is a process based algebraic sign of the equivalent stress of the MMM-Hypothesis,
which matches also the von Mises yield criterion for ductile materials exactly. By
using the (modified) Neuber method a non-linear FEM-calculation can be dispensed,
without a significant loss of quality in the result but a minor effort in computation.
The to presenting damage tolerance analysis is going to exemplify, that it is superior
for a complex structure compared to a classical component based evaluation and will
allow other statements regarding the prediction of the fatigue life of the structure.
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1 EINLEITUNG

1 Einleitung

Heutzutage dominiert die Globalisierung weite Teile des gesellschaftlichen Lebens.
Es ist mittlerweile zu einer Selbstverstandlichkeit geworden, zur téaglichen Arbeit
zu pendeln, zu jeder Zeit jegliche saisonale Ware zu erhalten oder dass der néchst
auserkorene Urlaubsort weiter entfernt liegt. Zwar mag es einen Trend hin zu regio-
nalen Begebenheiten hierzulande geben, jedoch sagt das World Business Council for
Sustainable Development eine weitere globale Zunahme der jahrlichen Verkehrsleis-
tung voraus [WBCO04]. So soll die jahrliche Personentransportleistung von 2010 mit
einem Wert von ca. 38 Billionen km bis 2050 auf einen Wert von ca. 74 Billionen
km steigen, was nahezu einer Verdopplung entspricht. Hierbei sticht der Flugverkehr
besonders hervor, da dieser die héchsten prozentualen Zuwachsraten der verschie-
denen Verkehrssysteme aufweist. 2010 betrug allein der Personenflugverkehr einen
Umfang von ca. 4,75 Billionen km [ICAO11] und steigt bis 2050 nach Prognosen auf
eine jahrliche Personentransportleistung von ca. 16 Billionen km an. Hierbei ent-
steht ein klarer Zielkonflikt zwischen dem Anstieg der Verkehrsleistung zu den zur
Verfiigung stehenden begrenzten natiirlichen Ressourcen in Form von OL.

Um die Kosten fiir den Transport preiswert halten zu kénnen, sind die Verkehrstrager
gezwungen MaBnahmen zu ergreifen, fossilen Kraftstoff einzusparen. Uberwiegend
geschieht dies tiber Leichtbau, der das Ziel verfolgt, Masse einzusparen. Dies ist je-
doch gerade bei Verkehrstriagern schwierig, die bereits ein hohes Mafl an Leichtbau
aufweisen, wie es z. B. in der Luft- und Raumfahrttechnik der Fall ist.

Hier miissen die grofiten Anstrengungen unternommen werden, um weiter das Ge-
wicht nach unten zu korrigieren. Dieser Innovationsdruck wird in der Luftfahrtin-
dustrie von den Fluglinienbetreibern an die Flugzeughersteller herangetragen, die
diese Einsparforderungen in der Regel an die Triebwerkhersteller weiterreichen. Seit
den 1950er Jahren hat sich somit der Kerosinverbrauch von Triebwerken um ca. 70%
gesenkt und soll weiter verringert werden.

1.1 Windmilling post Fan Blade off Condition

Die Rahmenhandlung dieser Arbeit befasst sich mit einer Triebwerkstruktur, wel-
che sich im Lastfall des sogenannten ,Windmilling post Fan Blade off Condition“
befindet, was im Folgenden mit FBO-Windmilling bezeichnet wird. Beim FBO-
Windmilling handelt es sich um eine besondere Lastsituation fiir ein Triebwerk, bei
dem es am vorderen Fan (siche Abb. 1.1) zu einem Verlust von Teilen einer Schaufel,
einer Schaufel oder auch zum Verlust von mehreren Schaufeln gekommen ist. Ein
Schaufelverlust kann dabei mehrere Ursachen haben, wie z. B. ein Materialfehler
oder der Eintritt eines groBleren Fremdkorpers in das Triebwerk. Der Schaufelver-
lust wird als Fan Blade off-Event bezeichnet, ist jedoch nicht weiter Thema dieser
Arbeit.

Ein solch beschidigtes Triebwerk besitzt eine grofle dynamische Unwucht (High
Power Imbalance Condition) fiir die Tragstruktur, weshalb es nicht weiter betriebs-
bereit ist und folglich abgeschaltet wird. In der Regel geschieht das durch eine Un-
terbrechung der Treibstoffzufuhr. Aufgrund der Tatsache, dass moderne Passagier-
maschinen mit mehreren Triebwerken ausgestattet sein miissen, kann im giinstigen
Fall ein anderes Triebwerk den notwendigen Schub zum Weiterflug zur Verfiigung
stellen. Da das beschadigte Triebwerk jedoch weiter durch den Fahrtwind durch-
stromt und dadurch angetrieben wird, ahnlich einer Windmiihle, wird hierbei von



1.2 Strukturmechanische Betrachtung

Intermediate Rear Bearing Support
Fan Casing Structure

Abbildung 1.1: Beispiel eines aktuellen Turbofantriebwerks (BR725) der Fa. Rolls-Royce

Windmilling gesprochen (Windmilling Condition). Dadurch existiert weiterhin eine
Unwucht, die die tragende Struktur des Triebwerks innerhalb wie auflerhalb enorm
belastet und wodurch es zu weiteren (fatalen) Schédden kommen kann. Diese beson-
dere Lastsituation stellt somit das FBO-Windmilling dar.

Im weiteren Verlauf der Arbeit wird der Fokus auf die innere Tragstruktur des
Triebwerks gelegt, welche aus dem Intermediate Casing (IMC) und der Rear Bea-
ring Support Structure (sieche Abb.1.1) besteht. Es sei nur am Rande erwdhnt, dass
zusatzlich sichergestellt sein muss, dass die auftretenden Schwingungen nicht den
sicheren Flugbetrieb behindern diirfen. Im Cockpit muss ein sicheres Agieren und
Ablesen der Instrumente stets moglich sein.

Zusammengenommen ergibt das FBO-Windmilling ein komplexes Szenario aus den
Bereichen Strukturmechanik und -dynamik und ist aufgrund der moglichen Aus-
wirkungen auch Bestandteil fiir die Zulassung eines neuen Triebwerks. Der Trieb-
werkshersteller ist verpflichtet nachzuweisen, dass das Triebwerk diesen Lastfall mit
den gesetzten Anforderungen tibersteht. Diese Arbeit betrachtet hierbei primér den
strukturmechanischen Aspekt des FBO-Windmillings und die Méglichkeiten der Ab-
bildung innerhalb einer Struktursimulation.

1.2 Strukturmechanische Betrachtung

Fir die strukturmechanische Auslegung eines Triebwerks, bezogen auf den FBO-
Windmilling-Lastfall, besteht grundsétzlich die Moglichkeit, die Struktur so auszu-
legen, dass sie hierdurch keinerlei Ermiidung erfahrt und den Lastfall ohne weitere
Schéden tibersteht. Dabei handelt es sich um einen normalen Ermiidungs- bzw. Be-
triebsfestigkeitsnachweis (,Fatigue (Safe-Life) Evaluation®). Eine solche Konstrukti-
on besitzt jedoch den Nachteil, dass sie relativ schwer ist. Bezogen auf den normalen
Betriebszustand bedeutet dies eine deutliche Uberdimensionierung der Tragstruktur.
Ein Vorhaben der nordamerikanischen Luftfahrtbehérde FAA! [FAA97] und der eu-
ropéischen Pendants EASA2[EASA07], [EASA13] bzw. JAA3 sieht vor, dass beziig-

1Federal Aviation Administration
2European Aviation Safety Agency
3Joint Aviation Authorities
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lich des FBO-Windmillings auch ein Nachweis fiir eine gewisse Schadenstoleranz
(,Damage-tolerance (fail-safe) Evaluation“) moglich sein soll. Diese beinhaltet ne-
ben einer Ermiidungsuntersuchung eine bruchmechanische Betrachtung der Struk-
tur. Der Lastfall muss somit nicht schadlos tiberstanden werden. Dabei ist ange-
strebt, dass die tragende Triebwerkstruktur die auftretende Unwucht mindestens
180 min iiberstehen muss, um damit der Besatzung geniigend Zeit einzuraumen,
dass sie einen sicheren Landeplatz erreichen kann. Die in dieser Zeit auftretenden
Schéden miissen entsprechend beherrschbar sein und diirfen keine unmittelbare Ge-
fahr fiir das Flugzeug darstellen.

Diese Vorgabe kann eine wesentlich geringere strukturelle Masse der tragenden
Struktur des Triebwerks zur Folge haben, was im Normalbetrieb zu Kosteneinspa-
rungen fiithrt und den COo-Ausstofl verringert.

1.3 Struktur und Zielsetzung der Arbeit

Die Ziel der Arbeit ist die Beschreibung und Darstellung einer Schadenstoleranzana-
lyse, welche am Beispiel eines Triebwerks innerhalb des FBO-Windmilling-Szenario
vorgefithrt wird. Der grundlegende Aufbau einer Schadenstoleranzanalyse ist in Abb.

Externe |—

|
Lasten : [
|
I
\

\astpfad-

\
adQﬂStoleranza“a\‘

Abbildung 1.2: Struktur einer Schadenstoleranzanalyse

1.2 dargestellt und zeigt schematisch die einzelnen Bestandteile, Methoden und
Werkzeuge, die im Laufe der Analyse zum Einsatz kommen (konnen). Die Glie-
derung der vorliegenden Arbeit orientiert sich entsprechend am besagten Ablauf.
Zuerst werden hierzu die theoretischen Hintergriinde beleuchtet, wobei die verwen-
deten Modellierungen und Werkzeuge am Ende vorgestellt werden.
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Das FBO-Windmilling-Szenario kann sich je nach Dimensionierung der Tragstruk-
tur und Belastungsgrofie sowohl im Zeitfestigkeitsbereich als auch im Dauerfestig-
keitsregime befinden. Beide weisen teilweise unterschiedliche Konzepte auf, da sie
auf unterschiedlichen Wirkmechanismen basieren. Aus diesem Grund wird zu Be-
ginn auf die Grundlagen der Bauteilermiidung (Kapitel 2) eingegangen, um u. a.
aufzuzeigen, welchen Umfang allein der Bewertungsteil fiir die Ermiidung aufweist.
Somit werden die einzelnen Konzepte und Einflussfaktoren der Lebensdauerabschét-
zung erldutert und ihre Schwierigkeit bei der Verwendung von Finiten Elementen
bzw. Randelementemethoden dargestellt. Dies betrifft z. B. die traditionelle Kompo-
nentenaufteilung der Beanspruchungen, was die Berticksichtigung der Stiitzwirkung
erschwert und fiir eine Verwendung von FEM bzw. BEM ungeeignet ist.

Weiterhin erfolgt im anschlieBenden Kapitel 3 eine kritische Betrachtung der bishe-
rigen Konzepte, die bei nicht-proportionalen Beanspruchungsverlaufen Verwendung
finden. Als Konsequenz wird ein Verfahren vorgestellt (Kapitel 3.2), welches neue
Losungsansatze fiir die Lebensdauerabschétzung fiir lastfreie Bauteiloberflichen un-
ter (nicht-)proportionaler Beanspruchung bietet und sich fiir die Verwendung der
Methoden der Finiten Elemente als auch der Randelementemethode eignet. Es wird
an einem Beispiel vorgefiihrt, was die Vorziige herausarbeitet und neue Sichtweisen
ermoglicht.

Als Teil einer genauen Lebensdauerabschatzung einer Struktur im Zeitfestigkeits-
bereich ist eine bruchmechanische Bewertung unverzichtbar. Gerade bei komplexen
Strukturen, die statisch unbestimmt sind, ist eine vollstdndige Schadensfreiheit zu
hinterfragen, da sich neue Lastpfade ergeben, die die Beanspruchungssituation ver-
andern konnen. Eine sich daraus ergebende Schadenstoleranzanalye umfasst somit
eine Ermiidungsbewertung und eine bruchmechanische Bewertung, um die Schadi-
gung abbilden zu kénnen. Dementsprechend wird in Kapitel 4 ein kurzer Uberblick
iiber die linear-elastische Bruchmechanik geboten, die fiir die Schadenstoleranzana-
lyse Verwendung findet. Hier wird ebenfalls erldutert, warum andere bruchmecha-
nische Konzepte nicht genutzt werden.

In Kapitel 5 wird eine Schadenstoleranzanalyse exemplarisch am Beispiel eines ein-
fachen Triebwerkmodells im Rahmen des FBO-Windmillings durchgefiihrt. Dies be-
inhaltet sowohl eine Diskussion der Schwierigkeiten einer numerischen Struktursi-
mulation als auch die Darstellung entsprechender Losungsmoglichkeiten, z. B. fir
die Abbildung der Schadigung.

Das Ergebnis zeigt eine Schadenstoleranzanalyse, die bewusst modular gestaltet ist,
was sowohl den theoretischen Teil betrifft als auch die praktische Ausfihrung. Da-
durch ist eine einfache Adaption der Schadenstoleranzanalyse auf andere komplexe
Bauteile leicht umsetzbar.
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2 Grundlagen der Bauteilermiidung

Bauteile unterliegen im Betrieb verschiedenartigen Belastungen, die im Optimalfall
wahrend des Auslegungsprozess des Bauteils allesamt berticksichtigt werden kénnen
und somit ein weitestgehend sicheres Bauteilleben garantieren. Sind diese Belastun-
gen hingegen nicht von genau bekannter Grofle, ergeben sich fiir den Auslegungs-
prozess Schwierigkeiten. Hilfreich in diesem Falle sind hierfiir Sicherheitsrichtlinien,
die fiir das jeweilige Bauteil Vorschliage zur Berechnung und Abwigungen von zu
verwendenden Sicherheiten geben, wie z. B. die FKM-Richtlinien Betriebsfestigkeit
und Bruchmechanischer Festigkeitsnachweis, DIN 743, DIN 15018, VDI 2230 etc.
Fast jegliche Anwendung ist heutzutage mit solchen Sicherheitsrichtlinien abgedeckt.
Fiir speziellere Anwendungen (wie z. B. Windkraftanlagen und Triebwerke) gibt es
héaufiger sogenannte Vorschriftenrichtlinien, die ein Lastenheft vorschreiben. Sie de-
finieren, welche Lasten bzw. welche Sonderlasten das Bauteil zu ertragen hat, damit
es zugelassen werden kann oder schreiben die gesamte Auslegungsberechnung vor.
Generell konnen Festigkeitsnachweise in verschiedene Konzepte unterteilt werden.

2.1 Festigkeitskonzepte

2.1.1 Nennspannungskonzepte

Das Nennspannungskonzept gilt als ein sehr aussagekréiftiges Auslegungskonzept. In
diesem werden die aus einer dufleren Belastung vorhandenen und auf einen Quer-
schnitt bezogenen Nennspannungen mit zulassigen Bauteilwerten verglichen. Dies ist
vor allem bei einfachen Bauteilformen, wie beispielsweise Wellen und Achsen, ver-
gleichsweise leicht anzustellen. Ein Nennquerschnitt ist hier leicht zu identifizieren.
Durch ausgefithrte Bauteilversuche, die mit den im Betrieb zu erwartenden Lasten
ausgefithrt werden, ist ein sicheres Auslegen moglich.

Nachteilig ist natiirlich der aufwendige Bauteilversuch, der zeit- und kostenintensiv
ist. Um diesen Malus zu umgehen, sind fir gingige Maschinenbauteile Sicherheits-
richtlinien entstanden, welche Berechnungsvorschriften beinhalten, um ausgehend
von Werkstoffwerten zuldssige Bauteilwerte zu ermitteln. Als Beispiel sei hier die
DIN 743 [DIN743] zu nennen, welche auf umfangreiche Bauteilversuche von Wellen
und Achsen zuriickzufithren ist. Somit kann der Anwender dieses "Wissen” nutzen
und ohne groffem Aufwand ein Nennspannungskonzept als Berechnungsgrundlage
fiir eine Wellenauslegung verwenden. Dementsprechend handelt es sich bei der DIN
743 um ein Nennspannungskonzept mit Interaktionsformeln.

2.1.2 Ortliche Konzepte/ Kerbspannungskonzept

Beim Ortlichen Konzept werden vorhandene Bauteilspannungen mit zuldssigen Werk-
stoffwerten verglichen, um eine Festigkeitsaussage treffen zu kénnen. Heutzutage
entstammen die vorhanden Bauteilwerte aus numerischen Berechnungsprogrammen,
wie z. B. FEM- oder BEM-Simulationen. Hier ist gegebenenfalls der Zeit- und Kos-
tenaspekt bei der Modellerstellung zu sehen, der sich je nach Komplexizitdt mehr
oder weniger aufwendig und fehleranféllig gestaltet. Dieses Konzept aus relativ leicht
zu ermittelnden, vorhandenen Beanspruchungen und der einfache Vergleich mit zu-
lassigen Werkstoffwerten ist heutzutage weit verbreitet. Jedoch zeigt beispielswei-
se Sonsino in [SON93] auf, dass bei Verwendung des Ortlichen Konzepts die Le-
bensdauer eines Bauteils weit unterschatzt werden kann. Ursachlich hierfir ist die
Vernachlédssigung der Stiitzwirkung aufgrund des Spannungsgradienten. Dieser ist
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beispielsweise komplett unberticksichtigt, wenn die vorhandene, ortliche Kerbspan-
nung mit einer kerbfreien Wohlerkurve aus einem axialen Schwingversuch resultiert,
dessen Spannungsverteilung im Probenquerschnitt homogen verteilt ist.

2.1.3 Strukturspannungskonzept

Das Strukturspannungskonzept betrachtet eine komplexe Struktur, wie z. B. Schweif3-
konstruktionen und ihre Strukturspannungen ganzheitlich. Spannungsiiberh6hungen
der vorhandenen Nennspannungen werden dabei nur bei globalen Geometrieveran-
derungen betrachtet. Dies macht sie fiir groflere komplexe Strukturen attraktiv, da
sich der Rechenaufwand in Grenzen halt. Lokale Besonderheiten, wie beispielsweise
Kerbstellen, welche Kerbspitzen zur Folge haben, werden generell nicht abgedeckt.
Sie konnen jedoch leicht eingebunden werden, indem diese Stelle separat model-
liert betrachtet wird und entsprechend dquivalent zu der in der FEM bekannten
Methode der Submodell- oder der Substrukturtechnik ist. So werden Kerben oder
werkstofliche Besonderheiten auf der Seite der Festigkeit berticksichtigt in Form der
zu verwendenden Wohlerlinien (siehe Kapitel 2.4.2).

2.2 Lebensdauerkonzepte

Unter konventionellen Lebensdauerkonzepte sind Festigkeitskonzepte zu verstehen,
die auf vereinfachte Modellannahmen basieren und einen Grofiteil der Anwendun-
gen hinreichend genau abbilden. So wird beispielsweise die auftretende Belastung
als zeitlich konstant oder als sich periodisch wiederholende Schwingbelastung mo-
delliert (siehe Abb. 2.1 a)). Ebenso kann fir einen GroBteil der Anwendungen von
einer proportionalen Beanspruchung der Struktur ausgegangen werden. Eine Pha-
senverschiebung wird somit nicht betrachtet(siehe 2.1 b)). Weiterhin wird bei den
konventionellen Lebensdauerkonzepten der elastische Bereich und somit der Giil-
tigkeitsbereich des Hooke’schen Gesetzes nicht verlassen(siehe 2.1 ¢)). Letztendlich
geht die konventionelle Modellvorstellung von einer schadfreien Struktur aus. Somit
kénnen nur schwache Kerben bis Kerbformen mit o = 1...5 — 6 berticksichtigt wer-
den (siehe 2.1 d)).

Aufbauend auf diesen konventionellen Lebensdauerkonzepten haben sich mit der Zeit
und auch aufgrund moderner Hilfsmittel die Moglichkeiten fir den Auslegungspro-
zess erweitert. So konnen z. B. durch Messkampagnen oder durch Telemetriedaten
die Belastungs-Zeitfunktionen teilweise hinreichend genau schon im Auslegungspro-
zess beriicksichtigt werden. Plastizitdtsreserven miissen demnach nicht unbertick-
sichtigt bleiben. Ebenfalls die Berechnung von schadhaften Strukturen bzw. scharf
gekerbte Bauteile sind durch die Methoden der Bruchmechanik soweit erschlossen,
dass diese Bauteile beherrschbar erscheinen.

Einzig das Kapitel der nicht-proportionalen Beanspruchungen hat in den letzten
Jahren und Jahrzehnten viele Theorien und Ansétze geliefert, jedoch sind diese
stets durch neue Theorien und Ansétze ersetzt worden. Die Schwierigkeiten der
nicht-proportionalen Beanspruchungen ergeben sich hierbei aufgrund der mitunter
schwierigen Einbindung der klassischen Festigkeitshypothesen.

Eine kurze Ubersicht auf die in der Literatur zu findenden und zurzeit verwendeten
Methoden ist in Kapitel 3 zu finden.

Ebenfalls innerhalb dieses Kapitels wird ein einheitliches Konzept zur Erfassung der
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Abbildung 2.1: Lebensdauerkonzepte nach [IRH03]

nicht-proportionalen Beanspruchungen und der sich daraus ergebenden Festigkeits-
konzepte vorgestellt.

2.3 Dauerfestigkeit von homogen beanspruchten Bauteilen

Ein Bauteil wird als dauerfest angesehen, wenn es im vorgesehenen Betrieb, mit den
zu erwartenden dynamischen Beanspruchungen, nicht zu einem Versagen kommt.
Hierbei gelten, je nach Anwendungsfall, 5 - 10° bis 1 - 108 Lastwechsel als dauerfest.
Generell unterscheiden sich Festigkeitsnachweise je nachdem, ob allein monotone
oder zyklische Belastungen am auszulegenden Bauteil anliegen. Der Grund ist in
den unterschiedlichen Wirkprozessen im Werkstoff zu suchen. Somit kann der selbe
Werkstoff, je nachdem wie er belastet ist, ein unterschiedliches Festigkeitsverhalten
aufweisen. So stellt z. B. eine monotone Belastung keine versagenskritische Last dar,
wahrend sie als Amplitude aufgebracht nach gewisser Zeit zu einem Versagen fiihrt
(Zeitfestigkeit, siehe Kapitel 2.4).

Fiir die Festigkeitsbewertung ist es somit notwendig, die vorhandene Belastung in
ihre schwingenden und ruhenden Anteile zu zerlegen und dem Bewertungsprozess zu-
zufithren. Als einfachste Form der Modellierung einer dynamischen Beanspruchung
wird eine harmonische Schwingung zugrunde gelegt (siehe Abb. 2.2).
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Abbildung 2.2: Aufteilung der Schwingungsanteile

t

Es koénnen jedoch auch Rechteck-, Dreieck- oder Sagezahnfunktionen verwendet wer-
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den, bei denen die Mittelanteile nicht dem zeitlichen Mittel entsprechen miissen.
Aus dem Verhéltnis von der Unterspannung o, und der Oberspannung o, kann das
Spannungsverhaltnis

(2.1)

gebildet werden.
Bei einer reinen Wechselbeanspruchung (o, = 0) betragt das Spannungsverhéltnis

R = —1. Die dazugehorige zuldssige Ausschlagspannung, welche dauerhaft ertrag-
bar ist, wird als Wechselfestigkeit oy bezeichnet. Eine rein schwellende Belastung
(0m = 0,) weist einen Wert von R = 0 auf. Hier ist die dauerhaft ertragbare

Schwellfestigkeit ogen, als zuldssiger Wert zu verwenden. Der schwingende Anteil
der Schwellfestigkeit liegt betragsméaflig unterhalb der Wechselfestigkeit. Ursachlich
hierfur ist die sogenannte Mittelspannungsempfindlichkeit M nach Schiitz [SCH65].
Mit Zunahme einer Mittelspannung o, ist eine Abnahme der ertragbaren Aus-
schlagspannung o4 festzustellen, wobei eine negative Mittelspannung die zuléssige
Ausschlagspannung positiv beeinflussen kann. Veranschaulicht wird dies im soge-
nannten Dauerfestigkeitsschaubild nach Haigh (siche Abb. 2.3). In diesem ist die

Spannungsamplitude O-a

Mittelspannung O'm

Abbildung 2.3: Dauerfestigkeitsschaubild nach Haigh

Ausschlagspannung iiber die Mittelspannung aufgetragen, wobei zu sehen ist, wie
sich eine vorhandene Mittelspannung auf die ertragbaren Spannungsamplituden aus-
wirken.

Formal kann die Mittelspannungsempfindlichkeit tiber die Sekantensteigung der
Dauerfestigkeitsgeraden zwischen der Wechselfestigkeitslinie (R = —1) und der
Schwellfestigkeitslinie (R = 0) abgelesen werden. So ergibt sich auch der Zusam-

menhang
R=—-1)—04(R=0 — Zschw
M = UA( ) UA( ) — ow 2 . (22)
om(R =0) Taghu

o4 bezeichnet hierbei eine dauerfest ertragbare Amplitude, die bei R = —1 mit der
Wechselfestigkeit zusammenfallt.
Die Mittelspannungsempfindlichkeit ist eine werkstoffabhingige Grofle, die nach
Schiitz [SCH65] von der Zugfestigkeit des jeweiligen Werkstoffs abhéngig ist (sie-
he Abb. 2.4).

Sprode Werkstoffe besitzen eine hohe Mittelspannungsempfindlichkeit, weshalb die
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Dauerfestigkeitslinie bei diesen Werkstoffen tendenziell zu einer abfallenden Gera-
den degeneriert.

Bei duktilen Werkstoffen weist die Dauerfestigkeitslinie einen parabolischen bzw.
einen elliptischen Verlauf auf, der die Mittelspannungsachse in den meisten Féllen
bei der Zugfestigkeit (o. a.) schneidet. So hat beispielsweise Dietmann [DIE73] mit

JA Ouvm
- /1= 2.3
ow R, ( )

eine Wurzelfunktion zur Beschreibung der Dauerfestigkeitslinie verwendet. Sie schnei-
det die Abszisse beim Zugfestigkeitswert unter einem Winkel von 90°, was bei einer
Ubertragung in ein sogenanntes Smith-Diagramm an dieser Stelle zu einem nicht
nachvollziehbaren Verlauf fiihrt.

Troost und El-Magd [TEM75] hingegen haben einen quadratischen Ansatz gewahlt,
der durch die Beziehung

oA Oum Oum 2

—=1—-p- —(1—p)- 2.4

ow b (Rm> 1=p) (Rm> (24)
beschrieben wird. Hierbei ist der Parameter p durch

M2 R 4 M- R — o2
p= - (2.5)
ow (Rp —ow+ M- R,)

zu bestimmen.

Diese Parabel ist nach unten geofinet, solange der Parameter p < 1 ist. Des Wei-
teren darf der Parameter nicht p < 0 werden, da ansonsten ein Scheitelpunkt im
ersten Quadranten entsteht, der zur Aussage fiihrt, dass sich bei steigender Mittel-
spannung zuerst ein Anstieg der zulassigen Ausschlagspannung einstellt, bevor diese
zum Abszissenschnittpunkt bei R,, zu Null abfallt. Befindet sich der Parameter p
hingegen im geforderten Bereich, besitzt die Parabel beim Scheitelpunkt R, einen



2.3 Dauerfestigkeit von homogen beanspruchten Bauteilen

Winkel von 45° 4. Jedoch ist hier ebenfalls die Zugfestigkeit als Abszissenschnitt-
punkt zugrunde gelegt und somit ein Festigkeitswert aus der Statik. Es wird folglich
angenommen, dass sich dieser Festigkeitswert iiber die Belastungsgeschichte nicht
verandert, obwohl beispielsweise Entfestigung und Verfestigung die Festigkeit we-
sentlich beeinflussen kénnen (siehe Kapitel 2.4).

Daher wurde in [MERS8] und [MH93] eine verallgemeinerte quadratische Beschrei-
bung der Dauerfestigkeitslinie vorgestellt.

om 2 2-0 2
7 —(1—“)—(1—0’4) (2.6)
R;‘n b ow b ow
Hierbei konnen die Parameter b und die fiktive Zugfestigkeit R}, an Versuchsergeb-
nisse angepasst werden.

Durch die Forderung nach einem 45°-Winkel am Abszissenschnittpunkt miissen fiir
die Parameter b und R}, die Beziehungen

_2(1+2M)
C242M — M?
1+ 2M 27)
B =S o
gelten.
Mit der Einfithrung einer Abktirzung
oo \2
SRy 142M 47 ‘
kann Gl (2.6) umgestellt werden zu:
oy —QE@H10-Q)-(1-Q-22) o
ow 2-(1-Q) '
Fiir ein vorhandenes Spannungsverhéltnis R wird Gl. (2.9) umgeformt zu
oA —Q+Y@+(1-Q - (1-R)
L. (2.10)

ow (1-Q)-(1-R)

Dabei ist jedoch zu beachten, dass das hier verwendete Spannungsverhéaltnis R nur
fiir schwingende Zug-Druckbeanspruchungen gilt.

Dennoch besitzt die Ansatzfunktion Gl. (2.10) fir die Dauerfestigkeitslinie eine viel-
seitige Anwendungsmoglichkeit fiir semisprode und duktile Werkstoffe.

Eine weitere mogliche Variante ist, die Dauerfestigkeitslinie in verschiedene Bereiche
der Mittelspannungsempfindlichkeit zu unterteilen, wie es beispielsweise die FKM-
Richtlinie [FKM12] empfiehlt.

In der Regel wird beim Haighschaubild noch eine statische Festigkeitsgrenze bertick-
sichtigt, welche die maximal zulassigen Dehnungen definiert. Dies ist eine konserva-
tive Vorgehensweise, wie Hahn [HAH95] sie beispielsweise aus Versuchsergebnissen
von Beste [BES81]| gezeigt hat.

4bei gleicher Achsenskalierung

10
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Abbildung 2.5: a) Zyklische Spannungs-Dehnungskurve b) Hysteresen im Incremental-Step-Test,
316L Stahl, austenitisch, rostfrei [LC02]

2.4 Zeitfestigkeit von homogen beanspruchten Bauteilen

Von Zeitfestigkeit wird gesprochen, sobald eine vorhandene zyklische Beanspruchung
dazu fithrt, dass ein Versagen vor Erreichen der Dauerfestigkeitsgrenze eintritt. Dem-
entsprechend gehoren Lastwechselzahlen bis 5-10° Lastwechseln dem Zeitfestigkeits-
bereich an. Unterteilt wird der Zeitfestigkeitsbereich in die Kurzzeitfestigkeit® und
in die Zeitfestigkeit® allgemein. Streng genommen gehért die statische Festigkeit
zum Lastwechselregime der Kurzzeitfestigkeit, wobei eine Lastwechselzahl von 1/4
bis 1/2 anzusetzen ist, sofern auf eine logarithmische Betrachtung verzichtet wird.

2.4.1 Zyklische Spannungs-Dehnungskurve

Abbildung 2.5 a) stellt eine sich ergebende stabilisierte Spannungs-Dehnungshysterese
dar, die sich im zyklisch stabilisiertem Zustand befindet. Sie wird héaufig auch als
zyklische Spannungs-Dehnungskurve bezeichnet und lasst sich beschreiben durch die
Spannungsschwingbreite Ao, und der dazugehorigen Dehnungsschwingbreite Ae,.
Betragsmaflig weicht sie in der Regel von der statischen Spannungs-Dehnungskurve
(Zigige Spannungs-Dehnungskurve) ab. Liegen hierbei die gemessenen Spannungs-
amplituden oberhalb der ermittelten Spannungen aus dem statischen Zugversuch,
wird von Verfestigung gesprochen und entsprechend von Entfestigung, sofern die ge-
messenen Spannungsamplituden unterhalb der ziigigen Spannungs-Dehnungskurve
liegen. Nur bei zyklisch stabilen Werkstoffen stimmen die ziigige und die zyklische
Spannungs-Dehnungskurve tiberein.

Die Hiélfte der Spannungsschwingbreite ergibt die anliegende Spannungsamplitu-
de o, wohingegen die Hélfte der Dehnungsschwingbreite die Dehnungsamplitde &,
darstellt. Unterteilt wird die Dehnungsamplitude in einen elastischen €, ¢; und einen
plastischen Anteil ¢, ,;, wobei die Position der Hysteresekurve abhéangig ist von einer

Sengl. Low Cycle Fatigue, LCF
Sengl. High Cycle Fatigue, HCF
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2.4 Zeitfestigkeit von homogen beanspruchten Bauteilen

mitunter vorhandenen Mittelspannung o,,.

Die hierfiir verwendeten Spannungs- und Dehnungsamplituden werden entweder aus
spannungs- oder dehnungskontrollierten Versuchen ermittelt, welche prinzipbedingt
aufwendiger sind als ein statischer Zugversuch. Der spannungskontrollierte Versuch
ist so aufgebaut, dass eine Werkstoffprobe mit einer wechselnden Ausschlagspan-
nung konstanter Amplitude beaufschlagt und die gemessene Dehnung iiber der
Lastspielzahl aufgezeichnet wird. Nach Konvention wird hierbei die halbe Anriss-
Schwingspielzahl verwendet und stellt somit ein Mittelwert der Gesamtlebensdau-
er dar; wobei die Definition des Anrisses nicht klar definiert ist. Dies ist fiir ver-
schieden grofie Ausschlagspannungen mit weiteren Werkstoffproben zu wiederholen,
damit durch die so entstehenden Umkehrpunkte der einzelnen stabilisierten Hyste-
resen eine Ausgleichskurve gezogen werden kann, welche die zyklische Spannungs-
Dehnungskurve darstellt. Analog stellt sich der dehnungsgesteuerte Versuch dar, nur
dass hier mit konstanten Dehnungsamplituden die jeweilige Werkstoffprobe bean-
sprucht und die Spannung tiiber der Lastspielzahl festgehalten wird. Da die Last-
spielzahl zwischen Anriss und Bruch hier sehr kurz ausféllt, da die Probe ungekerbt
ist, kann hier bis zum Bruch gepriift werden.

Eine weniger zeitlich aufwendige Methode ist der Incremental-Step-Test [LMEG9)
(sieche Abb. 2.5 b), da hierfiir nur eine Werkstoffprobe Verwendung findet und nicht
bis zum Anriss bzw. Bruch gebracht werden muss. Die Werkstoffprobe wird hier-
bei mit einer an- und abschwellenden Dehnungsamplitude beaufschlagt bis sich die
ergebenden Hystereseschleifen der aufgetragenen Spannung tiber der Dehnung sta-
bilisiert haben. Das Ergebnis weicht jedoch leicht von den oben genannten Versuch-
sergebnissen ab. Daher favorisieren Lemaitre und Chaboche [LCO02] einer weitere
Variante (sieche Abb. 2.6 a), in der eine Werkstoffprobe mit einer schrittweisen Er-

b ) “ Zigige o-g-Kurve
1000 ¢ o o _L—-‘—'
1 Ve
———0
’ .0‘-—. =®0=
o

500 +

Ao/2 (MPa)

== |ncremental-Step-Test

===0 ' Eine Probe je Laststufe

® Stabilisierte Lastsequenzen

0 v T \

0 1 2 Ae/2 (%)

Abbildung 2.6: a) Stabilisierte Hysteren von 316L Stahl bei Lastsequenzen mit Dehnungsintervallen
von 2%, 3%, 4%, 5%. 6%, 2%, 3%, b) Ergebnisunterschied der diversen Verfahren, [LC02]

hohung und spateren Verringerung der aufgebrachten Dehnungsamplitude belastet
wird, sobald sich die Beanspruchungshysterese jeweils stabilisiert hat. Diese Ergeb-
nisse stimmen mit den obigen Ergebnissen iiberein (siche Abb. 2.6 b).

Zur Beschreibung der zyklischen Spannungs-Dehnungskurve hat sich die Formulie-
rung von Ramberg, Osgood [RO43]

1
7

Ae Oq 0o\ n
2—5a_E+<K/> (21]‘>

bewdahrt. Mit dieser aus den drei Werkstoffparametern Verfestigungsexponent n’,

12



2 GRUNDLAGEN DER BAUTEILERMUDUNG

zyklischer Festigkeitskoeffizient K und Elastizitdtsmodul E bestehende Beziehung
konnen die Spannungen und Dehnungen miteinander verkniipft werden. Durch die
Festlegung einer 0,2%-Dehngrenze, analog zur ziigigen Spannungs-Dehnungskurve,
ist der zyklische Festigkeitskoeffizient substituierbar durch die zyklische 0,2%-Dehn-
grenze R;Joz- Damit ist Gl. (2.11) iibersichtlich in einen elastischen und plastischen
Anteil aufzuteilen.

3 -

o, o,
— = €4 = Eqel T Eap = = +0,002- </> (2.12)
P E Rp072

2.4.2 Spannungs-Wohlerlinien

Fir die Darstellung der Zeitfestigkeit dienen u. a. die sogenannten Spannungs-
Woahlerlinien (siehe Abb. 2.7). In diesem Diagramm wird die dynamische Bean-
spruchung, bei einem konstanten Spannungsverhaltnis R (Gl. (2.1)) und zumeist
im doppelt-logarithmischen Maf3-
stab, 1tber der Lastspielzahl
aufgetragen. Folglich koénnen
sowohl Spannungsamplituden als
auch Oberspannungen verwen-
det und gegebenenfalls bei be-
kanntem Spannungsverhéltnis
R umgerechnet werden. Mar- :
kant ist der Zeitfestigkeitsbe- :
reich, der durch die Zeitfestig- '
keitslinie begrenzt ist und durch ;
die Steigung k& und den FEck- Op |
punkt der Dauerfestigkeit be- :
|
|

logo,

Spannungsamplitude

Zeitfestigkeit

Dauerfestigkeitslinie

schrieben wird. Dieser setzt sich Lei
aus einer bekannten Dauerfes- :
tigkeitsamplitude op und einer N
. D
vorher festgelegten Dauerfestig-
keitlastspielzahl Np zusammen.
Damit kann beispielsweise die
zeitfest ertragbare Spannungsamplitude o4 mit der Beziehung

HCF Dauerfestigkeit

Lastspielzahl log N

Abbildung 2.7: Spannungswohlerlinienlinien fiir R = —1

1
N b
oA =0p- (J\?)k fur N < Np (2.13)

bestimmt werden.

Der Dauerfestigkeitsbereich folgt in der Abbildung der Modellvorstellung nach Mi-
ner, auch Miner Original genannt. Sie entspricht der These, dass Beanspruchungen
unterhalb der Dauerfestigkeitsamplitude keinerlei Schadigung verursachen und es
dementsprechend nicht zu einem Versagen kommt. Kontrar hierzu existiert die Mo-
dellvorstellung, dass jeglicher Beanspruchungsanteil schiadigungswirksam ist. Dem-
entsprechend ist keinerlei Dauerfestigkeit vorhanden und die Zeitfestigkeitslinie wird
bis zur Abszisse verldngert. Dies entspricht z. B. dem Versagensverhalten von Bau-
stahl in einem korrosiven Medium. Geschieht dies mit der gleichen Steigung k, wird
von einer Modellvorstellung nach Miner-Elementar gesprochen. Zwischen diesen bei-
den extremen Losungen existieren auch Ansitze mit einer verdnderten Steigung
unterhalb der Dauerfestigkeitslinie, wie sie beispielsweise in [GGH64] oder [HAI70]

13



2.4 Zeitfestigkeit von homogen beanspruchten Bauteilen

vorgestellt sind und in der Regel fiir Betriebsfestigkeitsberechnungen verwendet wer-
den, worauf hier nicht weiter eingegangen wird.

2.4.3 Dehnungs-Wdhlerlinien

Im Bereich der Zeitfestigkeit und gerade im Regime der Kurzzeitfestigkeit, in denen
die Beanspruchung sich nicht alleine aus elastischen Anteilen zusammensetzt, verliert
das  Hooke’sche  Gesetz  seine  Giiltigkeit und es  besteht  keine
Proportionalitat mehr zwischen
Spannungen und Dehnungen.
Plastische und elastische Antei-
le lassen sich hier nur iiber ihre
jeweiligen Dehnungsanteile aus-
driicken und separieren

loge,

€a = €a,ges = Eael + €a,pl
(2.14)
Mit jedem einzelnen Last-
wechsel kommt es zu einer
Akkumulation von plastischen
Dehnungsanteilen, die mit der
Zeit ein kritisches Maf} errei-
chen kann. Dargestellt wird dies
in einem Diagramm (s. Abb.
2.8) fiir Dehnungs-Wohlerlinien log N
nach Coffin [COF54|, Man-
son [MANG5] und Morrow [MORG5].
Dies ist ebenfalls wie die Spannungs-Wohlerlinien doppelt logarithmisch aufgetragen
und zeigt in diesem Fall die zusammengesetzte Dehnungsamplitude” &, 4e5 tiber der
ertragbaren Lastspielzahl N. Hierbei besteht die zusammengesetzte Dehnungsam-
plitude aus den zwei Geraden der elastischen Dehnungsamplitude

Abbildung 2.8: Dehnungswohlerlinien fiir R = —1

o /
Eael = ff . (2N)b und g = € - (2N)* (2.15)
der plastischen Dehnungsamplitude. Wobei o} und 5/f die zyklische Flie3grenze bzw.
Dehngrenze aus der zyklischen Spannungs-Dehnungskurve darstellen und die Expo-
nenten b und ¢ Werkstoffparameter sind.

Beide Wohlerliniendiagramme lassen sich ineinander iiberfithren. Dazu ist der elas-
tische Dehnungsanteil aus Gl. (2.15) nach Coffin-Manson und Gl. (2.11) mit der GI.
(2.13) zu vergleichen, was zur Beziehung

h=— (2.16)

1
k
fithrt.

Weiterhin kann durch Ersetzen von 2N aus Gl. (2.15) eingesetzt in Gl. (2.14) durch
den elastischen Anteil von Gl. (2.15) und anschliefendem Vergleich mit Gl. (2.11)

7 Aufgrund des logarithmischen Mafstabes wird héiufig die zusammengesetzte Dehnungsamplitude als tangierende
Kurve an die plastische Dehnungsamplitude angetragen.
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2 GRUNDLAGEN DER BAUTEILERMUDUNG

auf die Zusammenhénge von

(2.17)

geschlossen werden.

2.4.4 Mittelspannungsbedingter Schidigungsparameter

Die bisherigen Ausfithrungen zur Beschreibung der Zeitfestigkeit mit Hilfe der Span-
nungswohlerlinien als auch nach den Dehnungswohlerlinien gelten nur fir rein wech-
selnde Beanspruchungen. Bei vorhandener Mittelspannung muss jedoch ein Schédi-
gungsparameter gebildet werden, der den Einfluss der Mittelspannung auf die ertrag-
bare Lastwechselzahl addquat abbildet. Hier hat der Schadigungsparameter Pswr
nach Smith, Watson und Topper eine weite Verbreitung gefunden.

Liegen keine Versuchsergebnisse vor, kann durch die Gleichungen der Dehnungswoh-
lerlinien (Gl (2.15) bzw. Gl. (2.12)) eine Art Schadenswohlerlinie Pswr ,u konstru-

iert werden.
Powru =100 €a+ E (2.18)

Diese Schidigungsparameterkurve, aufgetragen iiber der Lastwechselzahl, dient folg-
lich zum Vergleich mit einem vorhandenen mittelspannungsbehafteten Schiadigungs-
parameter. Der Mittelspannungseinfluss wird hierbei durch die Oberspannung aus-
gedriickt.

Psw vorn = \/ (0a+0m)-ea-E (2.19)

In [HAIO6] wird u. a. aufgezeigt, dass der Schadigungsparameter Psyyr nur bis Mit-
telspannungsempfindlichkeiten bis M = 0,4 adaquat darstellen kann, jedoch bei
héheren Mittelspannungsempfindlichkeiten zur unsicheren Seite tendiert. Aus die-
sem Grund gibt es diverse Vorschldge ([HL76],[HANS81], [BER83], [HEI83], [VORS89],
[KR13]) fiir neue Schidigungsparameter.

2.4.5 Zeitfestigkeit im Haighschaubild

Im Haighschaubild, welches klassischerweise fiir die Dauerfestigkeitsberechnung un-
ter Beriicksichtigung der Mittelspannung Verwendung findet, ist der Zeitfestigkeits-
bereich ebenfalls abgebildet. Parallel zur Dauerfestigkeitslinie, auflerhalb des dauer-
festen Bereiches, befinden sich Linienscharen gleicher Zeitfestigkeiten.

Zur Beschreibung der Dauerfestigkeitslinie nach [HAH95] dienen nach Gl. (2.9) der
Parameter (Q und die Wechselfestigkeit oy,. Analog sollen somit fiir den Zeitfestig-
keitsbereich die Parameter (Qy und oy gelten.

Somit ergibt sich fiir oy y unter einem rein wechselnden Spannungsverhéaltnis R =
-1

Np ) g

~ (2.20)

OWN = Ow * <
aus der Wohler-Beziehung Gl. (2.13).
Der Abszissenschnittpunkt sei dementsprechend bei Rf, = own/@QN anzusetzen.
Unter der Voraussetzung, dass fiir diesen Quotienten die Wohlergleichung Gl. (2.13)
gilt, kann diese Beziehung mit der noch unbekannten Steigung & formuliert werden
AVE
oo _ow_(X) v

N

Qv Q

(2.21)
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2.5 Grundlagen des Spannungszustands

Wird die Gleichung (2.20) durch Gl. (2.21) dividiert, ergibt sich fiir den Parabelpa-
rameter der Zeitfestigkeitslinie

Np\fe . 1 1
av=0 ()" o=y

1
T (2.22)
Aufgrund Gl. (2.8) ist zu erkennen, dass der Parameter () von der Mittelspannungs-
empfindlichkeit abhéngig ist. Fiir den Bereich der Zeitfestigkeit erfolgt die Formu-
lierung somit analog zu

My - (24 My)
Qn =—

+2- My

My ist hierbei der lastwechselzahlabhéngige Mittelspannungseinfluss, welcher sinn-
falliger Weise im Bereich der Dauerfestigkeit den Wert My = M annimmt. Beim
Zugversuch N = 1/2 hingegen, bei dem eine beliebige Aufteilung in ruhende und
schwingende Anteile erfolgen kann, nimmt die Mittelspannungsempfindlichkeit den
Wert My = 1 an. Dadurch ist der Parameter kg mit

(2.23)

b — log(2Np) _ log(2Np)
N log (%) log@Q

(2.24)

zu bestimmen. Fiir Stahlwerkstoffe zeigt dieser Ansatz eine gute Ubereinstimmung
mit Versuchsergebnissen.

2.5 Grundlagen des Spannungszustands

Im allgemeinen Fall kann der Spannungszustand eines wiirfelformigen Volumenele-
ments (siehe Abb. 2.9) in Form eines zeitabhéngigen Tensors S angegeben werden

Abbildung 2.9: Wiirfelelement mit rdumlichen Spannungskomponenten

IRHO3].
Oz Txy Tzz
S=|Tya 0y Ty (2.25)
Tze Tzy Oz
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2 GRUNDLAGEN DER BAUTEILERMUDUNG

Dieser besteht aus drei Normalspannungen und sechs Schubspannungen, wobei die
Schubspannungen die drei zugeordneten Paare

Tey = Tyx
Toz = Tox (2.26)
Tyz = Tzy

ergeben. Bei einem Wechsel des vorhandenen Koordinatensystems kommt es zu ei-
ner Verdanderung dieser Spannungskomponenten. Sie sind folglich nicht invariant.
Jedoch ist es durch eine Hauptachsentransformation moglich, eine Koordinatenori-
entierung zu finden, in denen die zugeordneten Schubspannungen verschwinden und
nur die Normalspannungen im Spannungstensor verbleiben. Diese werden sodann
als Hauptspannungen bezeichnet und kénnen mit Spannungszustdnden in beliebi-
gen Bezugssystemen verglichen werden.

(o] 0 0
S=10 o, 0 (2.27)
0 0 03

Neben dem Hauptspannungszustand existieren ebenfalls noch die Grundinvarian-
ten des allgemeinen Spannungstensors S, welche gegentiber einer Verdnderung des
Koordinatensystems eine invariante Charakteristik aufweisen. Sie konnen sowohl in
den Komponenten des jeweiligen Bezugssystems (anhand Gl. (2.25))

I =0, + 0y + 0, = Spur(S)

_ 2 2 2
I2—Uz'Uy+ax'O-z‘i_o-y'o-z_sz_sz_Tyz

Is = |1y 0y Ty.| =detS

Tze Tzy Oz
oder mit Hilfe der Hauptspannungen (siehe Gl. (2.27)) ausgedriickt werden

I =01+ 09+ 03
[220'1'0'2+O'2‘0'3+0'3‘0'1 (229)
I3 =010 03

Technisch relevant ist zumeist der Ebene Spannungszustand (ESZ), der sich an einer
lastfreien Oberflache einstellt, wodurch sich o3 = 0 ergibt. Hierdurch reduziert sich
der Spannungstensor S auf eine 2 x 2-Matrix, da die Komponenten o, = 7,, =
7y = 0 verschwinden bzw. die dritte Hauptspannungskomponente o3 ebenfalls zu
Null degeneriert.

Somit verbleiben ebenfalls nur die zwei Invarianten

I =0, +0,=01+ 09 (2.30)

2
IQZO'x'O'y—Tmy:(Tl'O'Q

Verdndert sich die Lage des verwendeten Koordinatensystems um den Winkel ¢
(siehe Abb. 2.10), ergeben sich aufgrund des vorgegebenen Koordinatensystems die
Spannungskomponenten zu:

1 O T 0y O — Oy

0= = = c05(2) 4 Tyy - s10(2¢)
aly =T ;— %y T g % . cos(2p) — Tyy - SIN(2¢) (2.31)
T;y = _ T ; % .. SiN(2p) + Tyy - c0s(2¢)
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X
T, /
O-X O-X (0
X
Xy

Abbildung 2.10: Beliebige Drehung des Koordinatensystems im ESZ

Diese Spannungskomponenten eingesetzt in G1.(2.30) zeigen somit

! I
Ilzam—i—ayzax—l—ay
2 !/ / 12

Ly=o0, 0y =7, =0, 0, — T,

(2.32)

die Unabhéngigkeit dieser Invarianten gegeniiber einem Koordinatenwechsel.

2.5.1 Mohrscher Spannungskreis

Der Spannungszustand bzw. der Spannungstensor kann mithilfe des Mohrschen Krei-
ses iibersichtlich dargestellt werden (siche Abb. 2.11). Hierzu werden aus den vor-

I\T

Abbildung 2.11: Mohrscher Spannungskreis im ESZ

handenen Spannungskomponenten der Radius Rj; und der Mittelpunkt Mj,; des
Mohrschen Kreises bestimmt. Fiir den Ebenen Spannungszustand gelten hierfiir die
formalen Zusammenhénge:

MM:%;%ZQ;Q (2.33)
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2
Or — Oy o 01 — 02
Ry = \/(2> +72, = /Ao + 72, = 5 (2.34)

1 2.
p = -atan <i> (2.35)

Der Hauptachsenwinkel ¢ zeigt ebenfalls anschaulich, wie der vorhandene Span-

Abbildung 2.12: Mohrsche Kreise des Allgemeinen Spannungszustands (nach [WD76])

nungszustand im Bezug zum Hauptspannungszustand steht.

Der Allgemeine Spannungszustand ist ebenfalls durch die Mohrschen Kreise dar-
stellbar, indem alle Hauptspannungen in einer Ebene aufgetragen sind. Diese Pro-
jektionsebene kann als Mohrsche Spannungsebene bezeichnet werden. Aufgeklappt
reprasentieren die einzelnen Mohrschen Kreise den Spannungzustand in ihrer jewei-
ligen Ebene (siehe Abb. 2.12 [durchgezogene Kreislinien]).

2.6 Festigkeitshypothesen fiir mehrachsige quasistatische Beanspruchun-
gen

Fast immer treten in der Praxis beliebig mehrachsige Beanspruchungszustande auf,
welche einer Festigkeitsbewertung unterzogen werden sollen. Diese sind nicht gene-
rell mit statischen Werkstoffkennwerten alleine zu vergleichen. In diesem Fall ist es
sinnvoll, die vorhandenen mehrachsigen Spannungen in eine dquivalente einachsige
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2.6 Festigkeitshypothesen fiir mehrachsige quasistatische Beanspruchungen

Spannung, der sogenannten Vergleichsspannung zu tiberfiihren. Hierzu dienen soge-
nannte Festigkeitshypothesen.

Die Wahl der Festigkeitshypothese ist bedingt durch den Versagensmechanismus.
So werden die Festigkeitshypothesen in Gruppen unterteilt, die sprodes Material-
verhalten beim Bruch aufzeigen, d. h. ein verformungsfreier Bruch, oder in zédhes
Bruchverhalten und somit ein verformungsreicher Bruch. Der Sprodbruch tritt hier-
bei durch Erreichen einer kritischen Normalspannung oder Dehnung und der zéhe
Bruch durch eine kritische Schubspannung bzw. Schiebung auf.

Abbildung 2.13: Versagensgrenzen a) zéhes Materialverhalten b) sprodes Materialverhalten

Daraus lasst sich unmittelbar die Schubspannungshypothese (SH) (Abb.: 2.13 a) )
fiir duktiles Materialverhalten beim Versagen und die Normalspannungshypothese
(NH) (Abb.: 2.13 b) ) fiir sprodes Materialverhalten beim Versagen ableiten.

Eine weitere wichtige Festigkeitshypothese ist die von Mises Hypothese (vMH), die
im deutschsprachigen Raum héaufig als Gestaltdnderungsenergiehypothese (GEH)
bezeichnet wird. Die vMH stellt eine mathematische Beschreibung fiir den Fliebe-
ginn dar, die aus der zweiten Invarianten des Spannungsdeviators besteht. Daraus
folgt die Interpretation der GEH. Beide sind formal identisch, wobei die GEH phy-
sikalisch im linear elastischen Bereich beschrankt ist, wihrend die vMH ebenfalls im
plastischen Bereich nutzbar ist. Dadurch eignet sich die vVMH bzw. die GEH eben-
falls fiir die Bewertung duktiler Werkstoffe, wobei sie weniger konservativ ist als die
Schubspannungshypothese.

Die einzelnen Versagenshypothesen fiir den ESZ lauten folglich:

Von Mises Vergleichsspannungshypothese bzw. GEH

Touort = \JO2+ 02— 04 -0, + 372, =/} =3 I (2.36)

Normalspannungshypothese (NH)

1 ; 1
ouNE = g (oz +oy+\/(0n—0,)7 +4- Tgy) =3 (11 + \/112—7412) (2.37)
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Schubspannungshypothese (SH)

(o) :;(]1—\/112—4]2) o9 <01 <0

Opsg = Max (—09,01 — 02,01) =S 0y — 0y = \/IE — 41, o9 <0< o0y

;(]1—{—\/]12—4]2) 0< o9 <oy
(2.38)
Wie zu erkennen ist, bendtigt die Schubspannungshypothese eine Vielzahl an Fallun-

terscheidungen, was ihre Anwendung bei einem komplexen Beanspruchungsgesche-
hen erschwert.

01

2.7 Vergleichsspannung fiir proportionale schwingende Beanspruchun-
gen

Der schwingende Anteil einer dynamischen Beanspruchung besteht aus einem Am-
plitudenanteil und einer Zeitfunktion. Treten mehrere Beanspruchungskomponenten
zeitgleich auf, mit identischer Zeitfunktion, wird von proportionalen Beanspruchun-
gen gesprochen, wobei dem Amplitudenanteil ggfs. bei gegenphasigen Schwingbean-
spruchungen der Komponenten ein Vorzeichen zugeordnet werden muss (Beispiel:
Gegephasigkeit zw. mehrachsiger Zug- u. Druckbeanspruchung).

Solche schwingenden Beanspruchungszustidnde sind mit den im vorangegangenen
Kapitel 2.6 genannten Festigkeitshypothesen bewertbar, verursachen jedoch Proble-
me.

Ursachlich ist die Konvention der arithmetischen Ordnung der Hauptspannungen
(09 > 09 > 09)8. Gerade bei Verwendung von FEM bzw. BEM, die ein Schwingge-
schehen auch in Teilschritten ausgeben kann, kann es in diversen Teilschritten der
Wiederholperiode zu einer Neuordnung der Hauptspannung kommen. Bei Betrach-
tung des alleinigen Amplitudengeschehens tritt dieses Problem in den Hintergrund,
wobei jedoch die Vorzeichenfrage bei der Bestimmung der Vergleichsspannung in
den Vordergrund riickt. Diese Problemstellungen werden im folgendem Kapitel an
diversen Stellen aufgezeigt, jedoch in Kapitel 3 weiter vertieft und eine Losung fiir
eine prozessabhangige Vorzeichenfunktion vorgestellt.

2.7.1 Vergleichsspannung unter einfrequent, synchron wechselnder Beanspruchun-
gen

Fir schwingende Beanspruchungen, welche in der Praxis in der Regel auftreten,
setzt sich der Spannungstensor S aus ruhenden als auch aus schwingenden Anteilen
zusammen.

S(t) = 8,4(t) + S = So(t) (2.39)

Im Folgenden werden nur deterministische Belastungen in Form von periodischen
Zeitfunktionen betrachtet und somit keine stochastischen Zeitfunktionen. Diese ge-
horen in der Regel zu Betriebsfestigkeitsberechnungen, die hier nicht thematisiert

8Im Falle der Verwendung der konventionellen Ordnung (um z. B. Zug- von Druckspannungen zu unterscheiden)
oder um anzuzeigen, dass Spannungskomponenten aus einem beliebigen vorgegebenen Koordinatensystem entstam-
men, werden diese mit einem ° gekennzeichnet. Letzteres wird jedoch nur verwendet, um zwischen verschiedenen
Koordinatensystemen zu unterscheiden und wird daher im Folgenden weggelassen. Des Weiteren soll die Sortie-
rung der Hauptspannungen tiber den Querschnitt beibehalten werden, wobei die Festlegung an der Oberflache zu
geschehen hat.
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2.7 Vergleichsspannung fiir proportionale schwingende Beanspruchungen

werden.

Demzufolge besitzen synchrone Komponenten o,;(t) (i,j = z,y) des Spannungsten-
sors eine zeitlich unabhangige Mittelspannung o;;,, , eine Eigenkreisfrequenz w, eine
Amplitude 0;j,, ein Frequenzverhéltnis A, eine mogliche Phasenverschiebung 4;; und
lassen sich beispielsweise mit einer Fourier-Analyse bestimmen.

O'ij(t) = Oijm + Z Oija * sm()\wt - (Sz]) (240)
A=1
Fir die synchronen Beanspruchungen A = 1 ergeben sich fiir die rein wechselnden
Spannungskomponenten die verdnderlichen Spannungszeitfunktionen

0:(t) = 04 - sin(WE)
oy(t) = 0yq - sin(wt) (2.41)

Tuy(t) = Taya - sin(WE)

mit identischer Zeitfunktion.
Die dazugehoérigen Invarianten lassen sich analog zu Gl. (2.30) ermitteln, was zu

L(t) = 04(t) + 0y (?)

I(t) = 0,(t) - 0,(t) — Tl?y(t) (2.42)

fiihrt.
Durch die Quadrierung verliert die Zeitfunktion der zweiten Invariante ihre Vorzei-
chenfunktion, weshalb ein Vorzeichen fiir den Amplitudenanteil gerechtfertigt ist.
Dadurch ergibt sich, dass die zweite Invariante der dazugehorigen Invariantenampli-
tuden

Ila = Ogq + Oya

(2.43)

_ 2
IQa = Ogq * Uya - Txya

bei Gegenphasigkeit der Normalspannungsamplituden negativ werden kann und bei
Gleichphasigkeit eine positive Invariantenamplitude resultiert.

Die Vergleichsspannungsamplitude einer einfrequenten, nicht phasenverschobenen,
rein wechselnden Beanspruchung kann analog nach Gl. (2.36) die von Mises-Hypothese

ermittelt werden.
OvaoM = VIE — 3 I, (2.44)

In [MERSS| hat Mertens eine Vergleichsspannung fiir synchrone Beanspruchungen
bei Dauerfestigkeit

rn =T~ B T = [0t 0 K (owona—7h)  (285)

vorgestellt. In dieser stellt der Werkstoffparameter &k, den Quotienten aus der Zug-
Druck-Wechselfestigkeit oy, und der Torsionswechselfestigkeit 7y bei Dauerfestig-
keits dar

by = 22 (2.46)

™w
Hierbei ist zu erkennen, dass sich fiir Werkstoffe mit k2 = 3 die Gl. (2.45) zur Ver-
gleichsspannung nach von Mises modifiziert. Aulerdem wird ersichtlich, dass selbst
vorzeichenbehaftete Amplitudenanteile, durch das Quadrieren und Wurzelziehen in-
nerhalb der Vergleichsspannung, ihr Vorzeichen der Vergleichsspannung nicht zur
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2 GRUNDLAGEN DER BAUTEILERMUDUNG

Verfiigung stellen kénnen. Eine Vergleichsspannungsfunktion benétigt folglich ei-
ne eigene Vorzeichenfunktion, die bei allg. Betriebsfestigkeitsfdllen immer wichtiger
wird, um mit ihr eine Klassierung der Spannungskollektive durchfiithren zu konnen.
Sie kann nicht aus einem einzelnen Spannungszustand gewonnen werden, was allein
durch Betrachtung von Gl. (2.40) ersichtlich ist, sondern muss aus einer Beobachtung
der Spannungszustande der gesamten Wiederholperiode des Schwingungsprozesses
entstehen.

Weiterhin entspricht k, dem Kehrwert des Schubwechselfestigkeitsfaktors fy,, aus
der FKM-Richtlinie [FKM12] und wird im Kapitel 3.2.2 auf Seite 53 naher vorge-
stellt.

Im Zeitfestigkeitsbereich ist in [DIT91] und [HAH95] aufgezeigt worden, dass die
zweite Invariante eine andere Gewichtung in Abhéngigkeit von der Lastwechsel-
zahl benotigt. Dementsprechend ist der eingefithrte Werkstoffparameter k, (k, =
kon(Np)) durch die Zeitfestigkeitsgrofen der Zug-Druck-Wechselfestigkeit oy und
Torsionswechselfestigkeit 7y zu beschreiben

kan = kan(N) = i::g (2.47)

und entsprechend zu benennen.
Eine ziigige Belastung entspricht einem halben Lastwechsel. Aufgrund der tiberwie-
gend plastischen Verformung kann mit

=3 (2.48)

N=1/2

kaN

die von Mises Hypothese verwendet werden.
Hinzu kommt, dass fiir eine in erster Naherung diinnwandigen, rohrférmigen Probe-
korper unter wechselnder Torsionsbelastung

N 1/ky
D) (2.49)

N

analog zu einer Wohlerlinie gelten soll. Somit ergibt Gl. (2.48) eingesetzt in Gl.
(2.49) die Parametersteigung

kaN:ka'(

log(2 - N
ki = Og(ﬁ’D) (2.50)
log (¥2)

Dies setzt voraus, dass zyklische Veranderungen des Festigkeitsverhaltens entspre-
chende Gl. (2.45) verkniipft werden.

Fiir den Fall einer von Null verschiedenen Mittelspannung ist eine Vergleichsmittel-
spannung zu bestimmen. Diese kénnen durch die oben erwédhnten klassischen Fes-
tigkeitshypothesen (Gl. (2.36) - (2.38)) ermittelt werden.

Im Fall des Ebenen Spannungszustands (ESZ) wurde von Mertens [MERS8] die Nor-
malspannungshypothese zur Berechnung der wirksamen Mittelspannung empfohlen,
da diese Zug- und Druckmittelspannungen unterschiedlich bewertet.

1
Tom = Ot = 5 {Ilm +/ 1%, —4- ]2m] fir o >0 (2.51)

Eine positive Vergleichsmittelspannung fiihrt zu geringeren ertragbaren Ausschlags-
pannungen (siehe Kapitel 2.3). Bei vorhandenen negativen statischen Normalspan-
nungen oder Druckeigenspannungen, bei denen die Vergleichsmittelspannung o, <
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2.8 Kerben und Werkstoffverhalten

0 ist, kann o,,, = 0 gesetzt werden. Dadurch wird rechnerisch ein rein wechselndes
Spannungsverhéltnis R = —1 bei diesen druckbehafteten Spannungen angenommen,
was eine konservative Abschétzung des Einflusses der Druckspannung darstellt. Die-
ses Vorgehen wurde von [DIT91] und [JAE93] erfolgreich anhand von Versuchsergeb-
nissen bestéatigt. Es berticksichtigt jedoch nicht unterschiedlich festigkeitsmindernde
Wirkung des Einflusses einer vorhandenen Mittelspannung, welche beispielsweise in
eine andere Richtung zeigt als die vorhandene wechselnde Beanspruchung [ELMT77].
So wird unterstellt, dass sich die jeweiligen Vergleichsspannungen, bestehend aus
statischen und dynamischen Anteilen, sich genauso miteinander verrechnen lassen,
wie im einachsigen Belastungsfall. Somit kann es im Einzelfall zu sehr konservati-
ven Ergebnissen kommen, was in [HAH95] aufgegriffen und zur Berechnung einer
effektiv wirksamen Vergleichsmittelspannung fiihrte.

Oym = Max [UO?NH(t)‘| — max laa’NH(t)] (2.52)

Sie besteht aus der Differenz der maximalen Ober- und Amplitudenspannung ei-
ner Periode, wobei diese zu unterschiedlichen Zeitpunkten auftreten kénnen, wie
es beispielsweise auch in anderen Verfahren vollzogen wird ([TAK87], [LUE89],
[LIU91]). Die méglicherweise unterschiedlichen Richtungen der Vergleichsober- und
-amplituden-spannungen werden hierbei nicht korrigiert, dennoch zeigt diese Vorge-
hensweise eine gute Ubereinstimmung mit Versuchsergebnissen [HAH95).

2.8 Kerben und Werkstoffverhalten

Die Formgebung von Bauteilen ist gepragt durch ihre auflere Belastung und Funk-
tion, soweit asthetische Aspekte keine Rolle spielen. Diese Formgebung beeinflusst
die Kraftflusslinien, die als zutreffende Analogie aus der Stromungslehre herange-
zogen werden kann. Der Ort, wo diese Kraftflusslinien eine Richtungsumlenkung
erfahren und es somit zu einer Verengung der Kraftflusslinien kommt, wird als vom
Kerbeinfluss beeinflusst verstanden und als eine kritische Stelle bezeichnet. Dabei
spielt es keine Rolle, welche Ursache diese durch Richtungsumlenkung hervorgeru-
fene Kraftflusslinienverengung hat. Sie kann von globaler Ursache sein, wie z. B.
konstruktive Kerben (Nuten, Gewinde, Bohrungen etc.) oder von einer mikrostruk-
turellen Storstelle des Werkstoffs hervorgerufen werden. Dazu zéhlen z. B. Lunker,
Intrusionen bzw. Extrusionen an der Oberfliache, allgemein Oberflachenrauhigkeiten
oder Korrosionsnarben. Des Weiteren gibt es ebenfalls noch Belastungskerben, die
durch ortliche bzw. punktuelle Lasteinleitungen entstehen, auf die hier jedoch nicht
weiter eingegangen wird.

Kerben, in jeglicher Form, stellen weiterhin den grofiten Einflussfaktor fiir den Un-
terschied zwischen einem Bauteil und einer Werkstoffprobe dar. Bei dieser werden im
Idealfall groStmogliche Anstrengungen unternommen, um jeglichen Grofieneinfluss
zu vermeiden. Dies fithrt zu Schwierigkeiten fiir einen aussagefahigen Vergleich, da
Bauteile industriell gefertigte Oberflache besitzen, welche zum Teil andere Rauhig-
keiten oder mitunter fertigungsbedingte Eigenspannungen aufweisen. Ein weiterer
wesentlicher Unterschied besteht in der Grofle der Werkstoffproben, die in ihrem
Ausmafl um ein Vielfaches kleiner ausfallen konnen als die auszulegenden Bauteile.
Geschuldet ist dies iiblicherweise aufgrund der Reduzierung des Versuchaufwandes.
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2.8.1 Kerbeinfluss und Mehrachsigkeit

Wird ein gekerbter Zugstab einachsig belastet (siehe beispielsweise Abb. 2.14 a)),
entsteht i. Allg. an der Kerboberfliche ein ebener Spannungszustand, sofern die
Oberflache selber lastfrei ist. Durch die Verengung der Kraftflusslinien (sieche Abb.
2.14 b)) kommt es lokal zu einer Spannungskonzentration, die sich in einer Span-
nungsspitze in gleicher Belastungsebene auszeichnet und somit die vorhandene Nenn-
spannung S erhoht. Der Abfall der Spannungsspitze zum Bauteilinnern hin wird mit
dem Spannungsgradienten beschrieben.

Im Kerbgrund selber fiihrt der Spannungsgradient zu einer Dehnungsbehinderung
und aus der dufleren einachsigen Belastung entsteht ein mehrachsiger Spannungszu-
stand. Aus einer einachsigen aufleren Belastung wird somit ein mehrachsiger Bean-
spruchungszustand im Bauteil. Andersherum ist dies ebenfalls zu beobachten.

Als Maf fiir den Kerbeinfluss wird die elastisch wirkende Kerbformzahl ax verwen-
det oder auch haufig K;. Definiert wird sie héufig als Quotient aus der maximalen
elastischen Kerbspannung (gréfite Normalspannung o1) 0. tiber der im Kerbquer-
schnitt vorhandenen Nennspannung ohne Kerbeinfluss.

O max o .. . Tmax
= — bzw. fir Torsion ax = =

2
S =3 e T (2.53)

mit der Torsionsnennspannung 7'.

A —

Sie kann jedoch auch iiber
die sogenannte Bruttospannung
Sp ausgedriickt werden, bei TF

der die Nennspannung iiber
den ungestorten Bauteilquer- 11: H gerbfrﬁi”
schnitt berechnet wird, was ereie
Die Formzahl ist iiberwiegend /

O3

Oberflachen-
nut
eine geometrische Grofle, ist e <

jedoch ebenfalls von der Be- '," S :
lastungsart (Zug =z, Biegung - >>>>

mitunter z. B. bei Zugstaben
mit Querbohrungen praktika- :
bel sein kann. ;
I
|
|

) . . Intrusionen/
=b, Torsion =t) abhingig, so- S Ay Extrusionen
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Aufgrund des notwendigen Kréf- So > ‘
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F:/ o'maX-dA:S-AK, (< >>
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(2.54) 3) b) 1F

ergibt sich beispielsweise im
Bauteilinnern eine Absenkung

der vorhandenen Spannung un- Abbildung 2.14: a): Qualitative Spannungsverteilung eines
terhalb des Nennspannungsni- Zugstabs mit Umlaufkerbe; b): exemplarische Auswahl di-
verser Kerbformen und ihre Auswirkung auf den Kraftfluss

veaus im Kerbquerschnitt Ag.
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Fiir einfache Bauteilgeometrien sind in der Vergangenheit auf verschiedenen Wegen,
analytisch (z. B. [NEU33|, [NEU36]|, [NEUS85]), numerisch (z. B. [RAI84], [HEI84],
[RADSS]) als auch experimentell (z. B. [DIE64]), Kerbformzahlen ermittelt und zu-
sammengetragen worden. Die Erkenntnisse daraus sind beispielsweise in der [DIN743]
oder [FKM12] in Form von N&herungsformeln oder Diagrammen tibersichtlich fiir
den Anwender zusammengestellt.

Die Ermittlung der Kerbformzahl kann sich u. U. als nicht trivial herausstellen, wie
es beispielsweise die Abb. 2.15 zeigt. Hier ist der Fall einer unter Schubnennspan-
nung beanspruchten Scheibe mit sehr kleinen Loch dargestellt.

- Stelle B mit Bohrung_— —  — — — — % Stelle A mit Bohrung

Abbildung 2.15: Darstellung divergierender Kerbformzahlen anhand Mohrscher Kreise am Beispiel
einer Scheibe unter &ufleren Schubnennspannung 7’

Dieser kann durch Drehung des verwendeten Koordinatensystems leicht zu einem
kombinierten Zug-Druck Lastfall umorganisiert werden. Je nachdem, auf welche
Nennspannung nach Gl. (2.53) bezogen wird, kann ein anderer Wert fiir die Kerb-
formzahl ermittelt werden. Aulerdem miissen in diesem vermeintlich einfachen Fall
die Orte, die beschrieben sind, klar voneinander unterschieden werden. So kann fiir
die Stelle A eine Kerbformzahl von oy = +4 ermittelt werden und fir die Stelle B ei-
ne Kerbformzahl von ag = —4. Wechselt die Beanspruchung dabei noch dynamisch
das Vorzeichen, sehen beide Stellen auch jeweils den anderen Wert der Kerbform-
zahl. Die iibrigen Stellen am Rand besitzen entsprechend ebenfalls verschiedenartige
Kerbformzahlen, was die Verwendung eines Nennspannungskonzepts erschwert.

Da die Kerbformzahl an der Bauteiloberfliche ermittelt wird, kann die Mehrachsig-
keit ebenfalls einen Einfluss auf die Gréfe der Kerbformzahl besitzen. So ist die ma-
ximale Kerbspannung o, nicht alleine wirksam, sondern tritt im Verbund mit der
Umfangsspannung auf, wenn es sich beispielsweise um eine runde Kerbprobe handelt
und nicht um einen flachen Kerbstab. Aus diesem Grund erscheint es befremdlich
nur die maximale Kerbspannung als Maf§ fiir die Kerbwirkung heranzuziehen und
nicht eine sich ergebende Vergleichsspannung. Nachteilig hierbei ist, dass stets die
fiir die Berechnung verwendete Vergleichsspannungshypothese mit anzugeben ist, da
sich die resultierenden Kerbformzahlen stark voneinander unterscheiden konnen.
Dies erweckt den Anschein, als sei die in der Vergangenheit hauptsédchlich prak-
tizierte Methode der Kerbformzahlermittlung tiber die NH als unproblematischer
bzw. zweckméfiger. Problematisch hierbei ist jedoch, dass diese ermittelten Kerb-
formzahlen, die dem Anwender aus Regelwerken préasentiert werden, hiervon selten
der genaue Ort oder die Richtung der Kerbspannungen bekannt ist und eventuell
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Kerbspannungen rechnerisch miteinander iiberlagert werden, die nicht exakt an der
selben Stelle wirken. Des Weiteren besitzen jene Kerbformzahlen einen reliktahnli-
chen Charakter, da sie aus einer Zeit stammen, in der nur stark begrenzte Methoden
existierten, um Spannungen im Bauteil zu erfassen (z. B. Spannungsoptik) oder zu
messen (z. B. Dehnmessstreifen). Thre Daseinsberechtigung soll damit nicht géanzlich
hinterfragt werden, da sie fiir Uberschlagsrechnungen oder fiir die Auslegung einfa-
cher Bauteile ihren Wert auch heutzutage beweisen.

Fiir die Festigkeitsbetrachtung von komplexen Bauteilen, fiir die es keine Kerbform-
zahlkataloge gibt, bietet sich die Methode der Finiten Elemente (FEM) oder die
Randelementemethode (REM?) an, die eine sehr grofie Verbreitung gefunden ha-
ben. Sie ermdglichen eine akkurate Betrachtung der Spannungszustinde im Bautei-
linnern, mitsamt Lage, Richtung und Betrag der einzelnen Spannungskomponenten.
Dem FEinfluss der Mehrachsigkeit wird hierbei ebenso Rechnung getragen, wobei
es nicht von Relevanz ist, ob die Mehrachsigkeit von globaler oder lokaler Natur
ist. Die mafigebliche Werkstoffanstrengung muss jedoch durch eine geeignete Fes-
tigkeitshypothese bestimmt werden, wobei zwischen lokaler und globaler Mehrach-
sigkeit unterschieden werden muss, da unterschiedliche Stiitzeffekte wirksam sind.
Diese werden in den nachfolgenden Unterkapiteln néher erldutert, wobei zuerst der
Einfluss einer hohen Mehrachsigkeit dargestellt wird.

2.8.2 Makrostiitzwirkung durch Mehrachsigkeit

Aufgrund von Mehrachsigkeit und der daraus resultierenden Fliebehinderung kommt
es zu einer Erhohung der statischen Fliefigrenze bei gleichzeitiger Abnahme der
Bruchdehnung. Ludwik [LUD26] hat dies im statischen Zugversuch mit Proben

Li T 1
0 4 8 12 16 20 24 28 o/, 32

Abbildung 2.16: Zugversuche von Ludwik [LUD26] an ungekerbten und gekerbten Probekorpern

9engl. Boundary Element Method, BEM
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gleichen Bezugsdurchmessers bei zunehmender Kerbschérfe beobachtet (Siehe Abb.
2.16). Der FlieBbeginn erfahrt hierbei eine deutliche Verdnderung. So degeneriert z.
B. die Streckgrenze zur Dehngrenze, die erstmalig von Moser [MOS26| als Begriff
eingefiithrt wurde.

Die Beobachtungen von Ludwik lassen sich anhand eines Schnadtschaubilds kom-
pakt und tibersichtlich darstellen (siche Abb. 2.17). In diesem ist das globale Plasti-
zierungsvermogen Il . iber der ,Wahren Nennspannung®!® aufgetragen, bei kon-
stanter Temperatur.

Das globale Plastizierungsvermogen beschreibt die FlieBfahigkeit des Gesamtquer-
schnitts in Abhéngigkeit der anliegenden Nennspannung. Fiir die Beschreibung der
FlieBfahigkeit eines Ortes im Querschnitt wird das lokale Plastizierungsvermogen
[jora herangezogen, welcher durch

Gonrt (01— 02)" + (03— 03) + (03 — 01)?
Wiokar = = (255)
01 \/§ * 01
bestimmt werden kann. Der Kehrwert des lokalen Plastizierungsvermogen bildet die
sogenannte Spannungsversprodung

1

Mokal

Plokal = (2.56)

In [HAH95] ist eine formelle Beziehung aus Versuchen von [DIE64] entwickelt wor-
den, welche die Spannungsversprodung am Ort der grofiten Radialspannung im
Kerbquerschnitt angibt. Dieser Punkt wurde von ihm als der Ort angesehen werden,
der den Kerbgrund stiitzt bzw. den Ubergang zwischen oberflichennahen Bereich
(ESZ) und Bauteilinnern (EDZ) darstellt. Die Spannungsversprédung an dieser Stel-
le, die treffender als FlieBbehinderung zu bezeichnen ist und im Folgenden weiter
so genannt wird, war fiir ihn dementsprechend fiir die Stiitzwirkung des gekerbten
Bauteils mafigeblich wirksam.

Mechanisch gesehen war fir Hahn das bezogene Anstrengungsgefélle y* (siehe Gl.
(2.62)) ursachlich. Allgemeine Giiltigkeit kann damit jedoch nicht erzielt werden, da
gekerbte Flachstibe ebenfalls ein bezogenes Anstrengungsgefille aufweisen, jedoch
keine FlieBbehinderung erfahren. Aus diesem Grund wird in Kapitel 3.2.7 eine neue
Berechnungsgrundlage vorgestellt.

Bei einem duktilen Werkstoff unter Raumtemperatur existiert ein nach dem elas-
tischen Bereich angrenzender plastischer Bereich, an dessen Ende sich der Bruch
des Bauteils einstellt. Ein Versagen des Bauteils kiindigt sich entsprechend durch
vorhergehende plastische Deformation an. Aus diesem Grund kann dieser Werte-
bereich unter dem Aspekt der Makroplastizitit betrachtet werden. Die vorhandene
plastische Reserve wird durch Zunahme der Mehrachsigkeit (Absenkung von Il ppa)
ausgeschopft bis letztendlich die Fliegrenze mit der Reififestigkeit!! zusammenfallt
und ein ideal-sprodes Bauteilversagen eintreten kann. Ein potentieller Bruch ist da-
durch nicht durch vorhergehende plastische Deformation makroskopisch erkennbar.

Dementsprechend kann dieser Bereich mit dem Begriff , Kleinbereichsfliefen® 2 in

10 Auf den jeweils aktuell vorhandenen Querschnitt bezogene Nennspannung

1 Die ReiBfestigkeit stellt ein Maf fiir die Materialkohésion dar, wiahrend die Zugfestigkeit den Gleitwiderstand
bei beginnender Einschniirung beschreibt.

Zengl. small scale yielding

28



2 GRUNDLAGEN DER BAUTEILERMUDUNG

K K
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Abbildung 2.17: Qualitatives Schnadtschaubild

Verbindung gesetzt werden.

Der Bereich zwischen der Makroplastizitdat und dem Small Scale Yielding, in dem
sich die beiden Versagensgrenzen der plastischen Deformation und Bruch aneinan-
der annéhern, stellt ein Ubergangsbereich dar. Innerhalb dessen eine Konstruktion
vermieden werden sollte, da Mischbriiche mit vergleichsweise geringen plastischen
Verformungen auftreten konnen und sich die Wahl einer eindeutigen Versagenshy-
pothese als schwierig erweist.

Selbst ein glatter Zugstab aus einem duktilen Material zeigt die Auswirkungen der
Mehrachsigkeit durch Brucheinschniirung im Versagensprozess aufgrund einer sta-
tischen Last (sieche Abb. 2.18 a)). Hier ist eindeutig eine sprode Trennbruchflache
in der Mitte der Zugprobe zu sehen, welche von einer duktilen Bruchfliche unter
ca. 45° umgeben ist. Mit Ausnahme von reinen Metallen, weisen Legierungen im

Abbildung 2.18: a) Bruchfliche einer ungekerbten Zugprobe aus S235 [IRH03] b) Schliftbild einer
eingeschniirten Zugrundprobe aus Aluminium [LUD28]

Einschniirbereich nach dem Bruch einen klar erkennbaren Restquerschnitt auf. Die
eingelagerten Fremdstoffteilchen scheinen zusatzlich die Formanderungsfédhigkeit des
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duktilen Grundwerkstoffs zu reduzieren [KOC63]. Die Rissentstehung erfolgt im In-
nern der Zugprobe, wie es schon Ludwik [LUD28] beschrieben hat (siehe Abb.2.18
b)). Durch die zunehmende Brucheinschniirung und die dadurch zunehmende Mehr-
achsigkeit im Innern kann sich keine grofie plastische Zone aufbauen, was die Riss-
bildung begiinstigt. Nachdem der innere Bereich sprode versagt hat, folgt der auflere
Randbereich, der sich aufgrund des Einflussbereichs des ESZ an der Oberflache bis
zum endgiiltigen Bruch duktil verformt. Dieses Beispiel zeigt deutlich, dass die Mehr-
achsigkeit einen groflen Anteil am Versagensbild ausmacht.

Anhand der Abb. 2.16 ist zu erkennen, dass sich die Spannungs-Dehnungskurve des
Werkstoffs aufgrund der Fliefbehinderung stark von der Spannungs-Dehnungskurve
des gekerbten Bauteils unterscheidet. Dies kann nach [HAH95] leicht formal bertick-
sichtigt werden, indem die Werkstoff-Spannungs-Dehnungskurve mit der FlieBbehin-
derung modifiziert wird (siche Abb. 2.19).
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Abbildung 2.19: Einfluss der Fliebehinderung auf die Spannungs-Dehnungskurve (schematisch)

Dementsprechend kann, sofern eine formelle Beschreibung einer Werkstoffkurve vor-
liegt, wie z. B. die zyklische Spannungs-Dehnungskurve nach Ramberg-Osgood Gl.
(2.12), diese mit Hilfe der FlieSbehinderung zu einer zyklischen Spannungs-Dehnungs-
kurve des Bauteils modifiziert werden. Die Einordnung der Bauteilkurve zwischen
der elastisch steifen Hookeschen Geraden und der im plastischen Bereich wesentlich
weniger steifen Werkstoffkurve ist bereits von Buxbaum [BUX92] als notwendig an-
gesehen worden.

2.8.3 Makrostiitzwirkung durch inhomogene Spannungsverteilung

Ein weiterer wesentlicher Stiitzwirkungseffekt zeigt sich bei inhomogenen Beanspru-
chungen im Bauteilquerschnitt, wie sie z. B. bei Biegung oder Torsion auftreten.
Idealerweise ist folgend von einem ideal elastisch-plastischen Werkstoff auszugehen.
Diese Modellvorstellung ist beispielsweise fiir einen Stahl mit ausgeprégter Streck-
grenze eine gute Naherung. Ein solcher Werkstoff verhalt sich unterhalb der Flie3-
grenze entsprechend nach dem Hookeschen Gesetz linear und folgt ab Erreichen der
Flieigrenze ebenfalls einer Geraden, welche horizontal verlauft.

Eine entsprechend ungekerbte Zugprobe erreicht aufgrund der homogenen Beanspru-
chung in jeder Faser gleichzeitig die FlieSgrenze o, wenn die Zugprobe entsprechend
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2 GRUNDLAGEN DER BAUTEILERMUDUNG

belastet wird.

Bei einer ungekerbten Biegeprobe bildet sich jedoch eine lineare Spannungsvertei-
lung im Querschnitt aus. Somit fliefen zuerst die hochbeanspruchten Fasern am
Rand, wahrend der restliche Querschnitt nach wie vor elastisch beansprucht ist (sie-
he Abb. 2.20 a)).

Or O Or
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Abbildung 2.20: Fliefkurven von glatten Zug- und Biegestédben bei ideal-elastisch-plastischem
Werkstoffverhalten nach [WD76])

Bei einer Erhéhung der dufleren Belastung (2.20 b)) kommt es nach Uberschreiten
von o zu keiner weiteren Erhohung der Beanspruchungen im plastisch beanspruch-
ten Bereich. Dementsprechend nimmt tiberall die Dehnung starker zu als es die au-
Bere Belastung vorgibt und aufgrund des Gleichgewichts mit der &ufleren Belastung
wird im elastischen Bereich eine tiberproportional erh6hte Spannung aufgenommen.
Somit tragt und stiitzt der elastische Bereich die plastische Zone und bewirkt da-
durch eine Erhéhung der Belastbarkeit iiber den rein elastischen Zustand hinaus.
Begrenzt ist dies durch Erreichen eines vollplastifizierten Querschnittes (2.20 c)).
Die Erhohung der Belastbarkeit eines solchen Querschnittes gegeniiber eines bis
zur FlieBgrenze rein elastisch beanspruchten Querschnittes wird fiir grundlegende
Beanspruchungsarten und Querschnittsformen mit dem plastischen Formbeiwert «
beschrieben (siehe z. B. Tab. 1).
Er ist entsprechend belastungsart- und querschnittsformabhéngig und folglich fiir
Zugbeanspruchung &, = 1, da aufgrund der homogenen Spannungsverteilung kei-
nerlei Stiitzwirkung resultiert. Fiir biegebelastete, symmetrische Querschnitte l&sst
sich der plastische Formbeiwert bei symmetrischer Hoéhe 2a aus dem Quotienten des
plastischen und elastischen Biegemomentes errechnen.
,_Mb,pl_,{JF.ydA fj{ydA

ap = = 2 = 2
" Mya  Jop-ZdA [£dA
A A

(2.57)

Analog ist dies auch fiur kreisformige Querschnitte mit dem Durchmesser 2a fiir
Torsion beschreibbar.

[ 1% dpdr

A

= XLy s— 2.58
My el [= dpdr (2:58)
A

_ Mt,pl

ay

Mit Hilfe der plastischen Formzahl kann die plastische Nennspannung ermittelt wer-
den, die bei inhomogener elastischer Spannungsverteilung dem Niveau einer homo-
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Tabelle 1: Plastische Formbeiwerte fiir diverse Querschnitte nach [WD76]
Mt,el Ty Mt,pl 7

. D

Olb = Mt,d . t.pl o t M

Helle
[ IS
O

S

Q
=
~
o)

wi-lp) |
-,

1,5

2,37

3 H(BH? —b1?)
2 BH®-bh’

gen plastischer Beanspruchung entspricht. Fir Biegung und Torsion ergeben sich
somit die plastischen Nennspannungen

Sp = 5 o, 7= 1 (2.59)

ay Qi

Zusammenfassend driickt der plastische Formbeiwert die Stiitzwirkung des elasti-
schen Bereichs aus, der durch das FlieBen des Randbereichs aufgrund einer inho-
mogenen Beanspruchung dazu genétigt wird, sich iiberproportional am Tragen des
Querschnittes zu beteiligen. Somit entsteht eine Makrostiitzwirkung durch FlieSbe-
hinderung. Streng genommen passiert das gleiche ebenfalls bei Kerben. Hier entsteht
durch die hohe Mehrachsigkeit im Kerbgrund sogar noch eine Spannungsinhomoge-
nitit hoherer Ordnung. Die Folge ist der beobachtete Festigkeitsanstieg und Abnah-
me der Duktilitat, wie sie in Abb. 2.16 nach Ludwik zu sehen ist. Dementsprechend
ist die FlieBbehinderung o1 als Makrostiitzwirkung des elastischen Bereichs fiir
ein gekerbtes Bauteil anzusehen, wiahrend der plastische Formbeiwert a als Makro-
stiitzwirkung von ungekerbten Werkstoffproben gilt. Fehlt einem Querschnitt der
niedrig beanspruchte Bereich, wie es im Leichtbau teilweise tiblich ist, ist die Ma-
krostiitzwirkung wirkungslos bzw. weniger stark wirksam. Gerade bei Hohlkoérpern
oder biegebeanspruchten Trégern ist dies zu beobachten (sieche Tab. 1). Entspre-
chend sind Probekorper zu gestalten, um reine Werkstoffkennwerte zu erhalten, die
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2 GRUNDLAGEN DER BAUTEILERMUDUNG

nicht durch diesen Grofieneinfluss verandert sind.

2.8.4 Mikroplastizitat

Bei einer durch Kerbeinfluss verursachten inhomogenen Spannungsverteilung wurde
in Kapitel 2.8.1 fiir statische Beanspruchung die Kerbformzahl oy eingefithrt. Sie
gibt die Uberhohung der Spannungsspitze omax gegeniiber der Nennspannung im
Kerbgrund an.

In Versuchen zur Dauerfestigkeit wurde jedoch festgestellt, dass die Kerbformzahl
bei technischen Werkstoffen nicht voll wirksam ist. Aus diesem Grund wurde die
Kerbwirkungszahl g eingefiihrt, die das Verhaltnis zwischen der dauerfest ertrag-
baren Spannung des Werkstoffs zur dauerfest ertragharen Spannung des gekerbten

Bauteils opx darstellt.
Op

Br = — (2.60)

ODK

Urséchlich hierfiir, warum der theoretische Hochstwert der Spannung nicht fiir das
Werkstoftverhalten mafigeblich ist, ist durch die Werkstoffstruktur zu erkléaren. Die
Modellvorstellung zur Berechnung der Kerbformzahl ax geht von einem ideal elas-
tisch strukturlosem Kontinuum aus. Dies entspricht jedoch nur annahernd der Wirk-
lichkeit. In der mikroskopischen Betrachtung tiberwiegt der Einfluss des Gefiiges,
welches sich aus Koérnern mit Korngrenzen zusammensetzt. Diese verformen sich
unter Last blockweise, wobei sie sich gegenseitig abstiitzen, was naheliegend als Mi-
krostiitzwirkung bezeichnet wird. Der Spannungsverlauf ist somit nicht mehr als
stetig zu betrachten und es ergibt sich dementsprechend eine Mittlung tiber eine ge-
wisse strukturbedingte Lange. Eine Absenkung der Spitzenspannung ist die Folge.
Dadurch befindet sich die Kerbwirkungszahl stets im Bereich 1 < fx < ag, was
entsprechend werkstoffabhéangig ist. Kann ein Werkstoff folglich nicht im Mikrobe-
reich fliefen, gilt er als ideal sprode und erfahrt die gesamte Kerbwirkung ax = (k.
Er besitzt somit keinerlei Stiitzwirkung ([BUX92], [SON92]|, [WT67]). Im weiteren
Verlauf werden die wirksamen Kerbspannungen, die sich aufgrund der Mikrostiitz-
wirkung ergeben, mit & bezeichnet.

Zur Beschreibung der Mikrostiitzwirkung haben Siebel und Stieler [SS55] die Stiitz-
ziffer n,-
QK *On QK *On K
0D Br - on Br
eingefiithrt, welche haufig auch als dynamische Stitzwirkung bezeichnet wird. Sie
gibt den Faktor an, um den die theoretische Spannungsspitze beim auftretenden
Dauerbruch iiber der Dauerfestigkeit liegt. Hierbei ist die Stiitzziffer abhéngig vom
Werkstoff und dem bezogenen Anstrengungsgefélle x*. Dieses bezieht sich auf die
maximale elastizitdtstheoretische Kerbspannung und gibt den grofiten Spannungs-
gradienten im Kerbgrund an (siche Abb. 2.21). Demzufolge wird hier wiederum die
grofite Normalspannung betrachtet. Nichtsdestotrotz ist es damit einfach zu erkla-
ren, warum die Zug-Druck-Wechselfestigkeit geringer ausféllt als die Biegewechsel-
festigkeit bzw. warum mit zunehmender Bauteilgrofle eine Verringerung der Biege-
und Torsionswechselfestigkeit zu beobachten ist.

(2.61)

Nyx =

_do 1
S dz|, 6

*

X (2.62)
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Abbildung 2.21: Bezogenes Anstrengungsgefiille x*, rechts Tabelle aus [WD76]

Der Spannungsgradient ist sowohl abhéngig von der Beanspruchungsart, weswegen
dieser Anteil auch als x{ getrennt betrachtet werden kann, als auch von der Kerb-
form (siehe beispielsweise Abb. 2.21 rechts).
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Abbildung 2.22: Stiitzziffer n,« fir metallische Werkstoffe [WD76]

Die Abhéangigkeit vom Werkstoff ist anhand der Abb. 2.22 zu sehen, welche aus um-
fangreichen Versuchen ermittelt wurde. In dieser sind fiir diverse metallische Werk-
stoffe die Stiitzziffer in Abhéngigkeit des Anstrengunsgefilles aufgetragen.
Fiir ausgesuchte Werkstoffgruppen wurden daraus auch N&herungsformeln gene-
riert. So hat Dietmann [DIES87] z. B. fiir ferritisch-perlitische Stahle die Stiitzziffer
bestimmt mit

55MPa

Ny =14+ ———/x*-mm . (2.63)
RpO,Z
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Innerhalb der [DIN743] werden ebenfalls empirische Naherungsgleichungen verwen-
det, wie z. B. fiir normalisierte Stdhle

n=1+vG - mm - 10~ (33+73iE) (2.64)

wobei G das bezogene Anstrengungsgefille fiir eine begrenzte Auswahl an Kerbfor-
men darstellt und op die WerkstoffflieBgrenze. Fiir FEM bzw. BEM-Berechnungen
ist somit eine Verwendbarkeit prinzipbedingt schwierig.

Die [FKM12]-Richtlinie verfolgt hierbei einen zweigleisigen Weg. Zum einen ermittelt
sie ebenfalls die dynamische Stitzwirkung nach Siebel und Stieler, sowohl fiir einen
Nachweis mit Nennspannungen als auch fiir einen Nachweis mit 6rtlichen Spannun-
gen. Dabei gibt sie fiir verschiedene Stahl-, Guss- und Aluminiumwerkstoffe, je nach
GroBe fiir das bezogene Anstrengungsgefille, diverse Gleichungen fiir die Stutzziffer

an, wie z. B.
Rom

ny =1+ 1/G, -mm - 10’(““"@‘%) (2.65)
fiir bezogene Anstrengungsgefille G, im Bereich von [O, Ilmm ! <G, <1 mmfl}.
Die Werkstoffgruppen werden dabei durch die Parameter ag und bg berticksichtigt.
Zum anderen bietet die [FKM12]-Richtlinie ergénzend einen Weg fur einen Nenn-
spannungsnachweis als auch fiir einen Nachweis mit ortlichen Spannungen an, der u.
a. an die Bruchmechanik ankniipft und einen statistischen Grofleneinfluss einfiihrt.
Im Folgendem wird die Umsetzung von Letzterem eingegangen, da dieser fiir die
FEM bzw. BEM gelten soll.
So setzt sich die Stiutzziffer n, in diesem Fall aus

Ng = Nt * NMoym * Nm (266)

zusammen. Dabei gibt die statistische Stiitzzahl

AT‘€ S kl?
Nt = ( A:;:) (2.67)

das Verhaltnis aus der hoch beanspruchten Oberfliche A,  zu einer Referenzo-
berfliche A,.;s an, wenn davon ausgegangen wird, dass ein Ermiildungsriss an der
Bauteiloberfliche entsteht, was dem allgemeinen Fall entspricht. Hierbei wird an-
genommen, dass groflere Bauteile eher Fehlstellen besitzen als kleine Bauteile und
somit ein Versagen wahrscheinlicher ist.

Damit wird ein Versuch unternommen, das mechanisch wirksame Gradientenkon-
zept zu ersetzen. Dabei wird jedoch ein Weibullansatz verwendet, was einem Weakest
Link Konzept entspricht und somit dem Stiitzwirkungsgedanken allgemein entgegen-
steht. AuBerdem fehlt fiir A, ein allgemeingiiltiger Vorschlag fiir die Verwendung
innerhalb einer FEM /BEM -Berechnung. Hier nennt die FKM-Richtlinie nur Még-
lichkeiten, ohne sich auf eine festzulegen.

Somit lassen sich die beiden folgenden Faktoren als Korrekturfaktoren betrachten.
Nym ist die verformungsmechanische Stiitzzahl, welche eine Stitzwirkung in An-
lehnung an die Neuberhyperbel darstellt. Sie gilt fiir duktile Werkstoffe, wie z. B.
duktile Stahle oder Aluminiumknetlegierungen und weist fiir andere Werkstoffe ei-
nen Wert von n,,, = 1 auf. Ansonsten gilt fiir duktile Werkstoffe

E .
P = V L =2 ()t (2.68)

ow
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Das Neuberverfahren wird hier in einfacher Form angewendet, was die Verwendung
eines ideal-elastisch-plastischen Werkstoffgesetzes betrifft als auch die Nichtbertick-
sichtigung einer moglichen Mehrachsigkeit.
Als letzte Stiitzzifferkomponente der [FKM12]-Richtlinie wird die bruchmechanische
Stiitzziffer ny, eingefiihrt. Diese berticksichtigt den Umstand, dass ein Ermiidungs-
riss innerhalb eines gradientenbehafteten Beanspruchungsfelds langsameres Wachs-
tum zeigt, als einer innerhalb eines homogenen Beanspruchungsfelds gleicher Maxi-
malbeanspruchung. Die Umsetzung

= 5+ VG - mm (2.69)

. . R 7,54+vG-mm
5 Noym - Nt + Rm,bm 1+O,2-\/G-mm

basiert iiberwiegend auf dem Gradienten G, der jedoch keine unabhingige Ahnlich-
keitszahl darstellt, da er groflenabhangig ist. Naheres hierzu wird in Kapitel 3.2.7
erldutert.

Fiir eine Umsetzung innerhalb einer FEM- bzw. BEM-Berechnung ist eine klare
Trennung der Gradienten fiir den Normalspannungsanteil und Schubspannungsan-
teil bedingt geeignet und aus Sicht des Werkstoffs und des numerischen Modells
fragwiirdig, da hiermit eine notwendige tensorielle Betrachtung nicht erfolgt. Ent-
sprechend ist ein Vergleichsspannungsgefille anzustreben, was in Kapitel 3.2.4 auf-
gezeigt wird.

Ein weiteres anschauliches Modell hat Neuber [NEUG8] vorgestellt, in dem nicht
der vorhandene geometrische Kerbradius p die wirksame Spannung bestimmt und
damit das Anstrengungsgefille, sondern ein fiktiver Kerbradius pg, der sich aus
der Summe des vorhandenen Kerbradius und der kleinen Zusatzlange s - p* ergibt.
Letztere besteht aus der Mikrostrukturlinge (Ersatzstrukturlinge) p* und einem
dimensionslosen Faktor s, welcher abhangig von der Beanspruchungsart und der
anzuwendenden Festigkeitshypothese ist. Dadurch wird auf Grundlage einer Mittel-
werttheorie eine von der Elastizitatstheorie abgeminderte Kerbspannung berechnet,
die sich aufgrund der mikrostrukturellen Stiitzwirkung des vorhandenen Gefiiges
ergibt. Der geometrische Kerbradius rundet damit fiktiv aus, ahnlich wie die Mo-
dellvorstellung einer Rissspitze, welche von einer plastischen Zone umgeben ist.

In [HAH95] hat Hahn eine elastische Stiitzziffer eingefiihrt, welche sowohl die Mi-
krostrukturlinge p* verwendet als auch das Anstrengungsgefalle an sich beinhaltet.

Ny =1+ x* - p* (2.70)

Damit gelingt eine Verkntipfung der vorherrschenden Einfliisse im Kerbbereich und
ermoglicht eine sachgerechtere Beschreibung der werkstoffmechanischen Vorgange.
Hahn verwendet einen bruchmechanischen Ansatz von Lukéz und Klesnil [LK78]
fiir die Ermittlung der Mikrostrukturlénge, indem er diese auffasst als die maxima-
le Lénge eines Risses, der unter einer dynamischen Belastung dem Werkstoff die
Dauerfestigkeit nicht verwehrt. Hierzu setzt er die dauerfest ertragbare Zugschwell-
spannungsintensitat AK; 4,0 mit der zugehorigen Zugschwelldauerfestigkeit ogepy, in
Beziehung und 16st diese nach der Mikrostrukturlinge auf

2 (AKrmo\’
p*:-<“h°> . (2.71)

™ 0 Schw

Damit fuit diese Stiitzziffer zur Berechnung der dynamischen Festigkeit sowohl auf
dynamische Festigkeitsgrofien, Mittelspannungseinfluss und beriicksichtigt ebenfalls
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das bewéhrte Konzept des Anstrengungsgefilles. Aulerdem sind festigkeitsmindern-
de Effekte, wie z. B. eine korrosive Umgebung, ebenfalls abdeckbar. Jedoch ist der
Einfluss der Mehrachsigkeit nicht berticksichtigt, wodurch die Mikrostrukturlange
u. U. zu grofl angenommen wird. Ein Ansatz fiir die Berticksichtigung der Mehrach-
sigkeit ist in Kapitel 3.2.4 zu finden.

Des Weiteren kann nach Hahn [HAH95|, ausgehend von der Zusammenfassung von
Schwalbe [SCHS80], welche auf Versuche von Pook [POOT72] beruhen, fiir verschie-
dene Metallwerkstoffe ein Zusammenhang zwischen dem Elastizitdtsmodul und der
dauerfest ertragbaren Zugschwellspannungsintensitéat im Mittel verwendet werden.

FE - /mm
1150

In dieser Mittelwertbetrachtung sind diverse Stahl-, Aluminium-, Nickel- und Kup-
ferlegierungen vertreten. Jedoch kénnen Magnesiumlegierungen durch diese formelle
Betrachtung deutlich unterschéatzt werden.

AKjmo = (2.72)

2.8.5 Makroplastizitat

Bei der Makroplastizitat sind bei entsprechender Belastung Flievorgdnge zu beob-
achten, die dazu fithren, dass Spannungen durch grofiraumige FlieSvorgange beob-
achtbar durch Dehnungen umgelagert werden. Die Folge ist ein Abbau der vorhan-
denen Spannungen. Eine Umsetzung dieses Phanomens innerhalb der numerischen
Simulation mit der Methode der Finiten Elemente oder Randelementemethode erfor-
dert hierbei eine entsprechende Abbildung eines plastischen Materialgesetzes. Dieses
ist jedoch in der Regel nichtlinear und erfordert dementsprechend vergleichsweise ho-
he Rechenzeiten und gegebenenfalls einen erhéhten Modellierungsaufwand. Hierfiir
bietet jedoch die Néherungsmethode nach Neuber einen praktikablen Ausweg fiir
den Konstrukteur, welche die Spannungsumlagerung auf einfachem Wege, auf der
Grundlage rein linear elastischer Berechnungen, abbildet. Diese wurde von Neuber
[NEU61] an einem schubbelasteten Prisma mit Seitenkerbe erstmalig eingefiihrt, in
der aufgezeigt wurde, dass die linear elastische Kerbformzahl o g mit der Spannungs-
und Dehnungsformzahl gekoppelt ist. Eine Ubertragung auf andere Belastungsarten
hat experimentell ebenfalls zu ausreichend genauen Ergebnissen bei Kerbformzahlen
zwischen o = 2...5 gefithrt, wodurch die Neuber-Methode eine weite Verbreitung in
der Forschung gefunden hat. Zumal sie sowohl bei ruhenden als auch schwingenden
Beanspruchungen anwendbar ist, da Mikro- und Makrostiitzwirkung gleichzeitig be-
riicksichtigt werden konnen, jedoch wird die Mehrachsigkeit nicht beriicksichtigt. Sie
besagt, dass sich bei Plastizierung das geometrische Mittel der Spannungsformzahl
ak, und der Dehnungsformzahl ag. nicht verandert.

O3 = ks - Qe (2.73)

Nachfolgend wird die Neubermethode fiir einen allgemein mehrachsigen zyklischen
Beanspruchungsfall dargestellt. Dabei ist zu beachten, dass dieser Prozess sowohl
fir die Ober- und die Amplitudenspannungen zu durchlaufen ist, um daraus die
wirksame Mittelspannung zu berechnen.

Ausgangspunkt ist eine linear elastisch bestimmte Vergleichskerbspannung 6y, wie
sie beispielsweise aus einer linear elastischen FEM-Berechnung stammen kann. Die-
se befindet sich prinzipbedingt auf der Hookeschen Geraden, weshalb sie folgend als
o bezeichnet wird und weicht im Bereich plastischer Verformungen entsprechend
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von einer gegebenen Spannungs-Dehnungskurve ab. Im dynamischen Fall ist eine zy-
klische Spannungs-Dehnungskurve zu verwenden, wobei vorab bei der vorhandenen
Spannung die Mikrostiirzwirkung zu berticksichtigen ist. Entsprechend wird diese
als wirksame maximale mikrogestiitzte Spannung & bezeichnet (siehe Abb. 2.23).

O- 1
1
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—=H Zykl. Spannungs-Dehnungskurve
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Abbildung 2.23: Klassisches Neuberverfahren (mit zykl. Spannungs-Dehnungskurve)

Die auftretenden Spannungsspitzen werden in Form von plastischen Dehnungen ab-
gebaut, wobei das Produkt aus Spannung und Dehnung als konstant angesehen wird.

A2

O £ = Ol * Esrt1 = Cconst. = %{ (2.74)

Dadurch ist die Ortliche Spannung o5, und die Ortliche Dehnung 5,4 im Kerbgrund
ermittelt.

Aufgrund von Spannungsumlagerungen werden die vorher weniger beanspruchten

Bereiche des Querschnittes stiarker am Tragen der Last beteiligt, was wiederum als

Makrostiitzwirkung bezeichnet werden kann. Ein Vergleich der elastisch gestiitzten

Hookespannung mit der durch die Neubermethode ermittelten Ortlichen Spannung

(2.75)

Obrtl

stellt daher die Makrostiitzziffer m dar.

Die klassische Neubermethode erzielt im Bereich hoher Kerbwirkung gute Uber-
einstimmung mit Versuchsergebnissen und hat die Néaherungslosung von Stowell
[STO50] weitestgehend verdréngt, welche iiberwiegend auf Annahmen basiert und
bei hoherer Kerbwirkung ungenaue Ergebnisse liefert [NEUGS].

Im Bereich niedriger Kerbwirkung, in dem die Nennspannung einen grofien Einfluss
hat, erzielt die klassische Neubermethode unbefriedigende Ergebnisse. Im Fall des
glatten Zugstabes tendieren diese sogar zur unsicheren Seite hin.

Aus diesem Grund wurden von Mertens [MER88] und Dittmann [DIT91] eine Modi-
fizierte Neubermethode eingefiihrt, welche ebenfalls den Grenzfall des glatten Zugs-
tabes beinhaltet. Hierfiir ist eine untere Grenze fiir den maximal moglichen Abbau
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2 GRUNDLAGEN DER BAUTEILERMUDUNG

der Spannungen eingefithrt worden. Diese stellt die plastische Nennspannung

.S

== (2.76)
dar, wobei spater die dazugehorige plastische Dehnung
o
E
hinzugefiigt wurde. Beide werden sie folgend als unteres und linkes Neuberniveau
bezeichnet. Bei einer mehrachsigen Beanspruchung ist entsprechend eine plastische

Vergleichsnennspannung zu ermitteln.
Folglich verandert sich Gl. ((2.74)) zu

(G —0) (g —€) = (06 — T) - (€set1 — €) (2.78)

welche anschlieflend fiir die Bestimmung des Schnittpunkts mit der zykl. Spannungs-
Dehnungskurve verwendet werden kann.

Ausgehend von experimentellen Untersuchungen von Hatanaka [HSN83] und Kloos
[KKF94], die einen deutlichen Grofeneinfluss der Versuchsproben bei der Ermittlung
von zyklischen Spannungs-Dehungskurven unter Umlaufbiegung festgestellt haben,
wurde von Hahn [HAH95] eine weitere Modifikation durchgefiihrt. Der vollplastische
Zustand ist bei grofleren Durchmessern nicht zu erreichen, da die Querdehungs-
behinderung im Bauteilinneren (EDZ) einer vollstindigen Plastizierung im Wege
steht. Daher ist von Hahn in Analogie zur Kerbformzahl ok und wirksamen Kerb-
formzahl B der wirksame plastische Formbeiwert [ eingefiihrt worden. Dieser geht
von einer schwingungstechnisch wirksamen Plastizierung bis in eine Bauteiltiefe von
Ppi = 3mm aus.

Bei grofleren Abmessungen muss von einem wirksamen plastischen Formbeiwert
ausgegangen werden. Fir einen biegebeanspruchten Rechteckquerschnitt der Hohe
d = 2a ergibt sich somit

&=

(2.77)

- ¢ fia d <2-
By=3% W ) =20 Pl (2.79)
ap—(ap—1)- (T—=x0-pu)” d >2-py
und fiir einen torsionsbelasteten Kreisquerschnitt entsprechend
- O fi d <2-
g =4 , b= ao (2.80)
Oét—(Oét—l)'(l—Xo'ppl) d >2',0pl-

Fiir andere Querschnittsformen ist geméfl nach den Gleichungen Gl. (2.57) und GL.
(2.58) ein plastischer Formbeiwert zu bestimmen.
Somit ergibt sich fir die Modifizierte Neubermethode Gl. (2.78), mit dem wirksamen
unteren und linken Neuberniveau, die Beziehung

(6 —0) (g —&) = (Ooet1 — T) - (€oet1 — &) - (2.81)

Unter Einbeziehung des Sachverhaltes von Kapitel 2.8.2 auf Seite 30 ist ein Abbau
der Spannungen, aufgrund der FlieSbehinderung, nicht bis zur zyklischen Werkstoff-
kurve moglich. Dementsprechend ist Gl. (2.81) mit der zyklischen BauteilflieBkurve
in Beziehung zu setzen. Dies ist in Abb. 2.24a) anschaulich dargestellt. Am Schnitt-
punkt zwischen der Modifizierten Neuberhyperbel und der zykl. Bauteilkurve be-
finden sich die ortlichen Kerbgrundspannungen und -dehnungen, die sich aufgrund

39



2.8 Kerben und Werkstoffverhalten
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Abbildung 2.24: Ermittlung der mafigeblichen 6rtlichen Spannung mithilfe der Modifizierten Neu-
bermethode a) s fiir Vergleich mit einer Bauteilwohlerlinie b) o7, fiir Vergleich mit einer
lebensdauerdquivalenten Werkstoffwohlerlinie

der Spannungsumlagerung ergeben. Fiir die Verwendung innerhalb eines Lebens-
dauerkonzeptes sind die so ermittelten Kerbgrundspannungen und -dehnungen mit
entsprechenden Wohlerlinien gleichartiger Kerbwirkung zu vergleichen, um die im
Kapitel 2.1.2 genannten Einfliisse zu beriicksichtigen. Ein Vergleich mit einer ent-
sprechenden Werkstoffwohlerlinie ist jedoch einfach moglich, wie die Abb. 2.24 b)
zeigt.

Lotrecht des Schnittpunktes der Modifizierten Neuberhyperbel mit der zykl. Bau-
teilkurve befindet sich ein Punkt, der die zyklische Werkstofflinie schneidet. Diese
weist demnach die gleiche 6rtliche Dehnung auf, wie sie im Kerbgrund des Bauteils

aufzufinden ist.

1/’)1/ % * 1/n/
Oprtl Obrtl Ortl O rtl
Eortl = + 0,002 - <,> = + 0,002 - < : > (2.82)
" E P Ryo L Ry

Da es sich um plastische Dehnungen handelt, die im Zeitfestigkeitsbereich maf}-
geblich schadigungswirksam sind und die Lebensdauer bestimmen, entspricht dieser
Punkt einer sogenannten Begleitprobe, welche ungekerbt ist. Somit werden zwei
Proben miteinander verglichen, die die gleiche Lebensdauer aufweisen. Aus diesem
Grund kann die ermittelte ortliche Dehnung dazu verwendet werden, um mithilfe
von Dehnungswohlerlinien (Gleichungen (2.14) und (2.15)) die Anrisslastwechselzahl
zu bestimmen. Die so bestimmte plastische Dehnung wird beim glatten Stab bereits
bei einer wesentlich geringeren anliegenden Spannung erreicht. Diese mafigeblich
fiktive Nennspannung o7, kann jedoch dazu verwendet werden, um diese mit einer
Spannungswohlerlinie fiir den Werkstoff zu vergleichen. Dadurch kann weiterhin mit
Spannungen agiert werden, weshalb auf einen Paradigmenwechsel verzichtet werden
kann. Somit kann als Folge ein Umstieg auf Dehnungen entfallen, die fiir die Fest-
legung der Schadigung im Zeitfestigkeitsbereich mafigeblich sind. Dementsprechend
berechnet sich die Makrostiitzwirkung aus

m=2L (2.83)
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Somit kann die Makrostiitzwirkung sowohl fiir eine vorhandene Amplitude
My = — (2.84)

als auch fiir eine vorhandene wirksame Oberspannung

my = 22 (2.85)

*
Om

bestimmt werden, wobei bei der Oberspannung die Mikrostiitzwirkung und der wirk-
same plastische Formbeiwert auf die gesamte Oberspannung anzuwenden sind.

2.8.6 Technologische Einfliisse

Bauteile unterscheiden sich in der Regel stets in ihrer Geometrie von jenen Probe-
korpern, mit denen typischerweise die gangigen Festigkeitswerte ermittelt werden.
Dies ist in den vorangegangenen Kapiteln umfassend erlautert worden. Sie unter-
scheiden sich jedoch auch in der Regel unter dem Aspekt der Fertigung.

Bei Probekorpern gehen die Bestrebungen dahin, moglichst reine Werkstoftwerte zu
ermitteln. Festigkeitsbeeinflussende Mafinahmen werden dabei weitestgehend ver-
mieden. Aus diesem Grund wird auf polierte Oberflichen geachtet und das Gefiige
ist in der Regel homogen, damit es der isotropen Werkstoffmodellvorstellung ent-
spricht. Bei Bauteilen ist dies nicht immer moglich und letzteres teilweise auch nicht
erwiinscht.

Um diese Einfliisse zu quantifizieren sind verschiedene Einflussfaktoren entwickelt
worden, wie z. B. der Technologische Grofieneinflufifaktor K (d.rs) aus der [DIN743].
Er beschreibt die Abnahme der Ermiidungsfestigkeit beim Vergiiten mit steigendem
Bauteildurchmesser, da die Warmebehandlung sich nicht mehr gleichméaflig auf den
Gesamtquerschnitt auswirken kann.

Fiir die Oberfliche hingegen existieren Einflussgrofien, welche sich klassischerwei-
se an der gemittelten Rautiefe R, orientieren. Dazu wurden von Siebel und Gaier
[SG56] Untersuchungen angestellt, die die Oberflichenbeschaffenheit, bei verschiede-
nen Zugfestigkeiten, mit der Dauerschwingfestigkeit in Beziehung setzten. Dies wird
heutzutage sowohl in der [DIN743] mit dem Faktor Kp, als auch in der [FKM12]-
Richtlinie mit dem Faktor Ky, weiterhin verwendet, wobei Letztere den Stand der
Technik anklingen léasst.

Dieser besagt, dass nicht nur die Rautiefe und Zugfestigkeit mafigeblich die Dau-
erschwingfestigkeit beeinflussen, sondern die durch die jeweilige Fertigung einge-
brachten Eigenspannungen und Randschichtverfestigungen. Dies fufit u. a. auf der
Forschungsarbeit [FKMO95], die einen geringen Einfluss der Rautiefe auf die Lebens-
dauer aufgezeigt hat. Auerdem zeigen Arbeiten von Sigwart [SIG94] und Borbe und
Renner [BR0O0], dass Bauteile mit Oberflaichen dhnlicher Rautiefen stark voneinan-
der abweichende Lebensdauer aufweisen konnen. Die klassische Vorgehensweise wird
jedoch innerhalb der [FKM12]-Richtlinie weiter verfolgt, da sie ausdriicklich keine
neuen Festlegungen trifft. Aus diesem Grund wird im Folgenden kurz ein kleiner
Uberblick iiber ein paar Ansitze geliefert.

Kleemann und Zenner schlagen beispielsweise in [KLZ06] einen Gesamtfaktor fur
den Oberflicheneinfluss vor, der sich aus

Fges:FO'FEi'FHV (286>

multiplikativ ergibt, wobei Fg; den Einfluss des Eigenspannungszustandes darstellt,
Fyyv den Einfluss der Randschichthirte und Fp den Einfluss der Oberflichento-
pographie. Durch die multiplikative Verkniipfung wird der Anschein erweckt, dass
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diese drei Bestandteile des Oberflicheneinfluss einzeln betrachtet werden konnen,
was jedoch gerade bei den Eigenspannungen schwer nachzuvollziehen ist. Der An-
satz ignoriert plastische Umlagerungsprozesse aus der lebensdauersteigernden Mit-
telspannungsrelaxation oder den Abbau von giinstigen Druckeigenspannungen von
schlussgerollten Schrauben bei hohen Vorspannungen.

Liu hat in [LIUO1] einen Oberflacheneinflussfaktor vorgestellt, welcher die Topogra-
fie einer bearbeiteten Oberflache beschreibt. Neben einer eingefiihrten Oberflachen-
formzahl nutzt er eine sogenannte charakteristische Mikrostrukturlange A,. Laut
Liu entspricht sie bei ,fehlerfreien” duktilen Werkstoffen der Korngrofle. Damit sind
Werkstoffe gemeint, die praktisch keine Unganzen aufweisen, wie sie z. B. aus plasti-
schen Gleitungen oder Versetzungsbewegungen entstehen. Jedoch widerspricht dies
wiederum dem iiber mehrere Koérner ausgleichenden Mittelwertgedanken, dem fiir
die Deutung eines wirksamen Prozesses nachgegangen werden muss.

So verwundert es nicht, dass Kleemann und Zenner [KLZ06] fir sich iiberraschend
festgestellt haben, dass sowohl positive wie negative Eigenspannungen nach 2 -
10° Lastwechseln nicht nur betragsméBig abgebaut werden, sondern teilweise auch
betragsmaflig ansteigen konnen, bei gleicher Belastung. Auch das Ergebnis, dass
nach Spannungsarmglithen von Proben mit Eigenspannungen (sowohl Zug- als auch
Druckeigenspannungen) ein 10%iger Abfall der Schwingfestigkeit festgestellt wurde,
basiert auf gleichen Umstanden.

Urséachlich hierfiir ist womoglich eine zu detaillierte Beobachtung der Eigenspan-
nungen, welche durch rontgenographische Messmethoden ermittelt wurden. Eigen-
spannungen, die mit Spannungen aus dufleren Kraften interagieren und somit fiir
eine spannungsbasierte Bauteilauslegung einen klaren Einfluss haben, miissen kon-
sequenterweise in einem entsprechendem Mittel berticksichtigt werden und nicht als
isolierte Einzelgrofle. Innerhalb eines Rechengeriistes sollte entsprechend ein homo-
gener Detaillierungsgrad gefahren werden. Erfahrungen aus der Mikrostiitzwirkung
haben gezeigt, dass ein inhomogen beanspruchtes Gefiige sich gegenseitig stiitzt und
somit in Kerben beispielsweise die wirksame Kerbspannung & zu berticksichtigen ist.

Der Einfluss der Oberflichenfestigkeit Flgy ist laut den Autoren schwierig zu quan-
tifizieren, da die Oberflachenharte (Mikrohérte) nicht unabhéngig von den beiden
anderen Einflussgrofien ist. Dies trifft streng genommen generell auf die verwendeten
Einflussgrofien zu, da Eigenspannungen immer auftreten, weswegen eine rein multi-
plikative Verkniipfung unangebracht erscheint.

Fiir die Beriicksichtigung der Oberflichenrauheit hat Hahn [HAH95] vorgeschlagen,
dass diese in die charakteristische Strukturlénge einflieft und somit eine effektive
Strukturldnge

* * 2 A[(I,thO ?
Pesr =P —R. = - ( — ) R, (2.87)
zu bilden ist, mit der die Mikrostiitzwirkung berechnet werden kann. Diese effektive
Strukturldnge gibt demnach den Bereich an, in dem es zu einer Mittelung der Mi-
krospannungen kommt und sich die mafigeblich wirkenden Spannungen aus Eigen-
und Lastspannungen ergeben.

Die Eigenspannungen konnen dabei mit Hilfe des modifizierten Neuberverfahrens
beriicksichtigt werden, indem sie bei der Bestimmung der Makrostiitzwirkung der
Oberspannung (Gl. (2.85)) in selbige einfliefen und dadurch gegebenenfalls abge-
baut werden konnen. In Kapitel 3.2.8 wird eine weitere Moglichkeit vorgestellt, um

42



3 VERFAHREN BEI MEHRACHSIGEN NICHT-PROPORTIONALEN BEANSPRUCHUNGEN

mogliche Fertigungseinfliisse abzubilden.

3 Verfahren bei mehrachsigen nicht-proportionalen Bean-
spruchungen

Mehrachsige Beanspruchungszustdnde mit ruhenden und schwingenden Anteilen
sind mit den klassischen Festigkeitshypothesen schwierig zu beschreiben, da mitun-
ter Informationen beziiglich des Vorzeichens einer Spannungskomponente verloren
gehen. Dies ist z. B. bei der von Mises Hypothese der Fall, bei der durch Quadrierung
und Wurzelziehen eine skalare Vergleichsspannung berechnet wird. Fiir proportio-
nale Beanspruchungsverlaufe sind Vorzeichenregelungen noch verhaltnismafig leicht
zu finden, diese lassen sich jedoch nicht ohne Weiteres auf nicht-proportionale Be-
anspruchungsverldufe anwenden (siche Abb. 3.1).

proportional nicht-proportional
g; o, [

o, 9;

Oy
c
oy Oy

‘ RANIYalNval
"I R

Abbildung 3.1: Beanspruchungsverldufe und Vorzeichenregelungen von Hauptspannungen und Ver-
gleichsspannungen; a Arithmetisch gréfite Hauptspannung, b Betragsméafig grofite Hauptspan-
nung, ¢ Vergleichsspannung ohne Vorzeichen, d Vergleichsspannung mit Vorzeichen der betrags-
méBig groften Hauptspannung; nach [HAIO6]

Angenommen sei ein Ebener Spannungszustand, bei dem die zwei Hauptspannungs-
verlaufe im Hintergrund wirksam sind. Ein FEM-System mit der klassischen Ord-
nung der Hauptspannung wiirde fiir einen Punkt den Hauptspannungsverlauf in
Abb. 3.1a wiedergeben. Im proportionalen wie auch im nicht-proportionalen Fall
wird hierbei die eigentliche Schwingbreite stark unterschétzt. Erst durch eine be-
ragsméaflige Ordnung, wie sie in Abb. 3.1 b dargestellt ist, gibt die Schwingbreite
korrekt wieder.

Bei den Vergleichsspannungen ohne Vorzeichenregelung Abb. 3.1 ¢ wird die Schwing-
breite ebenfalls stark unterschétzt, wobei der nicht-proportionale Beanspruchungs-
fall noch weit starker unterschatzt wird. Weiterhin kann die Periodendauer und
damit die Lastwechselanzahl fehlinterpretiert werden. Durch eine Vorzeichenrege-
lung gelingt es auch hier eine betragsméafig richtige Schwingbreite zu ermitteln.
Nichtsdestotrotz sind die im nicht-proportionalen Fall vorhandenen Unstetigkeiten
in diesem Beispiel willkiirlich gewahlt, da bisher keine zufriedenstellende Losung zur
Fahndung dieser Sprungstellen existiert, welche fiir alle Koordinatensysteme gleich
ist. Eine solche Methode wird in Kapitel 3.2.1 prasentiert.
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Die bisherigen Methoden zur Berechnung von nicht-proportionalen Beanspruchungs-
zustanden sind mitunter sehr komplex und prinzipbedingt sehr unterschiedlich. Es
existieren u. a. sogenannte Weakest-Link-Ansitze (sieche Kapitel 3.1.1), in dem eine
kritische Schnittebene mit grofiter Schadigung gesucht und nach diversen Ansétzen
untersucht werden kann oder beispielsweise sogenannte Integrale Verfahren (siche
Kapitel 3.1.2), wie z. B. die Schubspannungsintensitatshypothese.

Beide besitzen die Gemeinsamkeit, dass sie mathematisch gesehen die Anzahl der zu
beobachtenden Eintrage des rdaumlichen Spannungstensors auf die Normalspannung
der Schnittebene und die dazugehorige Schubspannung reduzieren.

Daneben existiert die Drei InvariantenHypothese (DIH), die im Kreis von Mertens
in [HAH95] und [MOUO02] in weiterentwickelter Form présentiert wurde. Sie versucht
das Schwinggeschehen der Spannungszusténde mit Hilfe von Spannungsinvarianten
zu beschreiben, die in einer Vergleichsspannung zusammengefasst sind. In Kapitel
3.1.3 ist die bisherige Formulierung dargestellt.

3.1 Standardverfahren

3.1.1 Kritische Schnittebenenverfahren

Das Alleinstellungsmerkmal der Verfahren der kritischen Schnittebene ist die ver-
wendete Modellvorstellung des angenommenen Versagensmechanismus des Werk-
stoffs. Diesem wird die Existenz einer Ebene unterstellt, in der ein Fehler bzw.
Schédigung vorhanden ist, welcher letztendlich durch die oben erwahnten Lastspan-
nungen der Ebene zum vollstandigen Versagen der Struktur fithrt. Als Fehler bzw.
Ausgangsort des globalen Versagens gelten demnach Imperfektionen im Gefiige. Da-
zu zédhlen Unreinheiten, Einschliisse, Ausscheidungen, Gusshaute, Gasporen, etc..
Somit sind iiberwiegend Gusswerkstoffe mit intrinsischen Fehlern damit abbildbar,
welche nach Mughrabi [MUGO06] zur Werkstoffgruppe Typ 2 zéhlen. Hingegen sind
Typ 1 Werkstoffe fehlerfreie Werkstoffe, bei denen Ermiidungsanrisse aufgrund von
Gleitvorgangen an der Oberfliche ihren Ursprung haben. Die Fehler entstehen da-
her erst durch eine duflere Belastung, wodurch sie als extrinsisch aufzufassen sind.
Generell wird bei den Methoden der kritischen Schnittebene keinerlei Stiitzwirkung
beriicksichtigt. Sie sind diesbeziiglich als sehr konservativ anzusehen.

Fiir die Berechnung des Festigkeitsnachweises sind diverse Anséitze zur Behandlung
der vorherrschenden Lastspannungen der Ebene vorhanden. Diese sehen entweder
nur die Schubspannungsamplitude als mafigeblich, was dem Konzept der kritischen
maximalen Schubspannungsamplitude entspricht, oder sie beriicksichtigen ebenfalls
die vorherrschende Normalspannung, welche ggf. risséffnend wirkt. Als weitere Kom-
binationen existieren das Konzept der maximalen Normalspannungsamplitude, das
Konzept der maximalen Schiadigung oder die bekannteren Konzepte, die eine Kom-
bination der Normal- und Schubspannungen beriicksichtigen, wobei teilweise Mittel-
spannungskomponenten der Normalspannung ebenfalls beriicksichtigt werden. Einen
Uberblick hieriiber bietet u. a. [FGGEO7].

Schwierigkeiten bereiten bei den genannten Festigkeitshypothesen die Ermittlung
der Richtung und des Amplitudenanteils der Schubspannungskomponente eines Last-
zyklus; wobei die Richtung der Schubspannung fiir die angenommenen Fehler weni-
ger von Interesse ist.

Als Sonderfall der kritischen Schnittebenenverfahren ist die von Dietmann [DIET73]
und Issler [ISS73] vorgeschlagene Oktaederschubspannungshypothese (OSH) zu nen-
nen. Diese betrachtet die von einem ermittelten Hauptspannungsgertist abhéngigen
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Schubspannugen der Oktaederschnittflachen als kritisch. Durch dieses feste Haupt-
spannungsgertist ist sie jedoch nicht geeignet fir wechselnde Hauptspannungsrich-
tungen, weshalb sie von Bhongbhibhat [BHO86] modifiziert wurde zur Modifizierten
Oktaederschubspannungshypothse (MOSH).

3.1.2 Integrale Verfahren

Bei den integralen Verfahren zur Behandlung von komplexen Schwingbeanspruchun-
gen, wie beispielsweise die Schubspannungsintensitatshypothese (SIH), kommt ein
anderer Ansatz zum Tragen. Dieser geht davon aus, dass simtliche Schubspannungen
in den einzelnen Schnittebenen als schadigungsrelevant zu betrachten sind, wodurch
die mafigebliche Schubspannung durch die Integration der einzelnen Schubspannun-
gen tber eine Kugeloberfliche zu ermitteln ist. Die Schubspannungsintensitatshy-
pothese leitet sich aus der Interpretation nach Novozhilov [NOV61] von der von
Mises Hypothese ab und gilt daher fiir duktile Werkstoffe. Sie beinhaltet sowohl die
Schubspannungshypothese bei Integration iiber den Kugel-dquator als auch die von
Mises Hypothese bei Integration iiber einen Breitenkreis von v = 63,4° als Sonder-
falle [ISS81].

Der Einfluss der Mittelspannungen auf die ertragbaren Schubspannungsamplituden
geschieht hierbei nur iiber die Normalspannungskomponenten mittels eines linearen
oder quadratischen Ansatzes.

Nach Haibach [HAIO06] zéhlt die Schubspannungsintensitétshypothese zu den zuver-
lassigsten Methoden zur Festigkeitsbeurteilung von frequenzgleichen phasenverscho-
benen oder nicht frequenzgleichen mehrachsigen beanspruchten duktilen Werkstof-
fen. Jedoch verweist er auf die bisher begrenzte Absicherung der Hypothese durch
experimentelle Untersuchungen, die sich iiberwiegend auf die Dauerfestigkeit unge-
kerbter Querschnitte beschrianken. Ein wesentlicher Kritikpunkt, den die Schubspan-
nungsintensitatshypothese mit der Methode der Kritischen Schnittebene gemeinsam
haben, ist der immens grofle Rechenaufwand, der sich aufgrund der Vielzahl der
untersuchten Schnittebenen ergibt und die Nachvollziehbarkeit erschwert. Haibach
auBert zudem Bedenken, dass eine zutreffende Festigkeitshypothese aufgrund der
Komplexitédt der verschiedenen Parameter auf empirischem Weg erfolgen kann.

Dies betrifft ebenfalls die Quadratische Versagenshypothese (QVH) nach [TEMS82],
[TEMS86]. Sie ist umfangreich durch Werkstoffversuche iiberpriift worden und er-
zielt zufriedenstellende Ergebnisse fiir proportionale Beanspruchungen gegeniiber
der Schubspannungsintensitatshypothese (siehe z. B. [TAKS87]). Sowohl fiir propor-
tionale wie nicht-proportionale Beanspruchungen ist der anzuwendende Formelap-
parat sehr komplex und benétigt relativ lange Rechenzeiten, da gegebenenfalls viele
Schnittebenen zu bewerten sind. Generell beinhaltet die QVH ebenfalls keine Stiitz-
wirkungen, wodurch sie als konservativ einzuschétzen ist.

3.1.3 DIH fiir einfrequent phasenverschobene Beanspruchungen

In [HAH95] ist fiir die Bewertung von einfrequent phasenverschobenen Beanspru-
chungen eine Variante der DIH vorgestellt worden, welche im Frequenzbereich agiert
und daher nur fiir stationdre Vorgange gilt. So konnen die eingehenden Beanspru-
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chungen nach Gl. (2.40) mit n=1= X =1
0:(t) = 04q - sin(wt — &)
oy(t) = oyq - sin(wt — 0,) (3.1)
Tuy(t) = Taya - SIR(WE — 0gy)

als Beanspruchungsfunktion beschrieben werden. Die dazugehorigen Invarianten las-
sen sich anschliefend mit Methoden der Signalverarbeitung zeitversetzter Signale zu

Jig = 02, + 20,00yaC08(0; — 0y) + UZC%
Joa = 0pa0yqc0s(0y — ) — szya (3.2)

J3a -

Teya * [0aasin(0r = Ouy) = 0yasin(d, — O, |

zusamimensetzen.
Hierbei verschwindet die dritte Spannungsinvariante, sobald keine Phasenverschie-
bung vorliegt.

Bei einer Phasenverschiebung kann mit diesen Spannungsinvarianten somit die Ver-
gleichsspannungsamplitude nach der verwendeten DIH-Hypothese ausgedriickt wer-
den zu

Ova = 10 — K2y - Joa — kon - Jaa - (3.3)

Der Parameter kyy dient hierbei zur Gewichtung der dritten Invarianten und wird

mit Hilfe der Gleichung
o 2
kon = kan - [2 — ( kil ) ] (3.4)
OW N,90°

bestimmt. Dazu ist die Ermittlung eines weiteren Festigkeitswertes oy goe notwen-
dig, um den Einfluss der Phasenverschiebung auf das Festigkeitsverhalten abbilden
zu konnen. Dieser ist mit dem Belastungsfall einer einachsigen Zug-Druck-Spannung
0z Mit einer hierzu um 90° phasenverschobenen Torsionswechselspannung 7,,, zu
bestimmen, die sich betragsméfig aus

Oza . OW N,90°

(3.5)

sza = =
kaN kaN

ergibt. Zeitlich ist der Festigkeitswert oy n goe nach Gl. (2.13) zu behandeln, sodass

N D>k900 (3.6)

OWN,90° = Ow,90° * (N
gilt. Weiterhin muss der Parameter kyy den Forderungen gentigen, dass bei ziligiger
Belastung (N =1/2) eine Phasenverschiebung keinen Einfluss haben darf und er
dementsprechend den Wert Null annehmen muss. Folglich gilt fiir die Festigkeit

Ow,N ow 1/k
o o = =—-(2-N 3.7
W N,90 \/5 Vo2 \/5 ( D) ( )

und fiir die Dauerfestigkeit (N = Np)

ow

_ ke
2— 3

(3.8)

OWN,90° = Ow,90° *
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3 VERFAHREN BEI MEHRACHSIGEN NICHT-PROPORTIONALEN BEANSPRUCHUNGEN

Damit ist mit diesen beiden Gleichungen der Exponent
IOg (2 . ND>

(3.9)
L-log (2 Np) + 4 -log (1 — 52-)

kooe =

bestimmbar.

Diese Formulierung ist in der Lage im Frequenzbereich zu operieren. Instationare
Vorgénge lassen sich jedoch schwer mit stationédren Mitteln abbilden. Die Abbildung
einzelner Frequenzen, mit anschlieSender Superposition in Form einer Fourierreihen-
entwicklung, stofft somit u. U. schnell an ihre Grenzen. Dadurch ist eine Riickkehr
in den Zeitbereich sinnvoll und wird mit der folgenden Weiterentwicklung begangen.

3.2 Neue Verfahren der MMM- und DIH-Hypothese

In den nachfolgenden Kapiteln wird ein geschlossener Rechenablauf fiir mehrachsi-
ge nicht-proportionale Beanspruchungen lastfreier Oberflachen nach [MP15] darge-
stellt, der folgende Anforderungen erfiillt:

Invariant gegeniiber Koordinatentransformation.
Zeit- und Dauerfestigkeit vereint in einem Rechenalgorithmus.
Giltigkeit fir duktile, semiduktile und sprode Werkstoffe.

Giiltigkeit vom glatten Stab bis zum gekerbten Bauteil

AN

Berticksichtigung von Stiitzwirkungen basierend auf einer werkstoffbezogenen
Vergleichsspannung

Giiltigkeit fiir proportionale und nicht-proportionale Beanspruchungen.
Vorzeichenbehaftete Vergleichsspannung.

Mechanisch hergeleiteter Rechenprozess.

L x N

Geringer Rechenaufwand.

10. Instationédre Vorgénge abbildbar.

Die Grundlagen fiir ein solches Berechnungskonzept, welches die oben erwéhnten
Anforderungen erfiillt, wurden von Mertens u. a. in [MER11] gelegt. Die grund-
legende Idee zu Verwendung von Invarianten zur Formulierung von Festigkeitshy-
pothesen fiir mehrachsige phasenverschobene Schwingbeanspruchungen sind jedoch
schon wesentlich frither erfolgt in [MER90]. Eine solche Berechnungsstrategie, die
einen allgemeingiiltigen Ermiidungsfestigkeitsnachweis fiir gekerbte metallische Bau-
teile umfasst, benotigt im Zentrum eine werkstoffabhéangige Vergleichsspannung, die
zu jedem Zeitpunkt eine vorzeichenrichtige Aussage liefert. Mit dieser Vorausset-
zung ist es weiterhin moglich, sowohl proportionale als auch nicht-propotionale Be-
anspruchungsverlaufe zu bewerten. Die Modifizierte Mohr-Mises-Hypothese (MMM-
Hypothese, sieche Gl. (3.10)) und die darauf aufbauende Weiterentwicklung der DIH-
Hypothese erméglichen die oben erwdhnten Anforderungen. Die einzelnen wesentli-
chen Bestandteile werden nachfolgend naher erlautert und teilweise mit Beispielen
oder Herleitungen im Anhang verdeutlicht.
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3.2 Neue Verfahren der MMM- und DIH-Hypothese

’7 Vergleichsspannung Spannungsinvarianten
N |
— Zeitvariable I I
I 1 1

1
GV,MMM(U)=;—-V(77)-\/(4—k§)~M§4(77)+k§ Ry, (1) = (1)

n m
Zug-Schub-
L Wechselfestigkeitsverhaltnis

Vorzeichenfunktion
Mikrostitzwirkung

Makrostitzwirkung
(3.10)

3.2.1 Invarianten

Die Ordnung der Hauptspannungen erfolgt unter Beriicksichtigung des Schwingpro-
zesses und der Hauptachsenwinkel. In [MER11] erfolgte die Orientierung am hochs-
ten Wert der hochsten Hauptspannung o, unter Beriicksichtigung der Phasenlage
mit der atan2-Funktion. Inzwischen ist das Verfahren préaziser und wird hier vorge-
stellt. Eine solche Ordnung hat den Vorteil, dass die Komponenten des Mohrschen
Kreises als Invarianten verwendet werden kénnen. Sie sind einfach zu interpretieren
und durch die Umordnung der Hauptspannungen sind aus ihnen ebenso leicht die
Hauptspannungen zu ermitteln.

o1+ 09 01— 09
UleM+RMI

2 2
o1 +02 01— 09 <3'11)
09 :MM—RM: 2 — 2

Mit ihnen lassen sich dementsprechend Spannungszustédnde ausdriicken, die alle
vorhandenen Ebenen des Spannungstensors beriicksichtigend beschreiben und bei
schwingenden Lastspannungen das Mafl an zu beobachtenden Grofien minimal klein
halt.

Generell ist darauf zu achten, dass bei einem mittelspannungsbehafteten zeitlichen
Beanspruchungsverlauf, der quasistatische arithmetische Mittelwert aus den Span-
nungskomponenten entfernt wird. Die Hauptspannungen werden vorerst nur mit den
schwingenden Anteilen der Spannungskomponenten berechnet, um in einen spéteren
Zeitpunkt mittels Haighschaubilds das Beanspruchungsgeschehen zu beurteilen. Die
Mittelspannungsanteile werden entsprechend mit einer geeigneten Vergleichsmittel-
spannung wieder in die Berechnung zurtickgefithrt (siche Abb. 3.18 bzw. Kapitel
3.2.6).

Fiir den zeitlichen Verlauf ist es hingegen von entscheidender Bedeutung, die Haupt-
spannungen in jedem Zeitpunkt richtig zuzuordnen. Dies wird beispielsweise an ei-
nem rein schwingendem schubbelasteten Oberflichenelement deutlich (siehe Abb.
3.2). Dies nimmt im Laufe eines Lastspiels die folgenden Verzerrungszustande an.
In dieser Abbildung sind ebenfalls die beiden Hauptspannungen of und o9 abge-
bildet, die sich aufgrund der Spannungszustands ergeben und der konventionellen
Hauptspannungsordnung entsprechen. Im Punkt a) stellt sich durch die Schubbelas-
tung eine Verzerrung ein, welche die erste Hauptspannung in die Richtung der roten
durchgezogenen Faser koaxial in Ausrichtung bringt. Zum Zeitpunkt b) ist das Ober-
flichenelement beanspruchungsfrei und beide abgebildeten Fasern sind gleich lang.
Beim letzten Punkt c) verzerrt sich das Oberflichenelement in die andere Richtung.
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V0N

Abbildung 3.2: Verzerrung eines Oberflichenelements nach [MP15]

Die griine gestrichelte Faser ist nun mit der ersten Hauptspannung in Ubereinstim-
mung; dies entspricht der bisherigen konventionellen Vorzeichenregelung. Hier ist
deutlich zu erkennen, dass ein Vertauschen der Hauptspannungsbenennung erfolgen
muss, um die Hauptspannungen ihren vorherigen Faser zuzuordnen.

Fiir den dreidimensionalen Fall eines Spannungszustandes (z. B. im Bereich eines
Kerbgrunds) wurde die dritte Raumrichtung in Richtung der inversen Oberflachen-
normale z eingefiihrt. Fiir lastfreie Oberflachen entspricht sie der Richtung der Gra-
dienten im Fall einer Oberflachenkerbe (siche Abb. 2.21). An der Oberfliache sei z = 0
und die Hauptspannungen entsprechend o1(z = 0), 02(z = 0) und o3(z = 0) = 0
sowie die zwei wesentlichen Invarianten Ry/(z = 0) und My,(z = 0). Betrachtet

a) st b) st

03(0)

Abbildung 3.3: Mohrsche Spannungskreise fiir Spannungszustinde an a) Oberfliche und b) dicht
unter der Oberfliache

werden hierbei der Mohrsche Spannungskreis und die dazugehorigen Invarianten in
der 1-2 Ebene (durchgezogene Linie). Diese Ebene an der Oberflache ist als einzi-
ge von auflen messbar und liegt orthogonal zum Spannungsgradienten. Die dritte
Hauptspannung o3 wird jedoch nicht vernachlassigt. Sie flieft im Bereich unterhalb
der Oberfliache iiber einen Vergleichsspannungsgradienten (siehe Kapitel 3.2.4) zur
Berechnung der Mikrostiitzwirkung in den Berechnungsablauf ein. Formal ergeben
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3.2 Neue Verfahren der MMM- und DIH-Hypothese

sich fiir den Radius und den Mittelpunkt des Kreises die Beziehungen

Ma(z) = 01(2) ; 03(2) n 02(2) ; 03(2) _ 01(2)502(2) —04(2)

Rar(2) = 01(2) ; 03(2)  03(2) ; o3(2) _ 01(2) ; 2(2)
Hierbei ist zu beachten, dass der Mittelpunkt nur vom Mohrschen Kreis selber ab-
hangt und nicht vom Koordinatenursprung. Dies wird im Anhang in Kapitel A ndher
erlautert. Weiterhin ist zu sehen, dass die Hauptspannung o3 nicht explizit im Ra-
dius R,; enthalten ist. Daher kénnen die ersten beiden Hauptspannungen o, und o,
fiir die Vorzeichenwahl des Radius Verwendung finden, die i. Allg. auch fiir die Inva-
riante M), gilt, sofern o3 < (01 + 09/2) erfiillt ist. Dies ist beispielsweise bei Kerben
der Fall.

Die beiden Mohrschen Spannungsinvarianten bieten weiterhin den Vorteil, dass sie
ein einheitliches Bewertungssystem fiir alle metallischen Werkstoffe bieten. Diese
reicht von duktilen iiber semi-duktile bis hin zu ideal sproden Werkstoffen (siehe
Kapitel 3.2.2).

Ein allgemeiner ebener Spannungszustand in der Oberfliche ist leicht in die bei-
den Zustdnde M und R zu iberfithren. In Abb. 3.4 ist dies vereinfacht fiir einen

(3.12)

Gesamtzustand Zustand M Zustand R
o _+o0,
O'yT . hd Y T —AGT .
4  ——=" 3 4 2 a3 4 ——=" 3
Xy o, + o, o, + O-} Txy
o, J [ o, 2 2 Ao J [Ao-
«— —_— = «— —> + «— —_—
Txy Ty

[

1 T\\? 2 1 lgx +o, 2 1 T\‘TA o 2

’ 2

+
M, = I 20-" R) =,/Ac’ +1]
Y, :
L’X AO’I(O'A_—O'),)/Z

Abbildung 3.4: Zerlegung eines 2D-Spannungszustands in die Teilzustdnde M und R [MP15]

zweidimensionalen Fall in einem beliebigen x-, y-Koordinatensystem auf einer Bau-
teiloberfliche dargestellt. Wie zu erkennen ist, wird der ebene Spannungszustand in
einen ebenen hydrostatischen (Zustand M) und einen hier ,deviatorisch“ genannten
Anteil (Zustand R) aufgelost, was die Interpretation und Zuordnung des Versagens-
mechanismus erleichtert.

Der Teilzustand M ist schubspannungsfrei und alle Seiten werden mit der gleichen
Normalspannung My, beansprucht. Aufgetragen in einen Mohrschen Kreis degene-
riert dieser Teilspannungszustand zu einem Punkt, der sich bei einer Drehung des
Koordinatensystem invariant verhalt. Es gilt somit stets:

o1+ 02 . Oy + Oy
2 2

Im Teilzustand R (ebenfalls in Abb. 3.4) und in Gl. (2.34) ist zu sehen, dass bei der

Berechnung des Radius die Spannungskomponenten ihr Vorzeichen verlieren, was

My = MS, = (3.13)
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streng genommen bei der Konstruktion eines Mohrschen Kreises mit einer Spiege-
lung an der Normalspannungsachse behoben wird. Der Radius ist jedoch unterhalb
der Normalspannungsachse als negativ anzusehen und entsprechend zu bewerten,
solange der Prozess einer endgiiltigen schwingungsunabhéngigen Vorzeichenzuwei-
sung noch nicht abgeschlossen ist. Das Vorhandensein eines negativen Radius ist
auch in Abbildung 3.4 im Teilzustand R zu erkennen. Die Spannungskomponenten
sind beziglich der Diagonalen 1-3 bzw. 2-4 antimetrisch.

Weiterhin eignet sich der Teilzustand R, um eine Drehung des Koordinatensystems
zu verfolgen. Hierzu kann der Radius in einem Ao — 7,,-Diagramm eingetragen wer-
den, um dessen Koordinatenursprung der Radius umléauft (siehe beispielsweise Abb.
3.9b).

Die dritte Invariante ist Bestandteil der DIH-Hypothese, die sich auch dadurch von
der MMM-Hypothese unterscheidet. Diese dritte Invariante wird innerhalb der DIH-
Hypothese verwendet, um eine genauere Stiitzwirkung aufgrund der Rotation des
Radius Rj; durch die Phasenverschiebung zu berticksichtigen. Eine zeitliche Verén-
derung der Hauptachsenrichtung ¢ ist die Folge. Bisher ist hierfiir J;, aus Gl. (3.3)
nach [HAH95] verwendet worden, die durch die neue Form der dritten Invariante zu
ersetzen ist. Aufgrund des Umstands, dass die Invariante M), keinen Einfluss auf die
Hauptachsenrichtung aufweist, ist lediglich nur die zeitliche Anderung der Invariante
Ry zu verfolgen. Hierfiir sei wiederum beispielhaft ein Oberfléichenelement gegeben,
dessen Oberflaichenkoordinaten in z— und y—Richtung zeigen und die z—Richtung
parallel zur inversen Oberflichennormalen n ist. Die Invariante R,; besteht folglich
nach Gl. (2.34) aus einer Normalspannungskomponente Ao und einem Schubspan-
nungsanteil 7,,; dargestellt in Abb. 3.5.

2 R, d(2p)
<
N
l:<
R, +dR,,
dA = %le -d(20)
RM
d(2¢p)
2(0\

Ao -Achse

Abbildung 3.5: Darstellung der Invarianten R in der Ao — 7,,-Ebene nach [MP15]

Fiir einen Zeitpunkt ¢ wird der Radius Ry, durch die Komponenten Ao (t) und 7, (%)
bestimmt, wodurch sich der Hauptachsenwinkel ¢ durch die Beziehung

fan(2p(t)) = Ly,((?) oder (3.14)
tan(2e(0r)) = 24
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3.2 Neue Verfahren der MMM- und DIH-Hypothese

ergibt, wobei ) = w-t eine Zeitvariable mit der Kreisfrequenz w = 27/T fiir eine Ver-
gleichbarkeit von schwingenden Beanspruchungen bei Betrachtung einer Schwingpe-
riode T' darstellt. Bei einer Verdnderung von d(2¢) (siehe Abb. 3.5) unter Bertick-
sichtigung der Zeitvariable n

d 1 Ay (1) dAa(n)
dfn(?¢(n))-dnfR%4<n>~ i Ao (n) — Tuy(n) - an dn o, (3.15)

bei der die zeitlichen Ableitungen der Schubspannung und der Normalspannungs-

komponente entweder algebraisch oder numerisch zu bestimmen sind, entsteht eine
Flache

1, d
dA = 3 - Ry(n) dn(Q w(n)) - dn . (3.16)
Mit Gl. (3.14) ergibt sich die Flache dA/dn
dA 1 d 1 [dry(n) dAco(n)
= .—(2 = _. Y A - R 1
=5 B 2o = 5 | Aoty = myfa) - S50 an)

die im Differentiellen iiberstrichen wird. Diese stellt eine differentielle Invariante dar,
welche bei proportionalen Spannungen zu Null wird, da sich

ATyy _dAo
_ A 1
i / / - (3.18)

einstellt. Hiermit kann ebenfalls eine Uberpriifung stattfinden, ob zu jedem Zeit-
punkt eine proportionale Beanspruchung vorliegt.

Wie bereits in [MER90] gefordert, darf ein Vorzeichen von 7, aufgrund der Invari-
anz gegeniiber dem Koordinatensystem keinen Einfluss auf eine Festigkeitshypothese
aufweisen. Da dA/dn jedoch aufgrund der Verwendung und Mehrdeutigkeit von Ao
und 7, nicht vollstandig unabhangig vom vorherrschenden Koordinatensystem sind,
ist der wesentliche Teil von Gl. (3.17) betragsméflig zu behandeln. Um J;, aus der
DIH ersetzen zu konnen, ist Gl. (3.17) zusétzlich mit dem Faktor 4 zu berticksich-
tigen, damit der Gewichtungsfaktor k, = ky(k,) aus [HAH95] tibernommen werden
kann. Die dritte Invariante lasst sich demnach durch

ATy dAo
Ao —1,,  —=2
a T — Tay a

Ry ot = signum(Ryy) - \/2 . (3.19)

beschreiben, wobei sie aufgrund der engen Bezichung zum Radius dessen Vorzeichen
iibernimmt. Dieses ist notwendig, damit sowohl positive als auch negative Extrem-
werte der Invariantenausschlage gleichartig gestiitzt werden konnen.

Im Anhang B und C befinden sich zur dritten Invarianten weitere Anmerkungen
und Herleitungen, welche die Invarianz aufzeigen oder die Uberfiihrbarkeit zur Span-
nungsinvariante fiir phasenverschobene Spannungskomponentenverlaufe Js,.

Die weiterentwickelte DIH-Hypothese setzt sich entsprechend in der neuen Schreib-
weise zu Gl. 3.20 zusammen.

Durch die vorgestellten Invarianten konnen sowohl die MMM-Hypothese als auch
die in der neuen Form vorgestellten DIH-Hypothese im Zeitbereich agieren und kon-
nen daher im Gegensatz zu den fritheren Veroffentlichungen von Hahn [HAH95] und
Mourier [MOUOQ2] auch fur instationdre Vorgénge verwendet werden. Eine Model-
lierung der Beanspruchung mit Hilfe der Fourieranalyse und anschlieBender Super-
position der zu untersuchenden Frequenzen ist nicht mehr notwendig und erweitert
den moglichen Anwendungsbereich.
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Vergleichsspannung Spannungsinvarianten
‘ — Zeitvariable l I |
11 2 2 2 p2 2
o, pm (1) = ;; V() \/(4_ka )My () +k, Ry, (1) —ky - Ry, L, (17)
I I

Makro- J Zug-Schub- Gewichtungsfaktor
stitzwirkung Wechselfestigkeits- der dritten
Mikro- verhadltnis Invariante
stitzwirkung —— Vorzeichenfunktion (fur k, > 0)

(3.20)

3.2.2 Zug-Schub-Wechselfestigkeitsverhiltnis k,

Das Zug-Schub-Wechselfestigkeitsverhéaltnis kann als Maf fiir die Duktilitdt eines
Werkstoffs gesehen werden und fungiert innerhalb der MMM- und DIH-Hypothese
als Gewichtungsfaktor zwischen dem (ebenen hydrostatischen) Normalspannungs-
anteil (Zustand M) und dem ,deviatorischen“ Anteil (Zustand R); siehe beispiels-
weise Abb. 3.4 anhand eines ESZ. Dementsprechend kann mit der Verwendung von
k% innerhalb einer Vergleichsspannung eine mehrachsige Beanspruchung aus Zug,
Biegung, Schub und/oder Torsion in eine dquivalente Zugspannung umgewandelt
werden, die in ihre jeweils wirkenden Anteile aufgeteilt ist. Selbst ein einachsiger
Zugversuch ist damit augenscheinlich in einen ebenen hydrostatischen Zustand M
und einen ,,deviatorischen® Zustand R aufzuschliisseln.

Im Folgenden wird das Zug-Schub-Wechselfestigkeitsverhaltnis k, bei Dauerfestig-
keit betrachtet. Er ist jedoch abhéngig von der Lastwechselzahl, wie es in Gl. (2.47)
zu sehen ist. Dementsprechend sind alle folgenden Aussagen ebenfalls fiir die Zeitfes-
tigkeit und Statik zutreffend, sofern Festigkeiten gleicher Lastwechselzahl betrachtet
werden.

Idealerweise entstammen die fiir die Ermittlung von k, notwendigen Wechselfestig-
keiten o

kg = =~ (3.21)

W

aus entsprechenden Versuchen, die aufgrund ihrer Anzahl auf einen belastbaren Ver-
suchsmittelwert schliefen lassen. Die Zug-Druck-Wechselfestigkeit oy ist hierbei in
Wechselfestigkeitsversuchen an glatten, zylindrischen Probekorpern zu ermitteln und
wird fiir die MMM-Hypothese als Vergleichsspannung benutzt. Die dabei verwende-
ten Probekorper diirfen im Messbereich keine Kerben aufweisen, damit aus diesen
Versuchen giiltige Werkstoffwerte gewonnen werden kénnen. Folglich gelten fiir die
Hauptspannungen o, = 03 = 0, was einen einachsigen Spannungszustand darstellt.

Fiir die beiden Mohrschen Invarianten ergeben sich dadurch nach Gl. (3.12)

Mai(n) = Ras(n) = 5 baw. -
Myva(n) = Rava(n) = 75" |

fiir die Beanspruchungsamplitude.
Werden diese in die MMM-Hypothese (Gl. (3.10)) eingesetzt, kommt als ungestiitzte
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Vergleichsspannungsamplitude

/ 2 Ula 2 2 Ula 2
Uva,MMM = (4 - ka) . <2) + ka . (2) = O1qa (323)

als Ergebnis heraus, welches unabhangig vom Zug-Schub-Wechselfestigkeitsverhaltnis
k, ist. Somit entspricht letztendlich o1, = oy .

Zur Ermittlung der Torsionswechselfestigkeit 7y ist darauf zu achten, dass die
Mikro- und Makrostiitzwirkungen nicht wirksam sind (m = n = 1). Dies ist durch
die Verwendung von einem glatten, diinnwandigen Rohr als Probenquerschnitt si-
chergestellt. Die Stiitzwirkung kann jedoch auch ndherungsweise herausgerechnet
werden, falls die genaue Probengeometrie und Mikrostrukturlinge p* bekannt sind.
Der zweiachsige Beanspruchungszustand aus diesem Versuch stellt sich, aufgetra-
gen in einem ¢ — 7-Diagramm, als Mohrscher Kreis dar, dessen Mittelpunkt im
Ursprung liegt. Die sich ergebenden Hauptspannungen betragen dementsprechend
o1(n) = —oa(n) = Tu(n), wobei Ty (n) die maximale Torsionsschubspannung des
Spannungszustands darstellt. Die beiden Amplituden der Mohrschen Invarianten
ergeben nach Gl. (3.12)

Muo(n) =0 und Rpya(n) = THa(n) - (3.24)

Eingesetzt in die MMM-Hypothese nach Gl. (3.10) ergibt sich eine ungestiitzte Ver-
gleichsspannungsamplitude von

UZ)a,MMM = \/(4 - kg) 02 + kg ’ 7-12:[(1 = ka *THa (325)

was dazu fithrt, dass
ow — k?a Tw (326)

gilt.

Wie bereits in Kapitel 2.7.1 erwdhnt, handelt es sich bei k, um den Kehrwert des
Schubwechselfestigkeitsfaktor fy, aus der FKM-Richtlinie [FKM12]. In dieser wird
der Zug-Schub-Schubwechselfestigkeitsfaktor indirekt ebenfalls, wie in der MMM-
und DIH-Hypothese, als Gewichtungsfaktor verwendet, der in einer Mischhypothese
zwischen den Anteilen aus Normalspannungs- und Gestalténderungsenergiehypothe-
se als Regler dient. Hierzu wird er in einem Gewichtungsfaktor ¢ verarbeitet (siehe
Tab. 2) und in die Mischhypothese eingefiigt, die nur fiir proportionale Beanspru-
chungsverldufe giiltig ist, da sie nicht invariant ist.

Wie in Tab. 2 zu sehen ist, liegen technische Werkstoffe, bezogen auf den Zug-
Schubwechselfestigkeitsfaktor, im Bereich von 0 < k? < 4. Innerhalb der FKM-
Richtlinie [FKM12] werden Werkstoffe jedoch nur in einem Bereich von 1 < k2 < 3
betrachtet und mit der oben erwahnten Mischhypothese bewertet. In dieser gel-
ten beispielsweise Werkstoffe mit k2 = 1 bereits als sprode, weshalb sie durch den
Gewichtungsfaktor ¢ innerhalb der Mischhypothese rein mit der Normalspannungs-
hypothese bewertet werden. Mit der Betrachtung durch die MMM-Hypothese und
den Mohrschen Invarianten ist jedoch immer noch ein deviatorischer Anteil auszu-
machen, weshalb besser von einem ,fast sproden® Werkstoff zu sprechen ist. Dies
ist auch durch die teilweise deutlichen Bruchdehnungen festzumachen, welche bei-
spielsweise bei kleinen Bauteilabmessungen fiir GG und GJL laut FKM-Richtlinie
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Tabelle 2: Zug-Schub-Wechselfestigkeitsverhiltnis
Schubwechsel-  Zug-Schub-Wechsel- Gewichtungsfaktor

Werkstoff festigkeitsfaktor festigkeitsverhéltnis
_ 1 _ V3—ka

fw.r Fa = 7 1= /51
Duktiler Grenzwert — 2 —
Stahl, Aluminiumknet-
werkstoffe mit A > 6% 0,577 V3 0
GJS (GGG) 0,65 1,538 0,264
Aluminiumknet- . . .
werkstoffe mit A < 6% (0,732) (1, 366) (0,5)
GJM (GT), Aluminiumguss- 0.75 1,333 0,544
werkstoffe
GJL (GG) 1 1 1
GJL (GG) Gusshaut [KBB12] (1,25)* (0,8)* (1,273)*
Sproder Grenzwert — 0 —

()* Klammerwert berechnet

[FKM12] angegeben werden.

Fiir Werkstoffe mit einem Zug-Schubwechselfestigkeitsfaktor von k2 = 3, welche ge-
nerell als duktil bezeichnet werden, ergibt die MMM-Hypothese die von Mises Hy-
pothese mit zugehorigen schwingungsabhéngigen Vorzeichen. Bemerkenswert hierbei
ist, dass die FKM-Richtlinie [FKM12] diesen Wert fiir alle Stahle verwendet und so-
mit stets nach der von Mises Hypothese bewertet. Die MMM-Hypothese stimmt
mit der FKM-Richtlinie [FKM12] nur fiir k2 = 3 exakt tiberein, bietet jedoch den
Vorteil, dass innerhalb von Werkstoffgruppen ein groferes Mafi an Differenzierung
moglich ist und durch das weitreichende Spektrum eine genauere Bewertung des
Werkstoftverhaltens erfolgen kann. Zudem ist die MMM-Hypothese ebenfalls fiir
nicht-proportionale Beanspruchungen giiltig.

Das Risiko bei der Verwendung der MMM-Hypothese ist durch die Betrachtung der
Grenzwerte der FKM-Richtlinie [FKM12] im proportionalen Fall nachvollziehbar.
Beispielhaft seien fiir die beiden FKM-Grenzfille k2 = 1 und k2 = 3 ein zwei-
achsiger ESZ gegeben mit den beiden Beanspruchungsamplituden oy, und o4,. Als
Vergleichsspannung hierzu soll o,, = oy gelten.

Nach der MMM-Hypothese gilt fiir die ungestitzte Vergleichsspannungsamplitude

O g, MMM = \/U%a + 03, — 014 03 fiir Kk} =3 (3.27)

und

/!

Tpa MMM \/U%a + 03, 4+ 010 030 fiir kF=1 . (3.28)

Die obere GIl. (3.27) entspricht unter Beriicksichtigung eines isotropen, duktilen
Werkstoffs der von Mises Hypothese. Gl. (3.28) weicht hingegen von der FKM-
Richtlinie [FKM12] ab, die fiir diesen Fall aus der Mischhypothese die Normalspan-
nungshypothese (NH) generiert, mit

’Uva‘ = max (|Ula| 5 |U2a|) (329)

und Vorzeichen nach Abb. 3.6.

%)
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FKM -Richtlinie
E—3J MMM-Hypothese

a) k2=1 T2 b) kz=3 2

1 I \

Ola Ol

O

NH I }I\K IV GEH

Oy

Abbildung 3.6: Hypothesenvergleich zwischen MMM-Hypothese und FKM fiir a) k2 = 1 und b)
k% =3 [MP15]

Diese zeigt den Giiltigkeitsbereich der MMM-Hypothese im Vergleich zur Mischhy-
pothese der FKM-Richtlinie [FKM12] fiur die zwei Werkstoffgruppen, die die Grenz-
falle der FKM-Richtlinie bilden. In Abb. 3.6a) ist ein ,fast sproder® Werkstoff mit
k? = 1 zu sehen, der durch die FKM-Richtlinie mit der NH abgedeckt wird. Die
MMM-Hypothese sticht hierbei durch ihre gekippte elliptische Form hervor. Wie zu
erkennen ist, ist der Unterschied im I. und III. Quadranten zwischen den beiden Hy-
pothesen am grofiten. Hier betriagt der Faktor zwischen den einzelnen Hypothesen
V3~ 1,73. Im II. und IV. Quadranten liasst die MMM-Hypothese im Unterschied
zur FKM-Richtlinie eine um den Faktor 2 / V3 ~ 1,15 groBere Spannung zu. Insge-
samt ergibt sich durch die Verwendung der NH ein deutlich hoheres Risiko als mit
der Verwendung der MMM-Hypothese fiir ,,fast sprode* Werkstoffe.

In Abb. 3.6b) ist der Giltigkeitsbereich fiir duktile Werkstoffe mit einem Zug-
Schubwechselfestigkeitsfaktor von k? = 3 dargestellt. Hier iiberdecken sich die MMM-
und die Mischhypothese der FKM-Richtlinie mit der Gestaltdnderungsenergiehypo-
these. Diese hat sich durch zahlreiche Untersuchungen fiir solche duktile Werkstoffe
bewahrt und ist sehr gut abgesichert.

Damit ist deutlich gemacht worden, dass die Verwendung der MMM-Hypothese ein
insgesamt geringeres Risiko nach sich zieht als die Mischhypothese aus der FKM-
Richtlinie [FKM12]. Gerade bei den weniger duktilen bzw. den semiduktilen Werk-
stoffen erscheint dies der Praxis naher, zumal hier gegebenenfalls Forderungen exis-
tieren, dass fiir dynamisch hochbeanspruchte Bauteile Werkstoffe mit &2 < 2,7 und
Bruchdehnungen von A5 < 12, 5% fiir die Angussprobe nicht zu verwenden sind. Ge-
rade wenn sich der Werkstoff bei der Betriebstemperatur des Bauteils in der Tieflage
- bezogen auf die Kerbschlagzéhigkeit - befindet, ist ein solcher Werkstoff zu meiden.
Moglicherweise liegen die negativen Erfahrungen mit weniger duktilen Werkstoffen
an der Unzulénglichkeit der Normalspannungshypothese?!

Als eine weitere Methode zur Ermittlung des Zug-Schub-Wechselfestigkeitsverhélt-
nisses k, kann als Naherung die im VDEh-Bericht ABF 11 [HTS81] fur Stahl, Stahl-
guss und Grauguss veroffentlichte Beziehung von

= o [(1_\}3> . (Ré;:ff*\}g] (3.30)
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verwendet werden, die von [HAH95| nach

ow \/3

T 5

v W) ()
umgestellt wurde. Diese Formulierung kann jedoch nur den Bereich 1 < k, < v/3
abdecken.

(3.31)

a:

3.2.3 Gewichtungsfaktor k;,

Der Gewichtungsfaktor der dritten Invariante R}, bzw. Js, ist eine experimen-
tell zu bestimmende Grofle. Fir die Ermittlung kann nach [HAH95] die Gl. (3.4)
herangezogen werden, die fiir Dauerfestigkeit mit

by = ky - [2 — <00W0> ] (3.32)

angegeben ist. Fiir die Zeitfestigkeit sind, wie weiter oben bereits erwahnt, die ent-
sprechenden Festigkeiten einzusetzen, wobei sich prinzipbedingt der Einsatz der sta-
tischen Festigkeiten ertibrigt. Der in Gl. (3.32) dahinter stehende Werkstoffversuch
besitzt hierbei entsprechende phasenverschobene Parameter

(3.33)

die eingesetzt in Gl (3.20) bzw. Gl. (3.3) die Gl. (3.32) ergeben. Da oy 0o cher
selten bekannt ist, kann der Gewichtungsfaktor k;, auch aus artgleichen Versuchen
mit anderen Phasenlagen ¢,

2 2 2 2
O-xa+ka'7ya_0W

ky = v (3.34)

OW * Taya * ’sinézy

gewonnen werden.

In [HAHO95] ist fiir den Gewichtungsfaktor &, eine Abschétzformel aus diversen Ver-
suchen generiert worden, die ebenfalls als Ansatz zu betrachten ist, aufgrund der
iibersichtlichen Anzahl an dahinterstehenden Versuchen aus Walzstahl, Stahlguss,
Aluminiumlegierungen und Grauguss.

0 fiir k, < 1,563

oy = 3.35
’ {4,675 (kg —1,563)  fiir k, > 1,563 (3:35)

Diese Auswertung zeigt jedoch in erster Nédherung eine Abhéangigkeit von k,, die
fir k, > 1,6 tendenziell positive Werte fiir k, generiert. Unterhalb von k, ~ 1,6
ist keine sichere Aussage moglich. Dementsprechend sind weitere Untersuchungen
diesbeziiglich notwendig, zumal die starken Streuungen auf weitere Abhangigkeiten
von k hindeuten.

3.2.4 Stiitzwirkung

In dem vorliegendem Berechnungskonzept werden sowohl die elastische Mikrostiitz-
wirkung als auch die Makrostiitzwirkung unter Beriicksichtigung der FlieBbehinde-
rung ¢ bertiicksichtigt, sofern der Werkstoftf aufgrund seiner plastischen Reserven
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3.2 Neue Verfahren der MMM- und DIH-Hypothese

Flieflen zuldsst und durch die Beanspruchungshohe aktiviert wird. Ersteres ist u. a.
am Wechselfestigkeitsfaktor k, oder der Brucheinschniirung Z auszumachen.

Die elastische Mikrostiitzwirkung basiert bei diesem Berechnungskonzept auf das be-
zogene Vergleichsspannungsgefille G'y/pps und somit nicht auf das in Kapitel 2.8.4
erwihnte klassische Konzept nach Stieler mit dem bezogenen Anstrengungsgefille
x*. Dieses entspricht einer reinen Betrachtung von einer Normalspannung.

Neuber hat jedoch bereits in [NEU68] gefordert, dass eine Vergleichsspannung zu ver-
wenden ist, die nach einer fiir den Werkstoft giiltigen Festigkeitshypothese zu bilden
ist. Dies ist insofern konsequent, da ein Werkstoff bzw. Bauteil gemeinsam auftre-
tende Komponenten nicht separat wahrnehmen kann, sondern nur ihre gemeinsame
Wirkung. Aufgrund der heutzutage sehr weit verbreiteten Verwendung von FEM-
Programmen bzw. rechnergestiitzten Berechnungsmaoglichkeiten ist es unschwer, die-
se Forderung umzusetzen. Auflerdem bieten die MMM- und die DIH-Hypothesen den
Vorteil, dass die damit ermittelte Vergleichsspannung stets werkstoffbezogen ist, was
die Handhabung wesentlich erleichtert.

Mikrostiitzwirkung

Die Mikrostiitzwirkung bzw. die elastische Stiitzwirkung n ist nicht fiir jeden Zeit-
punkt 7 eines Lastspiels zu bestimmen, sondern nur fir die Zeitpunkte der maxi-
malen und der minimalen Vergleichsspannung o, v (77), wobei gegebenenfalls ein
Mittelwert zu ermitteln ist. Nachfolgend wird vereinfacht von einem Amplitudenge-
schehen ausgegangen, was den Rechengang wesentlich einkiirzt, jedoch vollstandig
wiedergibt. Auflerdem kann auf die Indizierung der Zeitvariable n verzichtet werden,
was der Ubersichtlichkeit dient.
Da es sich hier um eine Gradientenbetrachtung handelt, steht entsprechend die Ab-
héangigkeit der Gradientenrichtung im Fokus, die bei lastfreier Oberfliche der in-
versen Normalenrichtung n entspricht. Analog zur Abb. 2.21 entspricht dies der
z-Richtung.
Fiir die Berechnung der Mikrostiitzwirkung mit Hilfe der MMM-Hypothese stehen
zwei verschiedene Moglichkeiten fiir die Berechnung des bezogenen Vergleichsspan-
nungsgefilles zur Verfiigung. Falls fiir die einzelnen Spannungsverldufe analytische
Formeln vorliegen, z. B. nach Neuber, kann durch Differentiation in inverser Nor-
malenrichtung n direkt das bezogene Vergleichsspannungsgefille Gy bestimmt
werden mit

Chuinag = 1 _ O(Opa v (2))

U:)a,MMM(O) d(—2z)

(3.36)

z=0

Das bezogene Vergleichsspannungsgefélle kann jedoch ebenfalls auch iiber die Span-
nungsgefille der Mohrschen Komponenten ausgedriickt werden.

Gum = 1 . O(Mara(2))
MMa(O) d(—z) 2=0

Gog = — & Otma(2)) (3.37)
Raa(0)  d(=2) lizo

was ebenfalls in Analogie zu den bisherigen Konzepten zur Berechnung des Span-
nungsgefalles steht. Somit ist auch hier eine klare verformungsmechanische Auftei-
lung zwischen dem ebenen hydrostatischen und deviatorischen Anteil moglich.
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Das bezogene Vergleichsspannungsgefélle errechnet sich anschliefend zu

Gumm = (4—14?2)(%(()()0)) -GMM+I<;2-<U,RM(())()>> Grv = X" . (3.38)

0 va, MMM va,MMM(

Die andere Moglichkeit beruht auf numerischen Ergebnissen aus einer FEM- oder
BEM-Berechnung und ist angelehnt an die [FKM12]-Richtlinie. Fiir diese Varian-
te sind die bezogenen Spannungsgefalle der Mohrschen Spannungskomponenten zu
bestimmen mit

1 AMp,
Gum = : d
MM Ma0) As un 539)
1 AR '

GRM::RMam) As

Dabei ist As der Abstand der Knotenpunkte entlang der Gradientenrichtung, inner-
halb dem sich eine Differenz fir AM;, und ARy, ergibt. Somit wird eine Sekante
als Anndherung an den Gradienten erzielt, die prinzipbedingt eine hohe Vernet-
zungsdichte am zu untersuchenden Ort einfordert.

Generell ist darauf hinzuweisen, dass bei Verwendung von der FEM keine Oberflé-
chenspannungen ermittelt werden konnen. Die FEM bestimmt die Spannungen in
den Integrationspunkten, welche sich generell innerhalb eines Elements befinden. Als
Folge ist jeder ermittelte Spannungstensor voll besetzt. Hier bieten REM eindeutig
Vorteile, da hier die Spannungen direkt ermittelt werden, ohne den Umweg iiber die
Ermittlung von Verschiebungen und zum anderen direkt auf der Oberfliche. Den-
noch existieren Méglichkeiten/ Annédherungen zur Ermittlung von Oberflichenspan-
nungen mit Hilfe der FEM. Auf diese numerische Problemstellung wird in Kapitel
5.1.1 eingegangen.

Fiir die Berechnung der Stiitzziffer soll weiterhin die Idee nach Hahn [HAH95] ver-
folgt werden, bei der der Gradient gemeinsam mit der Mikrostrukturlange nach
Neuber die endgtiltige Mikrostiitzwirkung nach Gl. (2.70) ergibt. Die bisherige Mi-
krostrukturlédnge stellt jedoch eine reine Werkstoffgréfle dar, was im mehrachsigen
Spannungsfeld im Kerbbereich zu hinterfragen ist. Die Idee der Mikrostrukturlange
nach Neuber ist eine Mittelung der linear elastischen Kerbspannung, um die Stiitz-
wirkung des Gefiiges abzubilden und eine wirksame Spannung zu ermitteln.

In der Bruchmechanik existiert eine plastische Zone an der Rissspitze, die den Be-
reich eingrenzt, in der Kleinbereichsfliefen auftritt. Diese bildet sich abhingig vom
vorherrschenden Spannungs- bzw. Dehnungszustand (ESZ bzw. EDZ) unterschied-
lich stark aus. Es ist zu iiberlegen, die Mikrostrukturlinge nach Hahn dhnlich zu
behandeln und den Einfluss der Mehrachsigkeit zu beriicksichtigen. Demnach wird
vorgeschlagen die Mikrostrukturldnge

2 [ AK 2
pr=2 (”"0> — R, (3.40)
™ @Y * OSchw

mit der FlieBbehinderung ¢ zu bestimmen, fiir die in Kapitel 3.2.7 ein neuer Vor-
schlag vorgestellt wird.

Die Modellierung mit der FlieBbehinderung ermoglicht dabei eine addquate Anpas-
sung an die jeweilige Mehrachsigkeitsituation an der Kerbstelle. In der Bruchmecha-

nik hingegen existieren fiir die plastische Zone nur die beiden Extremfalle in Form
des ESZ bzw. des EDZ.
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3.2.5 Vorzeichenfunktion V() der MMM-Hypothese

Die Vorzeichenfunktion orientiert sich an den Vorzeichen der Mohrschen Invarianten
My (n) und Rps(n) und wird am Rand bestimmt (siehe Kapitel 3.2.1) mit

V(n) = signum(«/ll — k2 Mpro(n) + kg - RM,O(U)) . (3.41)

Hierzu ist ein Algorithmus anzuwenden, der den beiden Invarianten ein eindeutiges
Vorzeichen zuweist. Beispielhaft soll dieser Vorzeichenalgorithmus mit einem nicht-
proportionalen Beanspruchungsverlauf vorgestellt werden, der aus einer Fourierana-
lyse mit drei Frequenzen (1. bis 3. Ordnung) mit Phasenverschiebungen entstammt.
Die einzelnen Spannungskomponenten lauten

00 = 001 + 8,1) + 0050 (20 + 8y) + 0250 (31 + b9)
O'Z = U;alSin<77 + 5y1) + O-ZaQSin(Qn + 63/2) + U;a3Sin(377 + 63/3) (342)
T;ﬁ)y = gyalsin(n + 5wy1) + Tgya281n<2n + 5zy2) + Tacc)ya?)Sin(gn + 635?!3)

Wie zu erkennen ist, handelt es sich bei dem Beispiel um einen zeitlichen Bean-
spruchungsverlauf eines ESZ, der durch eine beliebiges Koordinatensystem z°,y°
beschrieben ist, wie z. B. durch eine Messkampagne mit Dehnmesstreifen an einem
Bauteil. Weiterhin seien fiir die einzelnen elastischen Spannungskomponentenampli-
tuden und Phasenverschiebungen die Werte aus Tabelle 3 gegeben.

Tabelle 3: Beispiel: Spannungskomponentenamplituden in [MPa]

i Ozai Oyai Toyai Ozi  Oyi  Omyi
1 10 8 20 -x 0 /4
2 50 40 40 0 w/4 =w/2
3 20 50 20 0 0 —7/4

Mit diesen mittelspannungsfreien Werten ergeben sich die Beanspruchungsverlaufe
aus Abb. 3.7. Diese sind jedoch, wie weiter oben erwahnt, mit einem beliebigen Ko-
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Abbildung 3.7: Mittelspannungsfreie Beanspruchungsverliufe des Beispiels [MP15]
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ordinatensystem ermittelt und daher variant. Fiir eine einheitliche Festlegung eines
Koordinatensystems, in das die Komponenten gedreht werden kénnen, bieten sich
auf dem ersten Blick keine eindeutigen Zeitpunkte als auch Groflen an. Eine Ver-
wendung der Komponenten zu einem beliebigen Zeitpunkt scheidet aufgrund der
Varianz des zugrunde gelegten Koordinatensystems aus. Aus diesem Grund ist die
Bestimmung der Mohrschen Invarianten notwendig. In Abb. 3.8 a) ist der Mohrsche
Radius Rj; dargestellt, zusammen mit seinem negativen Pendant, die bei propor-
tionalen Beanspruchungen Beriithrpunkte aufweisen. Gleichzeitig sind ebenfalls die
Komponenten zur Ermittlung des Radius in der Abbildung zu sehen. Um eine Dre-

a) —R, --—R)~— Ac® -1, b) —R, ---R,— Ao -7,
200 - - 200 :
150 / 150 /
— 100 RN — 100
a /// ‘\\\/ % /
2 50 - 2 50 N\ /o
w 0 : w 0
A . 7 N,
S 2 a 4 6 S 2 2N 4 ~. 6
£ 50 o - g -50 e B
4 T - 2 ) N
100 ¥ -100
150 -150
-200 -200
n n

Abbildung 3.8: Spannungsverliufe der Radien und Komponenten a) vor Koordinatentrans-
formation b) nach Koordinatentransofrmation [MP15]

hung des Koordinatensystems zu realisieren, wird die inverse Drehmatrix verwen-
det (siehe Gl. (C.5) aus Anhang C), welche einen Winkel benétigt. Hierzu ist der
Hauptachsenwinkel zum Zeitpunkt npmin des kleinsten Mohrschen Radius Ry, aus
den dazugehorigen Komponenten zu bestimmen mit

Oy = ;atan2(7'£y, Aco. ) 13 (3.43)
Durch die Drehung in das zy-Referenz-Koordinatensystem mithilfe der Drehmatrix
verdndern sich einzelne Komponenten teilweise signifikant, wie es in Abb. 3.8 b)
bei 7., zu beobachten ist. Wahrend der Radius als Mohrsche Invariante unverén-
dert bleibt, haben sich die Verlaufe der Komponenten sowohl quantitativ als auch
qualitativ verandert. Die Schubspannung besitzt beispielsweise nur noch zwei Null-
durchgénge, wihrend sie in Abb. 3.8 a) noch insgesamt vier aufweist.
Zum Zeitpunkt ngmi, des kleinsten Mohrschen Radius ist nun ein Nulldurchgang
von T7,,. Damit gilt zu diesem Zeitpunkt, dass R}, = |Ad].

Fir die Vorzeichenzuweisung der Spannungsinvarianten dient anschaulich die Abb.
3.9. In dieser ist in der linken Abbildung a) ein Kreisdiagramm dargestellt, in wel-
chem RS,(2¢) aufgetragen ist. Der Zeitparameter 7, mit dem der Radius umlauft,
ist mit Pfeilen berticksichtigt. Ein gleicher Verlauf stellt sich in der rechten Abbil-
dung 3.9 b) ein, in dem die Komponenten des Radius kartesisch aufgetragen sind.
Bei 2¢ = 0 befindet sich in der linken Abb. der minimale Radius, welcher in der
rechten Abbildung einem positiven Wert von Ao bei 7, = 0 entspricht. Ein weiterer
Nulldurchgang mit 7,, = 0 befindet sich bei 2¢ = 180° und besitzt einen negativen
Wert von Ao.

13Die atan2-Funktion ist in diversen Mathematikprogrammen unterschiedlich definiert hinsichtlich der Reihenfolge
der Argumente. Abgebildet ist die Schreibweise in Matlab.
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b) [MPa]
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Abbildung 3.9: a) Kreisdiagramm fiir R, (2¢) b) Ao-7,,-Diagramm [MP15]

Alle Spannungszusténde, die sich im oberen Bereich der Abb. 3.9 befinden und ent-
sprechend Abb. 3.9 b) Werte mit 7,,, > 0 besitzen, erhalten ein positives Vorzeichen.
Die Vorzeichenzuweisung fiir die negativen Spannungszustéinde erfolgt komplemen-
tér, wodurch ein Schaltoperator eingefithrt werden kann mit

schalt = signum(7,,) . (3.44)

Er kann verwendet werden, solange die Steigung von 7., # 0 bei fgmin ist. Anderer-
seits ist schalt = signum(Ao) zu verwenden. Mit diesem Schaltoperator kann eine
voriitbergehende Vorzeichenzuweisung fiir den Radius erfolgen durch

9 = schalt - R}, . (3.45)

Dieser vorzeichenbehaftete Radius ist in einem letzten Schritt mit den konventionel-
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Abbildung 3.10: Gegeniiberstellung der klassischen Hauptspannungen mit den Mohrschen Invari-
anten zur Vorzeichenzuweisung [MP15]

len Hauptspannungen o9, 09 zu vergleichen, damit die Gleichung (3.11) stets gilt und
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zwischen Zug- und Druckspannungen unterschieden werden kann. Die Vorzeichen-
zuweisung ist so vorzunehmen, dass die Extrema der zu definierenden Hauptspan-
nungen o; und o, mit den jeweiligen Extremawerten der konventionell geordneten
Hauptspannungen o9 und o$ iibereinstimmen. In Abb. 3.10 ist der vorldufige Ra-
dius R mit den konventionellen Hauptspannungen dargestellt. Wie zu erkennen
ist, besitzt der Radius Rf; Sprungstellen bei n ~ 3,2 und n ~ 5,8, an denen 7,
Nulldurchgénge in Abb. 3.8b) aufweist. Zu diesen Zeitpunkten werden dem Radi-
us sowohl ein positiver als auch ein negativer Wert zugewiesen, was aufgrund des
antimetrischen Charakters des Radius (siche Zustand R in Abb. 3.4) nicht wider-
spriichlich ist. Die Sprungstellen verschwinden hierbei nur, wenn RY . = 0 gilt.
Fir das Bauteil bzw. die Faser, stellt die Sprungstelle keine Sprungstelle dar, wie
es in Abb. 3.9 zu sehen ist. Hier wechselt der Radius beim Ubergang vom 2. in den
3. Quadranten sein Vorzeichen, wobei er seinen Betrag behéalt. Die vermeintlichen
Sprungstellen zeigen vielmehr einen Wechsel der Betrachtungsebene an. Wirkliche
Sprungstellen sind beispielsweise in Abb. 3.2 auf Seite 49 bei den Hauptspannungs-
verlaufen o7 und o9 auszumachen, wobei der Schwingungscharakter massiv ver-
félscht wird.

Fiir die Vorzeichenzuweisung ist o¢ vorzeichenbestimmend, falls o} .. > (=05 .i.)
ist. Im anderen Fall ist entsprechend o§ zu verwenden. Wie in Abb. 3.10 zu se-
hen, ist in diesem Beispiel die o die betragsmafig groflere Hauptspannung und
entsprechend vorzeichengebend. Da der Radius Rfj zum Zeitpunkt von of . ein
anderes Vorzeichen aufweist und somit der GL (3.11) nicht gentigt, ist das Vorzei-
chen von R$$ entsprechend zu wechseln. Ein hierfiir notwendiger Schaltalgorithmus
sieht demzufolge wie folgt aus:

L N (=03 min)
. s1gnum(a-1 max) 1,max =— 2,min
QUOt - mgnum(R?M sonst (346>
31gnum(02,mm)
Er kann anschliefend in die Gleichung
Ry = Quot - Ry (3.47)

eingesetzt und verwendet werden, um den endgiiltigen Radius (siche Abb. 3.11 a))
zu erhalten.

a) _Rz\(:;-'RM b) — 0,—-0,
200 250
150 < 200 Ve
N / 150 ! \
= 100 z = / \
< NN / £ 100 !
2 50 2 / v/
£ \,/ £ 50 Y
w 0 o0 \
E 50 2 /\\ 4 § 0 //
5 \ S 50 2 4 6
& 100 \ & 4
1 . -100 Vaa -
7
-150 < -150

-200

-200

Abbildung 3.11: a) Verlauf der Radien Rj; und R3} b) Verlauf der endgiiltigen Hauptspannungen
g1 und 02 [MP].E)]
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und die von der Zeit abhéngigen Hauptspannungen mit

o1 =My + Ry und o9 = My — Ry bzw.
o1(n) = My (n) + Rar(n) und o2(n) = Mar(n) — Ra(n)

zu bestimmen.

(3.48)

3.2.6 Mittelspannungseinfluss

Die Vergleichsspannungen der MMM- bzw. der DIH-Hypothese werden aus den mit-
telspannungsfreien Komponenten einer beliebigen linearen, numerischen Simulation
(FEM oder BEM) ermittelt. Eine eventuell vorhandene Mittelspannung ist vorher
aus den Komponenten zu entfernen. Um jedoch das Beanspruchungsgeschehen voll-
standig wiederzugeben bzw. den Einfluss der Mittelspannung zu berticksichtigen, ist
aus den Spannungskomponenten eine gestiitzte Vergleichsmittelspannung zu bilden,
die im spéteren Verlauf tiber ein Haighschaubild wieder in die Bewertung mit ein-
bezogen wird.

Zur Vereinfachung der folgenden Darstellung soll angenommen werden, dass die
vorhandenen Nennspannungen sich betragsméfig stets unterhalb der FlieSgrenze
befinden. Dies entspricht der gingigen Konstruktionspraxis. Die sich ergebenden
hochsten Kerbgrundspannungen, welche aus den Mittelspannungen und den schwin-
genden Anteilen bestehen, konnen dagegen in den plastischen Bereich hineinreichen.
Dementsprechend ergeben sich dadurch Hystereseschleifen im Kerbgrund, die mehr
oder weniger stark ausgebildet sind. Fiir eine genaue Betrachtung kénnen die ge-
schlossenen Hystereseschleifen mit einem Zéhlverfahren erfasst werden. Folgend wird
jedoch nur die grofite einhiillende, geschlossene Hystereseschleife beriicksichtigt, die
entsprechend als Hiill-Hystereseschleife bezeichnet wird. Damit wird ein einfaches
Rechteckkollektiv angenommen, um damit spéater die entsprechenden Wohlerlinien
zu ermitteln.

Die Umkehrpunkte der Hiill-Hysteresschleife dienen entsprechend der Ermittlung
der Vergleichsmittelspannung o,,,. Aufgrund der linear elastischen Betrachtung exis-
tiert vorerst nur eine ,elastische* Hiill-Hysteresschleife, welche eine Schwingbreite
von 26, und eine zugehorige Oberspannung &,; besitzt. Erst durch die Beriicksich-
tigung der vorhandenen Stiitzwirkungen kann die “wirkende“ Hiill-Hysteresschleife
aufgespannt werden.

Die Amplitude der Hiill-Hystereschleife ist aus der Schwingbreite der zeitverander-
lichen grofiten Hauptspannung oy (n) nach Gl. (3.48) mit

R max (01 (17)) — min (01 (77))

Oq1 =
2

(3.49)

zu ermitteln. Durch die Verwendung der zeitveranderlichen grofiten Hauptspannung
sind damit auch nicht-proportionale Beanspruchungsverlaufe berechenbar.

Die Oberspannung &,; wird aus der grofiten Zugspannung 6,1 > 0 des mittelspan-
nungsbehafteten Zeitverlaufs der ersten Hauptspannung ermittelt, da davon aus-
gegangen wird, dass diese ein inhomogenes Werkstoffgefiige auflockert und es da-
durch aufgrund einer schwingenden Beanspruchung leichter zu Mikrorissen kommen
kann. Es wird somit davon ausgegangen, dass das Gefiige Unginzen enthéalt. Da-
bei ist die Richtung der Schwingbeanspruchung nicht von Bedeutung. Damit er-
gibt sich mit den mittelspannungsbehafteten Komponenten o9 .. = o3, + o9(n),
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o o o o e o o o . .
Oy ges = Ogm +og(n) und 79, o = 70, + 72, (n), Wie sie beispielsweise aus einer

FEM- oder BEM-Berechnung entstammen konnen, der Zusammenhang

o o o __ ~0 2
A o o o O-I,ges + O-y,ges O-flf,ges O-y,ges o 2
Go1 = max|oy,(n)| = max | —F—= 4 —I )+ (T ges

2 2

(3.50)
Aufgrund der Tatsache, dass die vorhandene Oberspannung die Mittelspannungs-
anteile enthalt, empfiehlt sich nicht die Verwendung der MMM-Hypothese fiir die
Bestimmung der Vergleichsmittelspannung, da die Mohrschen Invarianten aus den
mittelspannungsfreien Komponenten gebildet werden. Hier reicht die oben vorge-
stellte Vorgehensweise mit den tiblicherweise zur Verfiigung stehenden Komponenten
aus. Die Verwendung einer skalaren Vergleichsmittelspannung ist zielfiihrend, wie es
z. B. auch durch die guten Ubereinstimmungen zwischen Versuch und Rechnung in
[HAH95], [MH97] als auch im Anhang G zu sehen ist.

Letztendlich ergibt sich die wirkende Vergleichsmittelspannung o,,,, aus der Differenz
der gestiitzten Werte aus Oberspannung und Amplitude mit
1 1 1 1

T = . < 0ol — . “Bal (3.51)
Mo1  Thyx Ma1 Ty

wobei die Makrostiitzwirkung mit dem Neuber-Verfahren bestimmt wird (siehe Ka-
pitel 2.8.5 Gleichungen (2.84) u. (2.85)). Fiir ungekerbte bzw. schwach gekerbte
Bauteile mit o, < 3 ist jedoch mit dem modifizierten Neuberverfahren zu rech-
nen, um teilweise unplausible Ergebnisse zu vermeiden. Es miissen daher das unterere
Spannungs- und Dehnungsniveau bestimmt werden, die durch den plastischen Form-
beiwert zu bestimmen sind. Wie in Tabelle 1 zu sehen ist, bewegen sich die Formbei-
werte fiir klassisch verwendete Querschnitte im Bereich von ca. 1 - 2, was Basis fiir
die Abschitzung des eigenen Querschnitts verwendet werden kann. Aufgrund der
Definition des plastischen Formbeiwerts ist einzusehen, dass Leichtbaustrukturen,
wie z. B. eine Hohlwelle oder ein I-Tréger, eher Werte im unteren Bereich aufweisen.

Fiir eine mehrachsige Beanspruchung aus Zug-, Biegung- und Torsionsnennspannun-

gen kann mit
o\ 2 N2
o=\ (oo 22) e (22) (35
ay o7

fiir die Spannungsamplituden bzw. fiir die zugehorigen Oberspannungen der Mittel-
wert und eine Streubreite des unteren Spannungsniveaus bestimmt werden. Dadurch
ist eine Abschétzung des Einflusses des unteren Spannungsniveaus auf das Ergebnis
einer Zeit- bzw. Dauerfestigkeitsberechnung eines Bauteils moglich. Eine plastische
FEM-Berechnung ist damit in den meisten Féllen vermeidbar. Durch die Erweite-
rung des modifizierten Neuberverfahrens mit der gekoppelten zyklischen Bauteil-
und Werkstoff-Spannungs-Dehnungskurve gelingt, wie bereits erwéhnt, die einfache
Verwendung der Werkstoffwohlerlinien.

Die Lebensdauerabschatzung erfolgt analog nach dem Konzept von Hahn, wobei
jedoch die vorhandene Vergleichsmittelspannung durch ein neues, lastwechselzahl-
abhéngiges Vergleichsspannungs-Haighschaubild (siehe Abb. 3.12) in der Festigkeits-
bewertung berticksichtigt wird.
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Abbildung 3.12: Qualitatives Vergleichsspannungs-Haighschaubild fiir einen Werkstoff mit den da-
zugehorigen Werkstoffversuchen nach [MP15)

Es zeigt die beiden Versuche, welche fiir die Konstruktion der Stiitzpunkte der Dau-
erfestigkeitslinie notwendig sind, in einem Bild. Durch die Darstellung der Vergleichs-
spannungsamplitude kann auf eine separate Darstellung der Spannungskomponen-
tenamplituden verzichtet werden. Weiterhin wird deutlich, dass das Spannungsver-
haltnis der beiden Versuche den gleichen Wert besitzen, jedoch vollstindig andere
Steigungen aufweisen, was u. a. am Werkstoftkennwert des Wechselfestigkeitsver-
haltnisses k, liegt. Bei einem Torsionsschwellversuch betragt die Vergleichsmittel-
spannung den Wert o,,, = 7, — 7, = T,. Die Vergleichsspannungsamplitude nach
der MMM-Hypothese besitzt hingegen den Wert oy, vvm = ke - 7o, Was dem Ra-
diusanteil entspricht. Dies ergibt die von k, abhédngige abweichende Steigung des
Torsionsschwellversuchs. Es ist jedoch auch an den sich unterschiedlich ergebenden
Mohrschen Kreisen zu sehen (siehe Abb. 3.13). Wahrend der Zugschwellversuch mit
Mohrschen Kreisen dargestellt werden kann, die sich nach rechts ausdehnen, schwel-
len beim Torsionsschwellversuch die Mohrschen Kreise um den Koordinatenursprung
an und ab. Die dargestellte mittelspannungsabhéangige Steigung des Torsionsschwell-
versuchs entstammt somit ebenfalls aus den Normalspannungskomponentenanteilen
des Radius, wihrend beim Zugschwellversuch zusatzlich der Invariante Mittelpunkt
hinzukommt.

In Tabelle 2 ist zu sehen, dass k, theoretisch einen Wert von 0 < k, < 2 annehmen
kann, wobei der technisch relevante Bereich Werte von 0,8 < k, < 1,8 besitzt.
Dementsprechend ist im tiberwiegenden Bereich von 1 < k, < 1,8 die Mittelspan-
nungsempfindlichkeit gegeniiber Torsion geringer als die von Werkstoffen mit k, = 1,
was auch die Erfahrung bestétigt.

Die Mittelspannungsempfindlichkeit M, gegeniiber Normalspannungen oberhalb von
R, > 0 nimmt laut der [FKM12]-Richtlinie ab. Dies ist fiir schwach bzw. ungekerb-
te Proben nicht nachvollziehbar. Die Makrostiitzwirkungen miissen fiir den glatten
Stab mit ax ., = 1 zu my, = Mg = m, = 1 gesetzt werden bzw. ist die Verwendung
eines unteren Neuberniveaus notwendig.

Die Ansatzfunktion fiir die Schwingfestigkeitsparabel Gl. (2.10) auf Seite 10 muss fiir
die Verwendung des Vergleichsspannungs-Haighschaubilds dahingegen abgeandert
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TA

Torsionsschwellversuch Zugsschwellversuch

vO

Abbildung 3.13: Gegeniiberstellung einiger Mohrschen Kreise fiir den Torions- und Zugschwellver-
such

werden, dass ein Vergleichsspannungsverhaltnis R, zu verwenden ist, da sich das
Spannungsverhéltnis R als beanspruchungsabhangig darstellt. Das zu verwendende
Spannungsverhéltnis muss tiber die Vergleichsspannungen beschrieben werden, was
in dem hier vorgefithrten Bewertungskonzept mit

Ovm — Oya,MMM

R, = (3.53)

Ovm + Ova, MMM

bestimmt werden kann. Daraus ergibt sich unter Berticksichtigung der gestiitzten
Vergleichsspannungsamplitude nach der MMM-Hypothese die Ansatzfunktion

Tva, MMM _ -Q+ \/Q2 +(1-Q)-(1— Rv)2
ow (1-Q)-(1-Ry)
Die Zeitfestigkeit ist entsprechend Kapitel 2.4.5 zu beriicksichtigen und mit Gl.

(3.54) in einem iterativen Prozess abzubilden, um die entsprechenden Wohlerlinien
zu berechnen.

(3.54)

3.2.7 Werkstoffeinfluss

Mit Hilfe der MMM-Hypothese ertffnen sich neue Blicke und Erkenntnisse beziiglich
des Werkstoffeinflusses auf diverse Groflien der Festigkeitslehre, die teilweise bisher
als solche nicht wahrgenommen wurden. Dies liegt zum Teil daran, dass Moglich-
keiten, wie rechnergestiitzte Methoden, nicht zur Verfiigung standen. Im Folgenden
wird daher am Beispiel von Neuber [NEU85| auf analytische Losungen von gekerbten
Rundzugproben zurtickgegriffen, um diesen Werkstoffeinfluss, in Form des Wechsel-
festigkeitsverhaltnisses k, und der Querkontraktionszahl v, aufzuzeigen. Dabei wer-
den diese Parameter nur im Bereich der im Maschinenbau typischen Groflenordnung
variiert, obwohl die MMM-Hypothese einen wesentlich grofleren Bereich abdecken
kann (sieche Tabelle 2 Kapitel 3.2.2).

Fiir eine Umdrehungskerbe unter Zugbeanspruchung (sieche Abb. 3.14) hat Neuber
fiir die Kerbspannungen die Gleichungen
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Abbildung 3.14: Spannungsverldufe einer Rundzugprobe mit Umdrehungskerbe nach [NEU85]

B—-a-C _ A-B
cos(v) cos3(v)

o= cosl(v) ' {(a —20- 1+ is(v) i i‘;(f)]

Tw = cosl(v) ' {1 + cos(v) —AB(a —2- C’)]

Oy =

(3.55)

aufgestellt mit

A=(a—1)-(1+cos(w))-C
B=A-C"-cos*(u)
P 1 + cos(vg) (3.56)
2 14 (2—a)-cos(vg) + cos?(vy)
a=2-(1-v)

Zugrunde gelegt ist dabei ein elliptisches Koordinatensystem wu, v, w, bei dem Linien
mit v = const. in der Zeichenebene Ellipsen bilden, wobei im engsten Querschnitt
bei x = 0 gleichsam u = 0 gilt. Die Ellipse degeneriert zu einer Linie. Bei Linien mit
v = const. handelt es sich um Hyperbeln, wobei mit v = vy die Kerboberfliche der
Hyperbelkerbe beschrieben wird. Mit der w-Koordinate werden die Umfangsspan-
nungen beschrieben, die sich auf einer um die x-Achse rotierenden Radialebene be-
finden. Fiir eine Umrechnung in das kartesische Koordinatensystem gilt y = sin(v),
wobei fiir den Rand entsprechend a = sin(vy) mit vy als Randkoordinate einzusetzen
ist.

Aus den Spannungsverlaufen aus Gl. (3.55) konnen mit dem Verhéltnis der Kerb-
kriimmung a/p = tan?(vy) und den Beziehungen in Anlehnung an [DIE64]

und N=242.0. /%4142 (3.57)

1
Vel p p
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fiir die Hochstspannung o1 max = Oumax die Kerbformzahlen fiir die Kerblangsspan-
nung

o 1 |a Ja a a
—E = — = =+ 14 (0,54) -+ (1+v < +1+1) = ag,, (3.58
- N[p,/p 0.5+0)- 24+ 1+0)- (| (3.59)
und die Kerbformzahl fiir die Umfangsspannung
Tumex _ L0 0 g (3.59)
— —_—. = . v - j— s = X Ow .
p N p P "

gewonnen werden. Die klassische Kerbformzahl, die sich iiblicherweise nach Gl.
(2.53) aus dem Quotienten der hochsten Kerbspannung und der zugrunde gelegten
Nennspannung ergibt, fithrt fiir diesen Kerbfall nach Abb. 3.14 eine Kerbformzahl
von o, ~ 5,1 auf. Diese Kerbformzahl liegt mittig zwischen denen mit der MMM-
Hypothese fiir verschiedene k,-Faktoren und Querkontraktionszahlen dargestellten

Kerbformzahlen in Abb. 3.15 fur die gleiche Probe mit vy = atan(y/a/p) ~ 1, 37.

—v=02
v=03Fk*=1 |
6 | TTv=04 ‘ i
_v=02
= 2
5 - V—0,3 ka = 3
_v=04
Sy v=03 Q,
b
2
<3
2
1
0
0 0,2 0,4 0,6 0,8 1 1,2
glatte Probe Vy scharf gekerbte Probe

Abbildung 3.15: Kerbformzahl im Kerbgrund von glatten und gekerbten Rundzugproben mit Um-
drehungskerbe in Abhéngigkeit von den Werkstoffparametern v und k, nach [MP15]

Die Abbildung zeigt die Kerbformzahlen in Abhéngigkeit von vy, was dem Kerbgrund
entspricht. Dies bietet die Moglichkeit, Kerbformzahlen aufzutragen im Spektrum
von glatten Proben bis hin zu den von Neuber zugrunde gelegten gekerbten Rund-
zugproben mit Hyperbelkerbe und einer Kerbkrimmung von a/p = 24. Die mit der
MMM-Hypothese ermittelten Kerbformzahlen berticksichtigen eine Vergleichsspan-
nung aus samtlichen auftretenden Kerbspannungen im Kerbgrund, wohingegen die
klassische Kerbformzahl nur die grofite Normalspannung einbezieht.

Wie in der Abbildung zu sehen ist, ist ein deutlicher Einfluss des Werkstoffs auf die
Kerbformzahl zu erkennen, wobei der k,-Faktor eine deutlich groflere Gewichtung
besitzt als die Querkontraktion.

Sprode Werkstoffe tendieren bei gleicher Kerbkriimmung bei scharfen Kerben zu
grofleren Kerbformzahlen als duktile Werkstoffe. Bei gleicher Querkontraktion von
v = 0, 3 betrdgt die Abweichung bezogen auf ak ,, ca. +19,3% fiir sprode Werkstoffe
und ca. -12% bei duktilen Werkstoffen.
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Insgesamt vergroflert sich die Abweichung der Kerbformzahl zwischen sproden und
duktilen Werkstoffen bei gleicher Querkontraktion. So betragt die Abweichung der
Kerbformzahl bei einer Querkontraktion von v = 0,2 ca. 27%, bei v = 0, 3 betragt
sie in etwa 35,5% und bei v = 0,4 steigt sie auf ca. 43,3% an.

Der Einfluss der Querkontraktion selber ist gering und betrigt bei sproden Werk-
stoffen mit k2 = 1 ca. 6%, wobei die Werkstoffe mit hoherer Querkontraktion hohere
Kerbformzahlen besitzen. Bei duktilen Werkstoffen mit k2 = 3 betriagt die Abwei-
chung ca. -6%, wahrenddessen die Werkstoffe mit geringer Querkontraktion die ho-
heren Kerbformzahlen generieren.

In der folgenden Abbildung 3.16 ist das Produkt aus Vergleichsspannungsgefille
und Kerbradius, was den wesentlichen Teil der Mikrostiutzwirkung nach Gl. (2.70)
basierend auf der MMM-Hypothese darstellt, ebenfalls iiber vy aufgetragen. In der

3,4

3,2

—_—— ="

9\ P B e ————
% 2,6
O —v=02
—03rk’=
24 v=03rK,
—v=04
- —v=02
............ v=03 k. =3
.......................... V=04
2
0 0,2 0,4 0,6 0,8 1 1,2
glatte Probe Vo scharf gekerbte Probe

Abbildung 3.16: Komponenten der Mikrostiitzziffer in Abhéngigkeit von vg, k, und Querkontrak-
tion nach [MP15]

klassischen Betrachtungsweise (siche Tabelle in Abb. 2.21) gilt fiir diverse Kerben
unter Zug-/Druckbeanspruchung ein konstanter Wert fiir x* - p = 2. Wie jedoch
zu erkennen ist, entspricht dies nicht den physikalischen Gegebenheiten. Das Ver-
gleichsspannungsgefille ist neben der Kerbschérfe ebenfalls abhéangig vom Werkstoff,
bei dem wiederum der k,-Faktor einen grofleren Einfluss besitzt als die Querkon-
traktion. Klassischerweise wird der Werkstoffeinfluss erst bei der Berechnung der
Mikrostiitzziffern n, berticksichtigt, wie in den empirischen Gleichungen (2.63) u.ff.
zu sehen ist. Dadurch erhalten die Gleichungen einen uniibersichtlichen Charakter.

Der klassische Wert von x* - p = 2 gilt in erster Néaherung nur fiir duktile Werkstoffe
bei glatten, ungekerbten Proben. Auf diesen bezogen betragt die Abweichung bei ei-
ner Querkontraktion von v = 0, 3 bei duktilen Werkstoffen ohne Kerbe ca. 7,7% und
ca. 47% bei scharfen Kerben. Bei sproden Werkstoffen mit v = 0, 3 ist der Einfluss
der Kerbschérfe geringer, jedoch wirkt sich der Werkstoffeinfluss mit einer Abwei-
chung von ca. 38,5% bei glatten Proben und ca. 58,9% bei scharfen Kerben insgesamt
grofler aus. Diese grofiere Stiitzwirkung ist ebenfalls in der von 0,01 < G, < 10mm ™!
begrenzt giltigen [FKM12]-Richtlinie bei Gusseisen mit Lamellengraphit GG (bzw.
GJL) zu beobachten und erklért, warum GJL gegeniiber Stahlguss (GS) eine hohere
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Stiitzwirkung aufweist. Generell ist darauf hinzuweisen, dass eine Vermischung der
bezogenen Spannungsgefille nach Stieler und des bezogenen Vergleichsspannungs-
gefalles sowie der Kerbformzahlen der verschiedenen Methoden nicht ratsam ist. Es
kann sowohl eine Uberschitzung der elastischen Stiitzwirkung zur Folge haben als
auch eine Unterschatzung der Kerbwirkung.

Eine weitere wichtige Grofle in der Festigkeitslehre stellt die Stiitzwirkung durch die
FlieBbehinderung ¢ (siche Kapitel 2.8.2) dar. Diese ist im Rahmen der Dissertation
von Dietmann [DIE64] an verschiedenen gekerbten Rundzugproben (sieche Tabelle
12 im Anhang F') untersucht und als global wirksam am Ort der groiten Radialspan-
nung festgelegt worden. Hahn hat im Rahmen seiner Arbeit [HAH95] diesbeziiglich
den Einfluss des bezogenen Spannungsgefilles einbezogen und eine Gleichung entwi-
ckelt. Jedoch stellt diese keinen allgemein giiltigen Ansatz dar, da formal mit dieser
Methode gekerbte Flachstabe ebenfalls eine Stiitzwirkung durch FlieSbehinderung
aufweisen, was nicht der Fall ist. Daher wird im Rahmen der MMM-Hypothese
davon abgewichen und in Analogie zur FKM-Richtlinie der lokale Mehrachsigkeits-
grad h zugrunde gelegt. Damit wird die Mehrachsigkeit an sich als mafigeblich fiir die
FlieBbehinderung angesehen. Der Mehrachsigkeitsgrad aus der FKM-Richtlinie wird
normalerweise flir den statischen Festigkeitsnachweis verwendet und berechnet sich
tiblicherweise aus dem Quotienten der mittleren Hauptspannung (Hydrostatische
Spannung) und der Vergleichsspannung nach von Mises. Bezogen auf die Mohrschen
Invarianten der Oberflache ergibt sich die Gleichung zu

_ 2 Mz
3 Mo +3- R

Diese ist abgebildet in Abb. 3.17 in Abhéngigkeit von vy. Wie zu sehen ist, besteht
aufgrund von Gl. (3.60) keine Werkstoffabhéngigkeit von k,, sondern nur von der
Querkontraktion.

Der Mehrachsigkeitsgrad steigt mit zunehmender Kerbscharfe an, wobei Werkstoffe
mit hoher Querkontraktion einen hoheren Mehrachsigkeitsgrad aufweisen. Bezogen
auf eine Querkontraktion von v = 0, 3 besitzen Werkstoffe mit einer Querkontrakti-
on von v = 0,4 eine um bis zu ca. 7% hohere Mehrachsigkeit bei der untersuchten
scharf gekerbten Rundzugprobe. Fiir glatte Proben betragt der Mehrachsigkeitsgrad
unabhéngig von der Querkontraktion hy = 1/3.

ho (3.60)

Bei Betrachtung einer gekerbten Flachzugprobe gelten fiir die Hauptspannungen
o1 = 03 = 0, wodurch sich Myro = Ry = 01/2 ergibt. Dies fithrt zu einem Mehr-
achsigkeitsgrad von hy = 1/3 und somit zu keiner FlieBbehinderung, wie es auch bei
einer glatten Zugprobe an der Oberflaiche zu beobachten ist. Das ist ebenfalls bei
einer reinen Torsionsbelastung der Fall. Hierfiir gilt Mj;o = 0 und der dazugehorige
Mehrachsigkeitsgrad betragt hier sogar hy = 0. Die reine Schubverformung wird ent-
sprechend nicht behindert. Diese ist ebenfalls beim globalen Plastizierungsvermégen
Tglobal 20 beobachten, bei dem der glatte Torsionsstab ein hoheres Plastizierungsver-
mogen aufweist als der glatte Zugstab.

Zu einer FlieSbehinderung kommt es erst bei o5 > 0, was z. B. durch die Versuche
von Dietmann [DIE64] zu belegen ist, der verschiedene Stahlproben mit unterschied-
licher Bruchdehnung untersucht hat. Deren Ergebnisse fiir den Mehrachsigkeitsgrad
sind in Abb. 3.17 mit roten Dreiecken markiert dargestellt. Die Fliebehinderung
erfahrt ab Werten von hg > 0,5 eine Art Sattigung, da ab diesem Punkt die Reif3fes-
tigkeit abféllt und sich der ansteigenden FlieBkurve annahert (siche Abb. F.1). Als
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—-v=02--v=03 —v=04 av=0,3(Dietmann)

0,5 . T

0,45 A~

0,4

0,3

0 0,2 0,4 0,6 0,8 1 1,2 1,4
glatte Probe Vo scharf gekerbte Probe

Abbildung 3.17: Mehrachsigkeitsgrad hy in Abhéngigkeit von vy und der Querkontraktion mit
Versuchsergebnissen aus [DIE64] nach [MP15]

Folge bilden sich bei statischen Beanspruchungen vermehrt Misch- und Sprodbriiche
aus. Ein FlieSbruch ist nicht mehr auszumachen. Folglich ist bei hohen Kerbform-
zahlen ak,, > 5 mit zunehmender Mikrorissbildung im LCF-Bereich zu rechnen
und dementsprechend die Bruchmechanik zu verwenden. Diese massive Anderung
des Bruchgeschehens bei einem duktilen Werkstoff zeigt, dass bei semiduktilen als
auch sproden Werkstoffen Vorsicht geboten und der Empfehlung der FKM-Richtlinie
fiir Werkstoffe mit geringer Bruchdehnung kleiner 6% zu folgen ist. Diese besagt,
dass fiir jene Werkstoffe keine FlieBgrenzenerh6hung berticksichtigt werden darf. Fiir
duktile Stéhle ergeben sich demnach auf Grundlage der Versuche von Dietmann fiir
die Fliebehinderung

1,0 fiir 0 < hy < 1/3
©=1411,97-h" +0,6  fir1/3 < hy<0,5 (3.61)
2,0 fiir ho > 0,5 .

3.2.8 Fertigungseinfliisse

In Kapitel 2.8.6 wurde der Stand der Technik beziiglich der technologischen Einfliisse
auf das Festigkeitsverhalten von Bauteilen dargestellt. Diese umfassen in der Regel
empirische Ansétze zur Beschreibung des Oberflacheneinflusses in Form der Ober-
flichenrauheit, der Eigenspannungen aus dem Fertigungsprozess und resultierende
Einfliisse aufgrund von Randschichtverfestigungen. Innerhalb des Berechnungsab-
laufs einer Festigkeitsuntersuchung mit Hilfe der MMM-Hypothese lassen sich diese
genannten Einfliisse auf unterschiedliche Weise berticksichtigen. Der Einfluss der
Rauheit kann, wie in [HAH95] vorgeschlagen und in Gl. (2.87) bereits gezeigt, iiber
eine effektive Mikrostrukturlénge p;;; in die Berechnung eingefiihrt werden. Auch
die Eigenspannungen, die durch die Bearbeitung der Oberflache im oberflichennahen
Bereich wirksam sind, konnen weiterhin bei der Ermittlung der Vergleichsoberspan-
nung mit der modifizierten Neuberhyperbel (siche Kapitel 2.8.5) reduziert werden.
Die Oberflachenverfestigung, die zusammen mit den Eigenspannungen den entschei-
denden Einfluss auf die Bauteildauerfestigkeit hat, ist gepragt durch ihren begiins-
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tigenden Einfluss von Mikrorissen und Relaxationsvorgangen des Werkstoffs im Be-
trieb, woraus sich die wirksamen Oberspannungen ergeben. Die Modellierung einer
harten Randschicht ist sicherlich durch eine geeignete Anpassung des k,-Faktors zu
realisieren. Hierzu kann ein kleinerer k,-Faktor im oberflichennahen Bereich zur
Anwendung kommen, wihrend im restlichen Bauteilquerschnitt ein fiir den Werk-
stoff {iblicher Wert verwendet werden kann. Da es hierzu noch keine Untersuchungen
gibt, werden hier vorerst nur homogene Gefiige und Bauteile mit polierter Oberfla-
che betrachtet.

3.2.9 Ablaufplan

Ein Ablaufplan fiir die Durchfiithrung eines Festigkeitsnachweises mit der MMM-
Hypothese ist in den folgenden beiden Abbildungen 3.18 und 3.19 iibersichtlich
dargestellt. Im ersten Block des ersten Teils befindet sich die Durchfithrung einer
linear elastischen Berechnung, wie sie beispielsweise mit Hilfe einer FEM- bzw. BEM-
Simulation ausgefiihrt werden kann. Das Kapitel 5.1 bietet hierzu ndhere Anmer-
kungen und erlautert diverse Schwierigkeiten, mit denen u. U. gerechnet werden
muss.

Der zweite Block ist thematisch mit der Datenaufbereitung verkniipft, in denen
die Daten aus der linear elastischen FEM- bzw. BEM-Berechnung in die Mohr-
schen Invarianten tiberfithrt werden. Dies wird in den Kapiteln 3.2.5 und Kapitel
3.2.6 ausfiihrlich dargestellt. Fiir die Umsetzung bieten sich hier skriptfahige Pro-
grammloésungen an, die mit Tensoren umgehen und eine Datenein- und -ausgabe
besitzen, um einen automatisierten Ablauf zu ermdéglichen. Hier sind beispielsweise
die OpenSource-Losung Scilab oder MatLab von MathWorks zu nennen.

Der dritte Block beinhaltet die Beriicksichtigung der Stiitzwirkungen. Durch das
in Kapitel 2.8.5 beschriebene Verfahren der (modifizierten) Neuber-Hyperbel, wel-
ches auf die MMM-Vergleichsspannung (siehe Kapitel 3.2) angewendet wird, kann
auf eine nichtlineare FEM- bzw. BEM-Berechnung verzichtet werden, was den Be-
rechnungsaufwand stark reduziert. Weiterhin wird eine Moglichkeit aufgezeigt, um
einfache Werkstoffwohlerlinen fiir die Bewertung verwenden zu kénnen, was u. a.
auch den Kurzzeitfestigkeitsbereich beinhaltet.

Der zweite Teil des Ablaufplans entspricht der Lebensdauerermittlung von Hahn
[HAH95], welche in Kapitel 2.4.5 dargestellt und fiir die Verwendung von Vergleichs-
spannungen in Kapitel 3.2.6 angepasst wurde, wodurch ein neuartiges Haighschau-
bild, basierend auf Vergleichsspannungen, eingefiihrt wurde. Ein gesamter Ablauf
des Festigkeitsablaufs mit der MMM-Hypothese ist in Kapitel 5.6 zu finden.
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Abbildung 3.18: Ablauf Festigkeitsnachweis mit der MMM-Hypothese nach [MP15]
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Abbildung 3.19: Ablauf weiterfiihrender Festigkeitsnachweis nach Hahn [HAH95)

4 Lebensdauerkonzepte schadbehafteter Strukturen

Bei einer Festigkeitsbewertung eines Bauteils ist stets ein Versagenskriterium anzu-
setzen, gegen das das Bauteil sicher ausgelegt werden soll. Dies kann z. B. eine (zu-
lassige) plastische Verformung sein, wenn der Werkstoff ein gewisses Verformungs-
vermogen aufweist. Potentiell auftretende Betriebsiiberlasten, stoartige Uberbean-
spruchungen oder lokale Spannungsiiberhohungen aufgrund von Fertigungsfehlern
(z. B. Einbrandkerben bei Schweifindhten) konnen dabei durch plastisches Flieen
abgefangen und begrenzt werden. Ein Anriss oder ein letztendlicher Bruch des Bau-
teils ist damit vermeidbar, da er sich vorher durch erkennbare plastische Deformation
ankiindigt. Dies entspricht einem in der Konstruktion angestrebten Basiskonzept.

Unter dynamischer Belastung oder unter Einfluss von korrosiven Medien treten an-
dere Versagensmechanismen in den Vordergrund, die zu einer Ermiidung des Werk-
stoffs fithren. Ein Anriss entsteht dadurch, der letztendlich zum endgiiltigen Versa-
gen im Form eines Bruchs fithren kann oder zu einem Rissstopp fiithrt. Das Belas-
tungsniveau liegt dabei meist deutlich unterhalb der Beanspruchungshéhe bei einer
zuldssigen plastischen Verformung. In Wohlerversuchen (siehe Kap. 2.4.2 und 2.4.3)
wird dieser Zusammenhang aufgegriffen und zu einem Beanspruchungsniveau eine
Lebensdauer ermittelt. Frither ist aus praktischen Griinden tiberwiegend die Bruch-
lebensdauer ermittelt worden, wihrend heutzutage eher nach der Anrisslebensdauer

(0]



4.1 Linear Elastische Bruchmechanik

gefahndet wird. Der Grund liegt am unterschiedlichen Berechnungsansatz, der zu-
grunde gelegt wird. Bis zum Anriss kann mit den in der Festigkeitslehre iiblichen
Beanspruchungen in Form von Spannungen und Dehnungen im Kerbgrund argu-
mentiert werden. Ein Anriss, der eine sehr scharfe Kerbe darstellt, fihrt in der
klassischen Berechnungsweise jedoch zu einer Singularitdt im Kerbgrund, weswegen
allein mit Spannungen und Dehnungen nicht mehr argumentiert werden kann. Aus
diesem Grund ist die Linear Elastische Bruchmechanik (LEBM) entwickelt worden,
die von einer Fehlstelle ausgeht. Damit kann aufbauend auf einer konventionellen
Festigkeitsuntersuchung eine bruchmechanische Lebensdauerabschatzung vorgenom-
men werden. Bauteile, welche bereits mit einer Schiadigung aus der Fertigung kom-
men (z. B. schweissbedingte Bindefehler) oder sich im Betrieb befindliche besché-
digte Bauteile, konnen damit beziiglich ihrer Festigkeit bewertet werden.

In diesem Abschnitt wird hauptsichlich auf die LEBM eingegangen, da sie Teil der
Schadenstoleranzanalyse ist. Die Bruchmechanik bietet eine Vielzahl an Konzepten
und Modelle fiir die Berechnung schadhafter Strukturen, wie z. B. die FlieSbruchme-
chanik bzw. das J-Integral-Konzept u.v.m.. Das ist dem geschuldet, dass die Bruch-
mechanik, genauso wie die klassische Festigkeitslehre, eine Vielzahl an verschiedenen
Mechanismen und Wirkprozesse abdecken muss, welche potentiell auftreten konnen.
So unterscheiden sich die Prozesse bei hohen Lasten, die werkstoffbedingt zum Flie-
Ben fihren kénnen und damit eher zum statischen Einflussbereich zédhlen, von den-
jenigen Prozessen, die durch ihren dynamischen Charakter zum Versagen des Bau-
teils fithren. Je nachdem, wie hoch die gewiinschte Aussagegiite ausfallen soll, ist
der entsprechende Modellierungsaufwand zu wéhlen, um beispielsweise Effekte, wie
Rissstopp aufgrund von Uberlasten oder Rissschliefen abzubilden. Diese erfordern
zum Teil die Beriicksichtigung von Kleinbereichsflieeffekten bzw. schon die Ver-
wendung der FlieBbruchmechanik. Da die vorliegende Arbeit anwendungsorientiert
ausgelegt ist, soll aus der Bruchmechanik nur die LEBM in der vorgestellten Scha-
denstoleranzanalyse verwendet werden, zumal sie fiir die dynamische Behandlung
von Rissen geeignet ist. Eine weitere Vertiefung oder Weiterentwicklung beziiglich
der Bruchmechanik ist im Rahmen dieser Arbeit nicht vorgesehen.

4.1 Linear Elastische Bruchmechanik

Als Bewertungsgrofle gilt in der LEBM der Spannungsintensitétsfaktor

K = opratton - VTa Y . (4.1)

Er besitzt neben der vorherrschenden Bruttonennspannung auch die Information der
GroBe a und Lage der vorhandenen Fehlstelle bzw. des Risses mit dem Geometrie-
faktor Y. Letzterer beriicksichtigt den Einfluss der Oberfliche auf das Spannungsfeld
eines Risses bzw. einer rissahnlichen Ungénze. Die Giiltigkeit des Spannungsinten-
sitatsfaktors ist dadurch beschrankt, dass die um die Rissspitze gelegene plastische
Zone klein gegentiber der Risslange sein muss. Es kann somit nur Kleinbereichsflie-
Ben zugelassen werden.

Mit dem Spannungsintensitéitsfaktor ist die Beschreibung des Spannungsgeschehens
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an der Rissspitze (siche Abb. 4.1) moglich mit
= za=eor(5) (1= s () ()
Op = cos| = |1 —sin|=)sin| —
2mr 2 2 2
K 3
oy = Tﬂﬁcos(i) (1 + sm(i)sm(i)) (4.2)
K

Tpy = sin(¢>cos<@)cos<3¢>
w2 2 2 2

o | f o,
T T

xy
r TTxy
o,
AT
e - e p

Abbildung 4.1: Ebene Spannungskomponenten an der Rissspitze in a) kartesischen Koordinaten
(x, y) und b) in Polarkoordinaten (r, ) nach [KUN10]

Der Spannungsintensitéitsfaktor ist abhéngig von der dufleren Belastung, weshalb
der in drei unterschiedliche Modi (siehe Abb. 4.2) eingeteilt wird. Diese sind:

e Modus I: Aulere Last wirkt risséffnend. Symmetrisches Auseinandergehen der
Rissufer.

e Modus II: Die duflere Last bewirkt eine Schubbeanspruchung entlang der Riss-
ausbreitungsrichtung. Die Rissoberflichen gleiten aneinander, wodurch Ener-
gieanteile in Warme dissipiert werden.

e Modus III: Durch die duflere Last wirkt eine Schubbeanspruchung quer zur
Rissausbreitungsrichtung. Auch hier wird ein Teil der Verformungsenergie in
Warmeenergie umgewandelt.

Die aus den Rissmodi resultierenden Spannungsintensitatsfaktoren kénnen mitein-
ander verkniipft werden, wenn sie aus der gleichen Riss- und Beanspruchungssi-
tuation entstammen. Vergleichsspannungsintensitatsfaktoren sind bei sogenannten
Mixed-Mode-Beanspruchungen oder voneinander abweichenden Geometriefaktoren
notwendig.

4.2 Bruchkriterien und Rissausbreitung

Fiir die Bewertung von schadhaften bzw. rissbehafteten Bauteilen existieren eine
Vielzahl verschiedener Kriterien, welche tiberwiegend auf dem energetischen Ansatz
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Modus | Modus Il Modus Il

Abbildung 4.2: Darstellung der verschiedenen Rissmodi

von Griffith [GRI21] aufbauen. Er beschreibt eine Bilanz der einzelnen umgesetzten
Energiebeitriage bei Rissausbreitung

dU+W+S)
da

und besagt, dass eine Rissinitiierung bzw. instationdre Rissausbreitung da in einem
ideal sproden Werkstoff nur dann erfolgen kann, wenn die bei einer infinitesima-
len Rissausbreitung freigesetzte potentielle Energie (U + W) grofler ist als die fir
die Erzeugung von neuen Rissoberflichen notwendige Energie S. Dieser Ansatz ist
daraufhin von Irwin [IRW48] als auch Orowan [ORO48] um einen weiteren Energie-
anteil erweitert worden, um ebenfalls die plastische Verformung an der Rissspitze
mit einzubeziehen. In einer weiterfithrenden Arbeit hat Irwin die energiefreisetzen-
den Energieanteile pro Rissausbreitung als Energiefreisetzungsrate bzw. Rissausbrei-
tungskraft GG bezeichnet.

<0 (4.3)

Die Energiefreisetzungsrate kann fiir den ESZ mit

1
G = EK2 (4.4)

und fir den EDZ mit

1 — 1?2

E
mit dem Spannungsintensitédtsfaktor in Beziehung gesetzt werden. Sowohl mit dem
Spannungsintensitatsfaktor als auch mit der Energiefreisetzungsrate konnen folg-
lich Aussagen beziiglich der Bruchsicherheit gemacht werden. Ubersteigt z. B. die
Energiefreisetzungsrate den werkstoffspezifischen Kennwert G, kommt es zu einem
instabilen Risswachstum und das Bauteil versagt. Bezogen auf Mode I und des Span-
nungsintensitatsfaktors geschieht dies bei

K] > K]C , (46)

G = K? (4.5)

wahrend es bei einer ebenen Mixed-Mode Beanspruchung bspw. nach Richard [RIC85]
bei einem Vergleichsspannungsintensitatsfaktor von

1
KV:§

1 K.
K[+§\/K%+4(KI K][)2>K[C (47)

Ilc

dazu kommt.
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4.2.1 Phasen des Ermiidungsrisses

Ein Bauteil unter dynamischer Belastung durchléuft im Idealfall simtliche Lebens-
dauerphasen, die in der folgenden Abbildung dargestellt sind. Der Idealfall geht

a

a Kritische Risslange

Stadium |

Q. | Technischer Anriss

Kerbtiefe

Mikrostrukturell L. i N
fkrostruituretie Risskeimbildung Kurzrisswachstum angriss-
Vorgédnge wachstum

Stadium | | Stadium Il |

A

Rissinitiierungslebensdauer |Rissfortschritts-
lebensdauer

Abbildung 4.3: Lebensdauerphasen und Rissstadien eines gekerbten Bauteils.

von einem fehlerfreien Gefiige aus, bei dem durch die d&uflere dynamische Belastung
Gleitvorgange hervorgerufen werden, die an der Bauteiloberfliche zu Intrusionen
und Extrusionen fithren. Es entstehen Mikrokerben, die Ausgangspunkt von Mi-
krorissen darstellen. In einem fehlerbehafteten bzw. nicht fehlerfreien Gefiige (z. B.
Gusswerkstoffe) geschieht Ahnliches, nur kénnen hier auch Risse innerhalb des Ge-
fiiges entstehen. AuBlerdem besitzen sie bereits Risskeimzellen, wodurch sich eine
verkiirzte Rissinitiierungslebensdauer einstellen kann.

Die aus den Risskeimzellen entstammenden kurzen Mikrorisse wachsen innerhalb des
Stadiums I in der Regel entlang der giinstigen Gleitebenen innerhalb eines Korns
(Modus I bzw. II) und koénnen durch die Korngrenzen bisweilen aufgehalten wer-
den, was zum Rissstopp fithrt. Nur bei den Ubergéngen, bei denen das benachbarte
Gleitsystem giinstig orientiert ist, wird ein Fortschreiten des Mikrorisses ermdoglicht.
Demnach verringert sich im Bereich des Ubergangs kurzweilig das Risswachstum und
steigt im Anschluss wieder an, bis ein weiteres mikrostrukturelles Hindernis erreicht
wird. Insgesamt kann die Phase des Kurzrisswachstum im Bereich der Dauerfestig-
keit bis zu 90% der Gesamtlebensdauer bei schwingend beanspruchten Bauteilen
ausmachen.

Im Anschluss, sobald der Riss eine entsprechende Grofle erreicht hat und er nicht
mehr vom Gefiige wesentlich beeinflusst wird hinsichtlich der Rissfortschrittsrate, er-
reicht er mit Stadium II die Phase des Langrisswachstums und damit die Lénge des
technischen Anrisses a;. Der Riss breitet sich orthogonal zur dufleren Normalspan-
nung aus (Modus I) und kann mit der LEBM beschrieben werden mit beispielsweise

AK; = Knpax — Knin = AKpax(1 — R) = Aovy/ma - Y, (4.8)

bis er u. U. eine kritische Lange a, erreicht, ab der ein instabiler Risswachstum auf-
tritt und das Bauteil versagt.
Waiéhrend sich der Riss im Stadium II befindet, wird die Rissspitze aufgrund der
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auBeren dynamischen Belastung stetig abgestumpft und gespitzt (sieche Abb. 4.4).
Dabei entstehen die charakteristischen Riefen der sogenannten Dauerbruchfliche,

a) b) c)

plastisc}l %

plastisch,\ \@;/7

d) plastisch e) \ I \\Nl

7
m\‘/

Abbildung 4.4: Entstehungsprozess der Riefenbildung nach [RHBO03|

deren Abstand direkt Aufschluss beziiglich der Rissausbreitungsrate da/dN geben
kann, sofern diese sich in einem Bereich von 10720 < da/dN < 10722 befindet
[PLA9G6.

Innerhalb des Modus 1 findet ein Risswachstum generell nur zu den Zeitpunkten
statt, in denen der Riss gedffnet ist und die plastische Zone wirksam ist. In Abb. 4.4
sind das die Teilzustande b), ¢) und d). Beim RissschlieBen d) werden die elastischen
Dehnungen abgebaut, jedoch kann sich der Riss aufgrund der erfolgten plastischen
Dehnung an der Rissspitze nur durch Erzeugung von Druckeigenspannungen und
einer entgegengesetzten plastischen Deformation schlieffen. Da sie ebenfalls nicht re-
versibel ist, schreitet der Riss auch hier voran und bildet eine Riefe aus.

Fiir den Bereich des Kurzrisswachstums existieren eine Vielzahl von verschiedenen
Ansatzen und Theorien (sieche z. B. [RV07]), die teilweise sehr umfangreich sind,
da sie die komplexe Interaktion zwischen Riss und Gefiige abzubilden versuchen.
Hierzu existieren beispielsweise diverse Barrieremodelle, die das wiederholte Ver-
zdgern und Beschleunigen des Kurzrissfortschritts beim Ubergang der Korngrenze
beschreiben. Zusétzlich besteht eine weitere Problematik darin, dass die plastische
Zone bei Mikrorissen im Verhaltnis zur Rissgrofie sehr grof3 ist und dementsprechend
einen Grofiteil des Mikrorisses einbettet. Das vergroflert den nichtlinearen Einfluss
erheblich und erschwert die Handhabbarkeit. Zum einen miissen die fiir den Mi-
krobereich geltenden Parameter besorgt werden, was umfangreiche experimentelle
Untersuchungen erforderlich macht und zum anderen stellt sich ein hoher rechneri-
scher Aufwand ein. Eine eingeschrinkte Ubertragbarkeit der Ergebnisse vermindert
weiterhin den praktischen Nutzen fiir den pragmatisch bzw. konstruktiv arbeitenden
Ingenieur. Sicherlich mag es vorteilhaft erscheinen, vom Bauteillebensbeginn bis zum
Ende mit nahezu einem Rechenkonzept arbeiten zu konnen (siehe z. B. [ZMH11]),
jedoch iiberwiegen fiir den normalen Anwender die Nachteile. Aus diesem Grund
wird fur die Phase der Rissinitiierungslebensdauer (siche Abb. 4.3) weiterhin ein
Spannungs- bzw. Dehnungskonzept verwendet und kein Kurzrisswachstumskonzept
verfolgt. Erst nachdem die vom Ermiidungskonzept ermittelte Lebensdauer erreicht
ist, soll die Struktur als geschédigt gelten und einen fiktiven technischen Anriss er-
fahren, um im Anschluss mit Hilfe der LEBM eine Restlebensdauer ermitteln zu
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konnen.

4.2.2 Ermiidungsrisswachstum mit der LEBM

Die Gl. (4.8) zeigt die Bestimmungsgleichung fiir die Spannungsintensitétsschwing-
breite AK. Wird diese mit der Rissfortschrittsrate in Verbindung gebracht, sind
verschiedene Phasen der Ermtidungsrissausbreitung des makroskopischen Risses aus-
zumachen, wie es im doppelt-logarithmischen Maflstab in Abb. 4.5 zu sehen ist. Zu

R, >R,

Bereich 1 Bereich 2 Bereich 3

o
8N

AKICZ( 1-R 1 )ch

AK,, AK, AK, 1gAK,

Abbildung 4.5: Qualitativer Verlauf der Rissfortschrittsrate tiber Spannungsintensitéit (Rissfort-
schrittskurve) fiir unterschiedliche Spannungsverhéltnisse

unterscheiden hierbei sind:

Bereich 1: Unterhalb des Schwellenwertes AK LthM ist kein makroskopisches Risswachs-
tum zu beobachten. Oberhalb fiihrt jeder Lastwechsel zu einem Rissfortschritt,
jedoch ist die Rissfortschrittsrate sehr gering. Der Riss wird durch die Gefiige-
struktur, das Spannungsverhéltnis R und dem umgebenden Medium merklich
beeinflusst.

Bereich 2: Der Rissfortschritt verhéalt sich im doppelt-logarithmischen Maflstab in die-
sem Bereich anndhernd linear und kann mit dem Potenzansatz nach Paris-
Erdogan [PE63] beschrieben werden. Die Konstanten C' und m!'® sind vom
Werkstoff abhéngig, wobei erstere ebenfalls vom R-Wert beeinflusst wird.

o Ky
dN MPa/mm

Bereich 3: Wird gepragt durch eine grofie plastische Zone an der Rissspitze und eine
zunehmende Risswachstumsrate, welche ausgehend von einem stabilen Rissfort-
schritt schlieflich in einen instabilen Rissfortschritt ibergeht, bis es bei AK7,
zum Bruch kommt. Haufig wird dabei AKy mit AKj. gleichgesetzt.

(4.9)

Der Grund fiir die Abhéngigkeit vom Spannungsverhéltnis R ist auf den Effekten
des Rissschlieens zuriickzufiithren. Damit sind sdmtliche Einfliisse zusammengefasst,

14 Index »th« fiir threshold, engl. Schwelle
5AK wird in Gl. (4.9) durch dessen Einheit geteilt, damit C' unabhéngig vom Exponenten m die gleiche Einheit
behalt.
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die dafiir sorgen, dass es zu einem vorzeitigen Kontakt der beiden gegeniiberliegen-
den Rissflanken kommt, bevor die &ulere Last vollsténdig abgebaut ist und sich
dementsprechend das Minimum der zyklischen Spannungsintensitat einstellt. Hier-
unter zahlen beispielsweise die Druckeigenspannungen in den plastischen Zonen, die
fiir eine frithzeitige Entlastung der Rissspitze sorgen als auch die Rissoberflichen
selbst. Durch Rissuferverschiebung kann es dazu kommen, dass die Rissuferflanken
nicht mehr zusammenpassen und sich ein vorzeitiger Kontakt der Rauigkeitsspitzen
einstellt, was als rauheitsinduziertes Rissschliefen bezeichnet wird. Somit ist nicht
mehr die volle nominelle Schwingbreite der zyklischen Spannungsintensitat fiir den
Rissfortschritt in Gl. (4.9) mafigeblich, sondern nur der effektive Wert AK. s, bei
dem der Riss geoffnet ist (sieche Abb. 4.6).

— Riss offen

Riss
min geschlossen

n

Abbildung 4.6: Einfluss des Rissschliefens auf den Rissfortschritt
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5 Abbildung der Schadenstoleranzanalyse

Das Ziel einer Schadenstoleranzanalyse mit Hilfe einer Simulation ist die Ermitt-
lung der Lebensdauer einer komplexen Struktur, welche ein gewisses Schadensmafl
aufweist. Sie muss dabei in mehrere Teilschritte unterteilt werden, da die Struktur
mehrere Phasen durchlauft, welche teilweise die Rahmenbedingung der Simulation
entscheidend verdndern. Wéhrend zu Beginn - im Idealfall - von einer schadfreien
Struktur ausgegangen werden kann, ist im spéteren Verlauf der Einfluss der Sché-
digung mit zu berticksichtigen. Es entwickelt sich somit ein iterativer Prozess, der
aus einer Ermiidungs- und Bruchmechaniksimulation besteht.

Fir die Abbildung der Schadenstoleranzanalyse werden verschiedenartige Werkzeu-
ge und Methoden verwendet, welche entsprechend miteinander verkniipft werden
miissen. Der Kern der Simulation besteht aus einem FEM-Modell eines Triebwerks,
welches diverse Vereinfachungen beinhaltet, um den Rahmen dieser Arbeit nicht zu
sprengen. Es wird in Kapitel 5.2.1 ndher beschrieben. Es dient als Globalmodell,
welches die Verschiebungen an interessierenden Orten bestimmt und an Submodelle
iibergibt, die die fiir eine Ermiidungssimulation notwendigen ortlichen Beanspru-
chungen ermitteln. Gleichzeitig werden mit dem Globalmodell auch die Auswirkun-
gen der voranschreitenden Schadigungen auf die Gesamtstruktur des Triebwerks
untersucht. Die Ergebnisse hierzu werden in Kapitel 5.4 dargestellt. Ein Hauptau-
genmerk liegt ebenfalls auf der Auswirkung von unterschiedlichen Modellierungs-
arten der Schidigung innerhalb des Globalmodells. Als Simulationssoftware wird
hierfiir Ansys Classic (V14.5) verwendet, welches am Fachgebiet vorhanden ist. Es
ermoglicht eine einfache Implementierung in einen Rechenprozess, der mit Hilfe von
Matlab gesteuert wird. Dies wird ebenfalls dazu verwendet, um die Ermiidungsle-
bensdauer zu bestimmen, welche durch die MMM- bzw. die DIH-Hypothese (siehe
Kapitel 3) ermittelt wird.

Die bruchmechanische Bewertung und die Ermittlung der Rissfortschrittsdauer er-
folgt mit dem REM-Programm Beasy, welches die Submodelle der FEM-Simulation
nutzt. Eine kurze Gegeniiberstellung zwischen der FEM und der REM ist im An-
hang E auf Seite 135 zu finden.

5.1 Schwierigkeiten der numerischen Abbildung

Die numerische Abbildung einer Schadenstoleranzanalyse ist nicht trivial, da es des
Ofteren zu einem Wechsel der theoretischen Basis kommt. Es muss, wie bereits er-
wahnt, von einer Ermiidungsberechnung zu einer bruchmechanischen Berechnung
und zuriick gewechselt werden. Dies erschwert den FEinsatz einer einzelnen Simu-
lationsbasis und die Erstellung eines automatischen Programmablaufs. Die Ermitt-
lung der Ermiidungslebensdauer bzw. Anrisslebensdauer ist heutzutage mit diversen
Softwarelosungen nahezu leicht in einem automatischen Simulationsalgorithmus zu
etablieren. So bieten die géngigen FEM-Anbieter teilweise eigene simple Ermiidungs-
Postprozessoren an oder mitunter teilintegrierte Losungen fir die Ermittlung der
Betriebsfestigkeit (z. B. nCode DesignLife). Beim Ubergang in die Bruchmecha-
nik zeigen die meisten etablierten FEM-Anbieter Liicken in ihrem Portfolio. Ansys
(Classic ) beherrscht beispielsweise die Moglichkeit der 3D-Risssimulation, jedoch
ohne Rissfortschritt. Eine automatische Neuvernetzung, die fiir einen Rissfortschritt
notwendig ist, ist nur fiir eine 2D-Simulation vorhanden. Einzig Abaqus beherrscht
als etabliertes FEM-Programm den 3D-Rissfortschritt. Eine Ermiidungsberechnung
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muss jedoch vollstdndig extern abgebildet werden, da dies in Abaqus nicht imple-
mentiert ist.

Da die Bruchmechanik (siehe Kapitel 4) stets von einem Fehler ausgehen muss, von
dem ein Riss ausgeht oder weiter wéchst, ist an dieser Stelle der Anwender dazu
aufgefordert, einen entsprechenden Anfangsriss zu platzieren. Spétestens hier ist so-
mit ein automatischer Simulationsablauf unterbrochen bzw. gestort, weshalb sich
ein Wechsel der Simulationssoftware nicht unbedingt nachteilig auswirkt.

Das verwendete Simulationsprogramm fiir den Rissfortschritt (Beasy) besitzt eine
Schnittstelle zu Ansys, was die Importierung von Ansysmodellen in die Rissfort-
schrittsimulation ermdglicht. Jedoch sind an diversen Stellen Eingaben erforderlich,
die nicht automatisierbar und von auffen mit Matlab zu steuern sind.

Eine weitere Schwierigkeit stellt die Ermittlung von Oberflaichenspannungen mit der
FEM dar, was im folgendem Kapitel ndher erlautert wird.

5.1.1 Ermittlung von Oberflichenspannungen

Bei Struktursimulationen findet die FEM eine grofiere Verbreitung als die REM.
Durch eine adédquate Abbildung des zu untersuchenden Bauteils sind lokale Bean-
spruchungen relativ leicht zu bestimmen und lassen sich in Tensorform oder sogleich
als Vergleichsspannung ausgeben.

Fiir Festigkeitsbewertungen sind die Modellgrofien meist wesentlich grofler als FE-
Modelle, die beispielsweise fiir eine dynamische Untersuchungen verwendet werden.
Dies hat damit zu tun, dass geometrische Einzelheiten durch ihre Kerbwirkung einen
wesentlich grofleren Einfluss auf die Beanspruchungen haben als auf dynamische Ei-
genschaften des Bauteils. Sie miissen entsprechend hochauflésend abgebildet werden,
was die Elementanzahl des Modells wesentlich erhoht und die notwendige Berech-
nungszeit dadurch ebenfalls verlangert.

Aus diesem Grund sind zielfithrende Mafinahmen zu ergreifen, um die Elementanzahl
und Berechnungszeit zu verkiirzen, wie beispielsweise Symmetrieausnutzung oder
die Verwendung der Substruktur- bzw. Submodelltechnik. Jedoch ist es in der Re-
gel nicht ohne Weiteren moglich, mit Hilfe der FEM Randspannungen zu ermitteln.
Dies ist dadurch begriindet, wie bereits weiter oben erwéhnt, dass die Spannungen
an den Gauss- bzw. Integrationspunkten ermittelt werden, die sich im Innern eines
Elements befinden. Dadurch wird stets ein allgemein vollbesetzter Spannungstensor
ausgegeben. Es stellt sich somit kein ESZ an der freien Oberfliche ein. Gerade fiir
eine Festigkeitsbewertung, die in der Regel am Bauteilrand stattfindet, ist dieser
Umstand ungentigend. Zusatzlich ist darauf hinzuweisen, dass standardmafBig die
an den Integrationspunkten ermittelten Ergebnisse zu den Knoten hin extrapoliert
werden. Die dadurch entstehenden Ergebnisse konnen dabei stark von den eigent-
lichen Ergebnissen an der Oberfliche abweichen, trotz feiner Elementierung und
Verwendung von Elementen mit quadratischer Ansatzfunktion. Die Stiitzwirkung
ist dementsprechend ebenfalls schwierig zu ermitteln, wenn die zugrunde gelegten
Spannungen fehlinterpretiert werden.

Aus diesem Grund hat die REM fiir Festigkeitsbewertungen klare Vorteile gegen-
iiber der FEM, da sie direkt am Rand bzw. an der Oberfliche agiert und sowohl
die Oberflachenspannungen korrekt ausgeben kann, als auch das Spannungsgesche-
hen unterhalb der Oberflaiche ermdglicht. Um die FEM dennoch fiir eine adaquate
Oberflichenbewertung nutzen zu koénnen, ist eine entsprechende Modellierung zu
verwenden, welche in der Lage ist, Oberflachenspannungen auszugeben. Die nachfol-
gend dargestellte gekerbte Flachzugprobe ist mit Ansys Classic V14.5 erstellt worden

84



5 ABBILDUNG DER SCHADENSTOLERANZANALYSE

und soll dazu dienen, die Moglichkeiten zur Ermittlung von Oberflichenspannungen
innerhalb von 3D-FE-Modellen darzustellen. Dabei haben sich zwei Methoden her-
vorgetan, die nach der Modellbeschreibung vorgestellt werden.

Das verwendete Modell ist an der Kerbstelle forciert fein vernetzt, um dort eine aus-
reichend hohe Ergebnisauflosung zu erzielen. Dies betrifft sowohl die Oberflachen-
spannungen als auch den Spannungsgradienten in direkter Oberflichennahe. Der
restliche Aufbau ist dabei einfach gehalten, da mit diesem Modell nur die Metho-
dik der Oberflichenspannungermittlung im Vordergrund steht. Auf eine wesentlich
grobere Vernetzung des restlichen Modells wird dabei verzichtet. Abbildung 5.1

Tabelle 4: Modelleigenschaften
Belastung p 50 MPa

E-Modul E 210 GPa

Poissonzahl v 0,3

RO,5

90°
80

Le:

bl

Abbildung 5.1: Abmafle und Belastung gekerbte Flachzugprobe

zeigt ein 3D-Modell, welches in drei unterschiedlichen Vernetzungsgiiten untersucht
wurde, um die Netzsensitivitat zu ermitteln. Die dabei generierten Modelle besitzen
ca. 18.000, 136.000 (abgebildet) und 1,05 Mio Knoten, wobei die berticksichtigten
Freiheitsgrade bei letzteren ca. 3,2 Mio betragen. Auflerdem sind verschiedene Volu-
menelementtypen im Fokus der Untersuchung, um deren Einfluss auf das Ergebnis
zu iberpriifen. Zur Validierung des Modells dienen mit dem REM-Programm Be-
asy erstellte Modelle, die ebenfalls auf Netzsensitivitat iberpriift werden. Dadurch
konnen auf einem unabhéangigen Weg die Randspannungen ermittelt werden, die die
FE-Modelle liefern miissen.
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Generell zeigen sich die sogenannten Locking-Effekte [KOS04], die bei den unter-
schiedlichen FE-Elementtypen teilweise standardméflig korrigiert (z. B. beim So-
1id45) oder erst mit weiteren Einstellungen behoben werden kénnen (z. B. beim
Solid185). Beide erwahnten Elementtypen sind Elemente mit acht Eckenknoten und
identischer Anzahl und Lage der insgesamt acht Integrationspunkte. Als Element
mit einer hoheren Ansatzfunktion wird aulerdem das Solid186 verwendet, welches
insgesamt 20 Knoten besitzt mit wahlweise 14 oder acht Integrationspunkten.

Mit Hilfe der REM ist es moglich, auf einem von der FEM unabhéngigen Weg die
Randspannungen zu ermitteln und zur Validierung der FEM-Ergebnisse zu benut-
zen. Durch die vorhandenen Fundamentallosungen der Randspannungen sind diese
direkt numerisch zu bestimmen. Um zu zeigen, dass die Netzfeinheit bei einem REM-
Programm keinen groflen Einfluss hat, ist das REM-Modell einmal normal vernetzt
und bei einem weiteren Modell wesentlich feiner. Fiir die Elementierung werden in

beiden Féllen Elemente mit quadratischer Ordnung verwendet. Die Ergebnisse sind
in Abb. 5.2 zu sehen.

a) b)

I4.52HEEIDDZ
4.11419e+

3.70720e+002

I4.5148130EIUZ
4.10834e+002
3.70207e+002

3.30021e+002 3.29579e+002

2.89322e+002 2.86952e+002

2.48623e+002 2.45325e+002

2.07924e+002 2.07697e+002

1.67224e+002 1.67070e+002

1.26525e+002 1.26442e+002

8.58263e+001 8.56150e+001

4.51272e+001 4.51876e+001

4.42817¢+000 4.56022¢+000
Principal stress{max-alg] Principal stress{max-alg]
Max= 456.69 Max= 456.02

Min= -0.14010 Min= -1.20552E-07

Abbildung 5.2: Ergebnisse grofite Hauptspannung a) normal vernetzte Zugprobe b) fein vernetzte
Zugprobe

In der Kerbe stellen sich bei beiden Modellen annéhernd gleiche Kerbspannungen
von ca. 456 MPa ein. Die Erhohung der Elementanzahl bewirkt eine Veranderung von
ca. —0, 15%. Eine feinere Elementierung des REM-Modells ist somit nicht notwendig
und es ist davon auszugehen, dass dieses Ergebnis gefestigt ist und zu Validierungs-
zwecken herangezogen werden kann.

Mit der FE-Software Ansys existieren zwei Moglichkeiten zur Ermittlung von Ober-
flachenspannungen. Die erste Variante beruht auf der Grundiiberlegung, dass iiber
ein vorhandenes Volumenmodell, welches eine entsprechend hohe und gleichméfi-
ge Vernetzungsdichte zur Abbildung einer geometrischen Besonderheit aufweist, ein
Schalenmodell als Haut gezogen wird. Dabei ist darauf zu achten, dass die Kno-
ten der Schalenelemente koinzident zu den Knoten der an der Bauteiloberfliche
liegenden Volumenelementknoten sind und beiden Elementtypen die gleichen Ma-
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terialeigenschaften zugewiesen werden. Auflerdem sollte die Biegesteifigkeit dieser
Elemente ausgeschaltet werden, damit diese den Volumenkoérper nicht versteifen.
Generell stellt dies eine Niaherungsméglichkeit dar. Eine Ubertragung dieser Metho-
de auf andere FE-Softwarelosungen ist denkbar.

Eine weitere Methode ist die Verwendung von Volumenelementen, welche gege-
benenfalls ein Oberflichenkoordinatensystem besitzen und Oberflachenspannungen
ausgeben konnen. Innerhalb von Ansys bietet das Volumenelement So0lid45 die-
se Funktion. Bei Aktivierung der entsprechenden Keyoption gibt dieses Element
die Spannungen an einer freien Elementoberfliche aus. Die Ausgabe erfolgt dabei
iiber ein etable-Kommando, dessen Zielgrofle auf die entsprechende Ergebnisopti-
on via surf-Befehl zu stellen ist. Beide Methoden bendétigen fiir die Ermittlung des
Spannungsgradienten eine Vernetzung, die ebenfalls in inverser Normalenrichtung
zur Oberflache an der zu beobachtenden Stelle orientiert ist, damit ein Knotenpfad
verwendet werden kann, der in einer Linie liegt. Damit kann im Anschluss die Er-
mittlung des bezogenen Spannungsgefélles nach Gl. (3.39) erfolgen.

Nachfolgend werden die Versuchsergebnisse prasentiert, die sich aus den Simulatio-
nen der Flachzugprobe mit diversen Elementtypen ergeben. Da es sich im Grunde
um das selbe Modell mit der gleichen Belastung handelt, jedoch nur mit einer un-
terschiedlichen Elementtypwahl, ist exemplarisch das Ergebnis der Flachzugproben-
simulation dargestellt, welches sich mit dem Volumenelementtyp So1id185 ergeben.
Die anderen Ergebnisse unterscheiden sich lediglich bei den Ergebniswerten der dar-
gestellten Langsspannung. Bei allen Modellen sind tiber die Volumenelemente am
Rand eine Oberflache aus She11181 Elemente gezogen, um eine Ergebnisauswertung
nidher am Rand zu erhalten. Alle Ergebnisse sind in Tabelle 5 tibersichtlich zusam-
mengetragen.

Volumenelementergebnis ELEMENT SOLUTION

nobaL soumon - Solid 185
STEP=1

SUB =1

TIME=1

sY  (AVG)

RSYS=0

DMX =.021953

SMN =2.05524

SMX =445.667

STEP=1
SUB =1

TIME=1

SY  (NOAVG)
RSYS=0

DMX =.021953
SMN =2.90429
SMX =445.67

-5

51.875 I

108.75

-5

54.375 I

113.75
165.625

222.5 I

279.375

173.125

232.5 I

291.875
336.25
351.25

393.125
410.625

I 450 I
470

Abbildung 5.3: Ergebniszusammenstellung gekerbte Flachzugprobe mit konventioneller Modellie-
rung

Wie zu erkennen ist, ergeben sich sowohl unterschiedliche Ergebnisse bei verschie-
dener Vernetzungsdichte (grob, normal und fein) als auch bei unterschiedlicher Ele-
mentwahl. Die Spalten mit der Bezeichnung “Shell“ stellen die Ergebnisse dar, die
mit der Methode der Shell-Oberflache zustande kommen. Hier ist zu erkennen, dass
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Tabelle 5: Maximale Kerbzugspannung (in [MPa]) der Flachzugprobe mit diverser Elementierung

Flachprobe — V-Nut T rmax (gﬁgﬁ) Trmax (gﬁgﬁ) Trmax (‘S’ggﬁ>

Elementierung grob normal fein

Elementtyp S01id45 454 438 471 457 472 465
S0lid45* 443 — 462 — 466 —

S01id185** 428 429 446 461 455 467
S01i1d186 469 424 494 459 484 467

* = Surface Output
** = Ohne Shear Locking Kompensation. Bei Aktivierung gleichen die Ergebnisse denen vom Solid45

die Ergebnisse relativ unabhangig vom gewahlten Volumenelementtyp sind und bei
grober Elementierung ca. 3%, bei normaler Elementierung ca. 1% und bei feiner
Elementierung nur ca. 0,5% auseinanderliegen. Markant ist das ansteigende Er-
gebnis des S01i1d185 bei feiner werdende Vernetzung. Dies ist dem sogenannten
Shear-Locking-Phénomen zuzuschreiben, welches bei feiner werdenden Vernetzung
an Bedeutung verliert. Dem S011d185 kann durch eine Anpassung der Elementeigen-
schaft, bei der tiber eine Keyoption weitere Freiheitsgrade im Element beriicksichtigt
werden, den Einfluss des Shear-Locking-Phanomens begegnen. Dies fithrt in Folge
zu nahezu den gleichen Ergebnissen, die auch das Sol1id45-Element bietet.

Die Ergebnisse der Shell-Elemente der groben Vernetzung liegen beim S01id185 mit
etwa 7% Abweichung vom Ergebnis der REM-Berechnung entfernt. Dies ist allein
der groben Elementierung geschuldet und zeigt, dass eine solche Elementierung nicht
empfehlenswert ist.

Augenscheinlich scheinen die Ergebnisse der Shell-Oberfliche je nach Elementtyp
teilweise grofer, jedoch auch teilweise kleiner als die Ergebnisse der Volumenelemen-
te zu sein. Gerade das markante Ergebnis des S01id186 bei normaler Vernetzung
zeigt, dass es eine ca. 8%ige Abweichung vom Ergebnis der REM-Berechnung gibt
und nahezu die gleiche Abweichung zum Ergebnis der Shell-Oberfléche zu beobach-
ten ist. Der Grund ist in der Extrapolation der Integrationspunkteergebnisse zum
Oberflachenknoten hin zu finden. Dies wird durch einen Blick in die Tabelle 6 deut-
lich. In dieser ist die Extrapolation der Ergebnisse von den Gausspunkten zu den
Knoten hin deaktiviert (via ERESX-Befehl), was dazu fithrt, dass die Ergebnisse zu
den Knoten kopiert werden. Somit existieren an den koinzidenten Oberflichenknoten
sowohl Integrationspunkteergebnisse als auch Ergebnisse aus der Shell-Oberflache.

Tabelle 6: Maximale Kerbzugspannung (in [MPa]) der Flachzugprobe mit diverser Elementierung
mit deaktivierter Extrapolation

Flachprobe V-Nut O max ((STEZIXI) O max (gﬁgﬁ) O max (gﬁ‘gﬁ)

Elementierung grob normal fein

Elementtyp S01id45 413 423 443 457 465 465
S0l1id45* 442 — 462 — 466 —

Solid185** 399 429 429 461 447 467
S01i1d186 432 418 457 459 463 467

* = Surface Output
** = Ohne Shear Locking Kompensation. Bei Aktivierung gleichen die Ergebnisse denen vom So0lid45
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Die Tabelle zeigt offenkundig, dass die Ergebnisse der Integrationspunkte der Vo-
lumenelemente stets unterhalb der Ergebnisse der Shell-Oberfliche liegen, sofern
eine adaquate Vernetzung zugrunde liegt, was die grobe Netzfeinung ausschlief3t.
Hier ist ebenfalls auffillig, dass nur bei der groben Vernetzung eine Veranderung
der Shell-Ergebnisse eingetreten ist, wihrend bei den anderen Vernetzungsgiiten
keinerlei Auswirkung der ausgeschalteten Extrapolation beobachtet werden kann.
Eine beobachtbare Veranderung der Shell-Ergebnisse bei Verdnderung der Extrapo-
lationeinstellung deutet demnach auf ein zu grobes Netz hin.

Die Deaktivierung der Extrapolation kann die Moglichkeit ertffnen, dass mit der
Abfrage eines interessierenden Knotens gleichzeitig ein Oberflichenergebnis als auch
ein Ergebnis aus der Tiefe der Kerbe gewonnen werden kann. Bei bekannter Lage
des Integrationspunktes ist damit beispielsweise nach Gl. (3.39) die Berechnung des
bezogenen Spannungsgefalles moglich. Jedoch ist darauf hinzuweisen, dass dies nur
im Einzelfall funktionieren kann, in dem der beobachtbare Bereich hinsichtlich der
Netzgeometrie absolut symmetrisch ist. Dies muss in der Regel nicht der Fall sein.

Generell empfiehlt sich eine addquate Vernetzung, die die geometrischen Besonder-
heiten abbilden kann und gleichzeitig eine annehmbare Rechenzeit bietet. Dies ist in
diesem Fall mit der normalen Vernetzung bewerkstelligt, zumal die Shell-Ergebnisse
nicht auf die Deaktivierung der Extrapolation reagieren. Fiir die Bestimmung der
Randspannungen empfiehlt sich der Einsatz von beiden erwahnten Methoden zur
Ermittlung der Randspannung, um einen Abgleich der Ergebnisse zur Validierung
zu ermoglichen.

In Abb. 5.4 sind die Kerbspannungsverlaufe der normal vernetzten Flachzugprobe in
Bauteilmitte aus Solid45-Elementen dargestellt. Dabei entstammen die Ergebnisse
der Oberflache aus der Oberflichenausgabe (Surface Output) des Solid45-Elements.

Spannungsverlauf Flachprobe V-Nut
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Abbildung 5.4: Kerbspannungsverlauf der gekerbten Zugprobe mit V-Nut bei normaler Vernetzung
mit Solid45
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Zu erkennen ist, dass sich die erwarteten Kerbspannungsverldufe einstellen und am
Rand ein zweiachsiger Spannungszustand vorherrscht.

5.2 Modellannahmen

Die vorliegende Arbeit befasst sich mit der Berechnungs- und Bewertungsstrategie
fiir die Schadenstoleranzanalyse der komplexen inneren Tragstruktur eines Trieb-
werks. Als besonderer Lastfall dient hierbei die Windmilling Condition, die sich z.
B. zeitlich nach einem Schaufelverlust (FBO-Event) einstellt und entsprechend mit
“Windmilling post Fan Blade off condition“ (WFBO) bezeichnet werden kann. Im
ungiinstigen Fall wird bereits durch das FBO-Event eine Vorschadigung in die Struk-
tur eingebracht, was jedoch hier nicht beriicksichtigt wird. Genauso wenig werden
etwaige Vorschaden durch andere Einzelereignisse in die Bewertung mit einbezogen.

Die innere Tragstruktur eines Triebwerks besteht aus dem vorderen Intermediate
Casing (IMC) und der hinteren Rear Bearing Support Structure (RBSS, siehe Abb.
5.5). Dazwischen liegen die fir die Funktion des Triebwerks wesentlichen Bereiche der
Verdichtung, Verbrennung und Expansion des Luft- bzw. Kerosin-Luftgemisches.
Die Verdichtung erfolgt dabei durch mehrere in Reihe angeordnete Stufen von

Fan IMC RBSS

~

Abbildung 5.5: Mechanisches Lagermodell eines Turbofantriebwerks

Schaufelradern, welche durch Turbinenrdder im hinteren Bereich des Triebwerks an-
getrieben werden, um den Gesamtwirkungsgrad des Triebwerks zu erhéhen. Hierzu
ist der Einsatz von mehreren Wellen notwendig, wobei sich Turbofantriebwerke mit
zwei oder drei Wellen durchgesetzt haben. In Abb. 5.5 handelt es sich um eine Zwei-
welliges Turbofantriebwerk mit einer Niederdruck- (NW) und einer Hochdruckwelle
(HW). Die Niederdruckwelle ist dreifach gelagert und besitzt ein Fest- (F1) und
zwei Loslager (L1 und L2), wahrend die Hochdruckwelle zweifach gelagert ist und
das Festlager F2 und das Loslager L3 besitzt. Beide Festlager werden durch das
IMC gebettet, was entsprechend tiber den Thrust Trunnion (nicht eingezeichnet)
den Schub auf das Flugzeug tibertragt.

Es ist davon auszugehen, dass sich durch das FBO-Event die Lagersituation entschei-
dend verandert und dadurch mit dem normalen Betriebszustand nicht zu vergleichen
ist. Das Festlager F1 besitzt im Lastpfad zum IMC Sicherungsscherbolzen, die bei
zu hoher Belastung diese Verbindung kappen. Dadurch ist die Niederdruckwelle nur
noch zweifach gelagert und weist kein Festlager mehr auf. Weiterhin ist davon aus-
zugehen, dass kein Schub mehr erzeugt wird, weshalb die auftretenden Axialkrafte
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5 ABBILDUNG DER SCHADENSTOLERANZANALYSE

gegeniiber den Radialkriften als vernachlédssigbar klein anzusehen sind und auf die
Modellierung des Thrust Trunnion verzichtet wird. Das Triebwerk wird somit nur
durch den Luftstrom angetrieben und erfihrt durch den beschadigten Fan eine an-
haltende Unwuchtbelastung. Diese wird tiberwiegend durch das Loslager L1 im IMC
aufgenommen, weshalb das IMC im Fokus der Festigkeitsbewertung steht. Zusétz-
lich kann es jedoch tiber das Festlager F1 zu einer instationaren Kraftiibertragung
kommen, sofern die Auslenkungen der Niederdruckwelle grof genug sind, um den
Spalt zu iiberwinden, der sich durch die Sicherungsscherbolzen ergeben hat. Aus
diesem Grund kann es im IMC zu nicht-proportionalen Beanspruchungen kommen.
Die in der Windmilling Condition funktionslose Hochdruckwelle ist fiir die Scha-
denstoleranzanalyse zu vernachléssigen. Dementsprechend besitzt das fiir die Scha-
denstoleranzanalyse verwendete FEM-Globalmodell (siche Kapitel 5.2.1) nur die
Niederdruckwelle, um die Belastung an die tragende Struktur zu tibertragen.

5.2.1 Beschreibung Globalmodell

Das verwendete Globalmodell stellt ein stark abstrahiertes Strukturmodell eines
Turbofantriebwerks dar, welches seitliche Befestigungspunkte (griin) aufweist, wie
es in Abb. 5.6 zu sehen ist. Die Abbildung zeigt eine isometrische, teilweise geoffnete

£
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Abbildung 5.6: FEM-Modell eines Turbofantriebwerks

Ansicht des Modells, bei dem die unterschiedlichen Elementtypen farblich hervorge-
hoben sind. In blau sind die wesentlichen Gehéuseteile des Triebwerks abgebildet.
Sie bestehen aus Solid45-Elementen mit unterschiedlichen Materialzuweisungen,
um den Materialmix aus verschiedenen Werkstoffen gerecht zu werden. In Abb. H.4
im Anhang H ist eine tibersichtliche Darstellung der Materialzuordung zu finden.

Da auf die Modellierung des schubaufnehmenden Thrust Trunnions verzichtet wird,
ist das Modell nur an den bereits erwahnten drei Lagerpunkten aufgehangen, wobei
die Lagerpunkte vom IMC translatorisch in alle drei Raumrichtungen gebunden wer-
den, um das Modell ausreichend festzulegen. Das hintere Lager an der RBS-Struktur
ist dabei nur in x- und y-Richtung festgelegt. Die durch das Weglassen des Thrust
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Trunnion entstehenden Abweichungen der relevanten Verformungen und Spannun-
gen liegen bei unter 1%, was als hinnehmbar klein angesehen wird.

Belastet wird die Struktur durch eine Belastungsroutine, die den vordersten Wel-
lenknoten mit einer umlaufenden Biegebelastung beaufschlagt, um den unwuchtigen
Fan darzustellen. Das IMC besitzt insgesamt acht Streben, die mit drei unterschied-
lich groflen Ringstrukturen verbunden sind. Hierbei wird auf eine stromungsopti-
mierte Formgebung verzichtet, um die Berechnungszeit klein zu halten. Aus dem
gleichen Grund weist das gesamte Modell keinerlei Kerbradien auf, was die einfache
Vernetzung mit Hexaedern erméglicht. Kerbradien sind nur in den Submodellen be-
riicksichtigt.

Die RBSS besteht aus zwei ringférmigen Segmenten, bei dem das innere Segment
ebenfalls acht Streben aufweist. Verbunden sind die beiden Segmente mit einer Rah-
menstruktur (A-Frame, siehe Abb. 5.7) aus MPC184-Elementen (Multipoint Cons-
traint Element), die eine starre Balkenverbindung darstellen und zur reinen Kraft-
iibertragung dienen. Zwischen dem IMC und der RBSS ist die statische Geh&use-
struktur vereinfacht abgebildet, jedoch stellt die innere Gehéusestruktur, durch ihre
Formgebung und der Materialzuweisung, die steifere Verbindung dar.

Markant am Modell in Abb. 5.6 ist die einzelne zentrale Welle (orange), welche die
Niederdruckwelle darstellt. Sie besteht aus BEAM188-Elementen. Dabei handelt es
sich um 3D-2-Knoten-Balkenelemente, denen iiber weitere Eigenschaftseingaben ei-
ne Geometrie zugeordnet werden kann. In diesem Fall wird fiir die Querschnittsform
vereinfachend eine Vollwelle verwendet, was strukturmechanisch keinen nennenswer-
ten Einfluss auf die Gehausestruktur ausiibt; zumal die Welle nicht im Fokus der
Betrachtung steht. Gelagert ist die Welle ebenfalls mit MPC184-Elementen, was den
Innenringen vom IMC und RBSS eine starre Modellierung verschafft.

Insgesamt besteht das Triebwerksmodell aus 117.789 Elementen mit 129.843 Kno-
ten im Ursprungszustand, dessen Elementierung durch eine Sensitivitdtsanalyse an
interessierenden Orten angepasst ist, was iiberwiegend die Modellierung der IMC-
Struktur betrifft. Sie ist in Abb. 5.7 zusammen mit der RBS-Struktur dargestellt.
Wie zu erkennen ist, wird die Welle durch eine Vielzahl an MPC-Elementen mit der

Abbildung 5.7: IMC-Struktur (links) und RBS-Struktur (rechts)
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Tragstruktur verbunden. Die Anzahl ist dabei das direkte Ergebnis einer der getatig-
ten Sensitivitdtsanalysen. Bei einer verminderten Anzahl an Verbindungselementen
haben sich Probleme der Krafteinleitung gezeigt und Spannungsspitzen erzeugt.
Die Gréflenunterschiede der Elemente an den Ubergangsstellen zwischen den Streben
zu den jeweiligen Ringen erscheinen grof, sind jedoch nicht mafigeblich, da an den
meisten Stellen keinerlei Auswertung erfolgt. Die eigentliche Auswertung bzw. Span-
nungsanalyse erfolgt iiber Submodelle, die in Kapitel 5.2.2 beschrieben sind. Einzig
die Verschiebungen, die als UbergabegroBe an die Submodelle iibergeben werden,
sind als Ausgabegrofie in diesen Bereichen relevant, erfordern jedoch keine feinere
Elementierung. Sowohl die Elementierung als auch die Abmafle des Gesamtmodells
sind durch einen parametrischen Aufbau vollstandig einstell- und veranderbar, wo-
bei die fiir die Untersuchung verwendeten Abmafle des Globalmodells im Anhang H
zusammengefasst sind.

Fir die Abbildung der Schidigung im Gesamtmodell, die sich aufgrund des zu un-
tersuchenden Uberlastfall des FBO-Windmillings ergibt, sind an den Ubergingen
der Streben zum innersten Ring Kontaktelemente eingefiigt (siche Abb. 5.8). Damit
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Abbildung 5.8: Kontaktmodellierung der Strebenanbindung im IMC

kann die Schadigung fiir die jeweilige Strebe prozentual, je nach Elementierung,
einzeln modelliert werden, um den Einfluss auf das Gesamtmodell entsprechend zu
untersuchen. Zusétzlich konnen mit Hilfe der Kontaktelemente die Auswirkungen
von verschiedenen Kontaktdefinitionen untersucht werden. Dazu zahlt eine normale
Kontaktdefinition, die einen Riss bzw. Lastpfadunterbrechung fiir einen Zugzustand
abbildet und eine Kontaktdefinition, die ebenfalls im Druckzustand eine Lastpfad-
unterbrechung darstellt. Letztere ist umgesetzt mit einer nicht behinderten Durch-
dringung der Kontaktflachen.

Fiir die Kontaktmodellierung werden Contal73- und Targel70-Elemente verwen-
det. Das Kontaktelement ist ein 3D-4-Knoten-Element, welches fiir Flachenkontakte
(“surface to surface®) genutzt wird und mit einer entsprechenden Zielfliche (“target
surface“) interagieren kann, die mit Target-Elementen iiberzogen ist. Die Ergebnisse
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beider Modellierungen werden im Kapitel 5.4 vorgestellt und diskutiert. Alle sich
daraus ergebenden Erkenntnisse und Konsequenzen flieen entsprechend in darauf
folgende Schadenstoleranzanalyse ein.

Mit Hilfe der Kontaktelemente, die sich an den finf IMC-Streben zwischen der 12
und 6h-Position auf der Befestigungsseite befinden, kann ein entsprechend hoher
Beschéadigungsgrad der IMC-Struktur dargestellt werden. Sie werden jedoch nicht
dazu verwendet, um einen Rissfortschritt fiir eine Lebensdaueranalyse zu simulie-
ren. Hierzu wird das bereits erwéhnte Simulationsprogramm Beasy genutzt (siehe
Kapitel 5.2.3), welches u. a. eine Submodellgeometrie verwendet, die z. B. einen Ker-
bradius beinhaltet. Weitere Moglichkeiten zur Abbildung einer Schadigung werden
im Anhang J kurz aufgezeigt und diskutiert.

5.2.2 Beschreibung Submodell Ansys

Mit dem Submodell lassen sich die Bereiche, die besonders von Interesse sind, de-
taillierter beschreiben. Dazu zéahlen im IMC die Anbindungsstellen der Streben am
Innenring der Struktur. Ein Submodell besteht aus insgesamt 258.100 Elementen
mit 244.776 Knoten. Neben den Solid45-Volumenelementen besitzt das 3D-Modell
noch einen Uberzug aus Shell181-Elementen, um eine weitere Ausgabemdglichkeit
fir die Oberflachenspannung (siehe Kapitel 5.1.1) zu nutzen. Das erh6ht zwangslau-
fig die Elementanzahl, die damit die des Globalmodells ubertrifft, was den Aufwand
einer strukturmechanischen Analyse widerspiegelt. Zudem weist das Submodell ei-
nen parametrisch einstellbaren Kerbradius auf, der in einer Voreinstellung einen
Wert von 4 mm besitzt. Dieser benotigt entsprechend einen hohen, gleichmafigen
Vernetzungsgrad, um das Spannungsgeschehen im Kerbbereich adédquat wiederzu-
geben. Gerade die gleichméflige Vernetzung ist im spéteren Verlauf notwendig, um
den Spannungsgradienten ins Bauteilinnere zu bestimmen.

Aufgrund der Tatsache, dass nur der Anbindungsbereich der Streben am Innenring
der IMC-Struktur mit den Submodellen abgebildet wird, kann aus Symmetriegriin-
den stets das gleiche Submodell verwendet werden, was den Aufwand minimiert. Es
erfihrt je nach Einsatzort eine Koordinatentransformation und die entsprechenden
Verschiebungen aus dem Globalmodell, um die jeweilige Strebenanbindung darzu-
stellen. Somit ist durch eine Submodellvariante eine Vielzahl an moglichen Schadi-
gungen abbildbar, was fiir diese Untersuchung ausreichend ist.

Da das Submodell universell fiir die detaillierte Abbildung der inneren Strebenan-
bindungen verwendet wird, ist die Vernetzungsdichte relativ hoch gewéhlt. Dadurch
kann jeder Ort an der Kerboberfliche des Submodells ausgewertet werden, ohne
einem zuséatzlichen Bewertungsprozess unterzogen werden zu miissen. Somit ist si-
chergestellt, dass das gleiche Submodell fiir die verschiedenen Beanspruchungssitua-
tionen, die sich aus der fortschreitenden Schadigung der Gesamtstruktur ergeben,
verwendet werden kann.

5.2.3 Beschreibung Submodell Beasy

Geometrisch stimmt das Submodell von Beasy vollstandig mit dem von Ansys tiber-
ein. Moglich ist dies durch eine Importroutine in Beasy, die sowohl Modelldaten im
inp-Format als auch Ergebnisse von erfolgten FEM-Berechnungen einlesen kann,
wobei entsprechend rst-Dateien eingelesen werden. Bei der letzteren Moglichkeit
nutzt Beasy die von der FEM-Berechnung ermittelten Verschiebungen und berech-
net daraus eine eigene Losung fiir das Modell. Fiir die Importierung erhélt Beasy
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Abbildung 5.9: Submodell fiir Beanspruchungsbewertung
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Abbildung 5.10: Submodell fiir Rissfortschrittsuntersuchung

ein groberes Submodell von Ansys, welches 14.838 Elemente und 12.996 Knoten
aufweist, da zu grole Modelle nicht in Beasy importiert bzw. berechnet werden kon-
nen. Somit weist das letztendliche Submodell fiir die Rissfortschrittsimulation eine
Anfangselementzahl von 3.848 Elementen mit 24.540 Meshpoints auf. Die grobere
Modellierung wirkt sich bei REM-Modellen nicht so stark auf die Beanspruchungen
aus, wie es bei FEM-Modellen der Fall ist (siehe z. B. Abb. 5.2). Ein Vergleich der
ermittelten Spannungen beider Submodelle ist in Abb. I.1 im Anhang I zu sehen.
AuBerdem veréndert Beasy bei der Rissmodellierung selbststandig den Vernetzungs-
bereich um den Riss, wodurch die Anfangsvernetzung in diesem Bereich ohnehin
aufgehoben wird.

Als Elementtyp wird das Q38-Element verwendet, welches ein reduziertes quadra-
tisches Element mit acht Knoten und neun Meshpoints ist. Es besitzt jeweils drei
Knoten auf den Elementkanten, in denen innerhalb von Beasy die Berechnungsgro-
Ben ermittelt werden, wihrend die Meshpoints nur die geometrischen Informationen
enthalten. Dementsprechend besitzt ein quadratisches Element ebenfalls einen Kno-
ten im Elementzentrum.
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5.3 Materialmodell

Bei der vorhandenen Triebwerkstruktur handelt es sich um eine Leichtbaustruktur,
deren Komponenten aus verschiedenen Werkstoffen bestehen (siche z. B. Abb. H.4).
Jede Komponente besteht dabei aus einem Werkstoff, der fiir die jeweilige Anwen-
dung hin speziell ausgesucht bzw. gezielt hergestellt wird, um den hohen Anforde-
rungen an den Leichtbau gerecht zu werden. Die in dieser Arbeit ndher untersuchte
Struktur besteht aus einer Magnesiumgusslegierung und stellt damit den Stand der
Technik dar. Fiir einen Festigkeitsnachweis dieser Struktur, der im Folgenden als
Teil der Schadenstoleranzanalyse angefertigt wird, sind demnach alle erforderlichen
Festigkeiten und dazugehorigen Grofen zu ermitteln, damit die vorhandenen Bean-
spruchungen bewertet werden konnen.

Da die vorliegende Arbeit eine Berechnungs- und Bewertungsstrategie zur Scha-
denstoleranzanalyse von komplexen Bauteilen aufzeigen soll und daher das Beispiel
eines vereinfachten Triebwerkmodells unter Windmilling post Fan Blade off Conditi-
on verwendet, erscheint es als angemessen, dass der verwendete Werkstoff ebenfalls
als solcher verallgemeinert dargestellt wird. Somit sind die folgenden Werte und Pa-
rameter das Ergebnis einer Zusammenstellung von verschiedenen Magnesiumgussle-
gierungen, die aus diesem Grund fiir eine genaue Festigkeitsbeurteilung in der Form
nicht zu verwenden sind. Sie stellen weiterhin weder 50%-Werte dar, noch sind aus
ihnen bereits enthaltende Stiitzwirkungen herausgerechnet, da die Probengeometri-
en teilweise nicht genau dokumentiert sind.

Die Werte gelten fiir feinporige Gussstrukturen, unter normaler Raumtemperatur
und korrosionsarmer Umgebung. Alle diese Einflussfaktoren haben einen sehr gro-
B8en Einfluss auf die Festigkeitswerte. Mit einem feinporigen Gussgefiige wird zudem
unterstellt, dass die in der Luft- und Raumfahrttechnik verwendeten Gussbauteile
mit hohem Aufwand gefertigt und daher keine nennenswerte intrinsischen Defekte
aufweisen. In Tabelle 7 sind die statischen Festigkeitswerte aufgelistet, welche tiber-
wiegend angelehnt sind an den Werkstoff Rz5 nach [MEO0G].

Tabelle 7: Statische Werkstoffwerte der verwendeten Magnesiumgusslegierung nach [MEO06]

Statische Festigkeitswerte

Dehngrenze Ry 2 150 MPa E-Modul E 44 GPa
Zugfestigkeit R,, 220 MPa  Schubmodul G 17 GPa
Bruchdehnung As 4,5 % Poissonzahl v 0,35
Schubfestigkeit 7, 140 MPa

Die Zeit- und Dauerfestigkeitswerte orientieren sich an den Magnesiumgusslegierun-
gen Rz5 und AZ91 (PT 1), wobei Letztere durch [FKMO8] die Mehrzahl der in
Tabelle 8 aufgelisteten Werte liefert. Der Zug-Druck-Wechselfestigkeitswert liegt in-
nerhalb der fiir Magnesiumgusslegierungen typischen Werte, wie sie z. B. in [JUV67]
zu finden sind (siehe Abb. 5.11).

Fiir die Verwendung der MMM-Hypothese ist das Wissen beziiglich des Zug-Schub-
Wechselfestigkeitsfaktors k, essentiell. Da jedoch keine Ergebnisse aus Torsionswech-
selversuchen fiir die genannten Werkstoffe vorliegen, kann k, nur nadherungsweise
bestimmt werden. Dies geschieht iiber Tabelle 9, welche aus [FOR62] stammt und
verschiedene Wechselfestigkeitsverhéltnisse 7y /ow,, diverser Werkstoffe gegeniiber-
stellt. Damit ist nicht das notwendige Verhéltnis der Zugwechselfestigkeit zur Schub-
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Tabelle 8: Zeitfestigkeitswerte der verwendeten Magnesiumgusslegierung nach [MEQ6]

. [FKMOS)]
Dauerfestigkeitswerte Zeitfestigkeitswerte
Biegewechselfestigkeit oy 100 MPa  Zyklische Dehngrenze R , 350 MPa
Zug-Druck-Wechselfestigkeit oy 90 MPa  Verfestigungsexponent n’ 0,2361
Mittelspannungsempfindlichkeit M (0,48)*  Zugschwellfestigkeit ogcpw (120 MPa)*
Wohlersteigung k (10)**

()* Klammerwert berechnet, ()** Klammerwert berechnet aus AZ91 HP'® Versuchsdaten aus [FKMO0S]
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Abbildung 5.11: Wechselfestigkeitswerte fiir Magnesiumlegierungen nach [JUV67]

wechselfestigkeit aufgezeigt, jedoch ein nahezu dhnliches Verhéltnis aus gestiitzten
Schub- und Normalspannungswerten, die in etwa den Werten der Schubwechselfak-
toren fyy. der Tabelle 2 entsprechen. Laut Tabelle 9 sind Magnesiumgusswerkstoffe
in ihrem t/b-Verhéltnis identisch mit Aluminiumgusswerkstoffen, die in Tabelle 2
auf Seite 55 einen ungestiitzten Wert von k, = 1, 333 aufweisen. Folglich sollte dieser
Wert fiir Magnesiumgusswerkstoffe gelten und wird daher verwendet.

Die verwendete Wohlersteigung entstammt dabei nicht aus dem Berechnungskon-
zept, sondern aus einem Wohlerdiagramm aus [FKMO8] und entstammt damit aus
einem Versuch.

In der Literatur, wie beispielsweise in [SZK03], ist fiir die Magnesiumgusslegierung
AZ91 HP' eine wesentlich hohere Mittelspannungsempfindlichkeit von M ~ 0,6
ausgewiesen. Dieser Wert wird jedoch nicht verwendet, um eine weitere Werkstoft-
vermischung zu vermeiden. Vielmehr soll darauf hingewiesen werden, dass Magne-
siumgusswerkstoffe teilweise sehr hohe Mittelspannungsempfindlichkeiten aufweisen
konnen, die iiber die in Abb. 2.4 gezeigten Werte hinausreichen. Generell ist beim
Magnesiumwerkstoff weiterer Forschungsbedarf hinsichtlich belastbarer Festigkeits-
werte vorhanden. So zeigt dieser Werkstoff grofie Streuungen bei Versuchswerten,
weswegen er keinen Einzug in die [FKM12]-Richtlinie gefunden hat.

In Tabelle 10 sind die fiir die Bruchmechaniksimulation notwendigen Werkstoffwerte
aufgelistet. Sie beruhen auf Werte der Magnesiumgusslegierung Rz5 aus [MEOQG].

16engl. high purity, kennzeichnet Mg-Legierungen mit einen geringen Anteil an Eisen, Kupfer und Nickel
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Tabelle 9: Wechselfestigkeitsverhiltnisse fiir Torsion (t) und Biegung (b) diverser Werkstoffe nach
[FOR62]

Intervall Anzahl Durchschnitts-

Werkstoff des beriicksichtigter wert von

Verhéltnisses t/b Versuche t/b
Schweilbarer Stahl 0,52 - 0,69 31 0,60
Aluminiumknetlegierungen 0,43 - 0,74 13 0,55
Kupferknet- und 0,41 - 0,67 7 0,56
Kupferlegierungen
Magnesiumknetlegierungen 0,49 - 0,60 2 0,54
Titan 0,37 - 0,57 3 0,48
Gusseisen 0,79 - 1,01 9 0,90
Aluminiumguss- und 0.71 - 0.91 5 0.85

Magnesiumgusslegierungen

Tabelle 10: Bruchmechanische Kennwerte der verwendeten Magnesiumgusslegierung nach [MEQG]

Bruchmechanische Kennwerte

Paris-Erdogan Parameter C 1,54-107° m 2,69
Schwellspannungsintensitdt AKy:, 79 MPay/mm  Risszdhigkeit K7, 515 MPay/mm

5.4 Gegeniiberstellung der Modellierungen

Mit Hilfe der Kontaktmodellierungen sollen mogliche Durchrisse innerhalb der IMC-
Struktur abgebildet werden, um ihre Auswirkungen auf die Beanspruchungssituation
der Gesamtstruktur zu untersuchen. Gleichzeitig sollen die Orte identifiziert werden,
welche in einer genaueren Untersuchung naher betrachtet werden miissen.

Die Kontaktmodellierung mit der Moglichkeit der Durchdringung stellt eine drasti-
sche Verédnderung fiir die Schadensmodellierung dar. Durch die Durchdringung ver-
liert die entsprechende Strebe jegliche Moglichkeit der Kraftiibertragung und zwingt
die verbleibende Struktur, die Belastung aufzunehmen. Es werden somit frithzeitig
Lastpfade unterbrochen und neue Lastpfade aktiviert.

Die andere Modellierung, ohne Moglichkeit der Durchdringung, kommt dem rea-
len Verhalten sehr nahe. Sie unterbricht den Lastpfad bei einer vorherrschenden
Zugbelastung, wihrend bei einer Druckbelastung der Lastpfad ungestort ist. Die
nachfolgende Untersuchung soll zeigen, welche der beiden Kontaktmodellierungen
fiir eine Festigkeitsbetrachtung einer statisch unbestimmten Struktur zu verwenden
ist bzw. welche Auswirkungen die unterschiedlichen Kontaktmodellierungen auf die
strukturmechanischen Ergebnisse haben.

Die folgenden Ergebnisse basieren auf Berechnungen, die jeweils einen vollstandigen
Umlauf der Unwucht zeigen. Dabei ist der Umlauf in acht Einzelschritte aufgeteilt,
beginnend mit einer Belastung in x-Ri., die gegen den Uhrzeigersinn fortgesetzt wird
(s. Abb. 5.12). Der Schédigungsprozess wird dabei mit Hilfe der erwéhnten Kontakt-
modellierungen nachgebildet, bei denen vereinfacht an den Streben ein Durchriss
mittels Kontaktelemente (ohne und mit Durchdringung) modelliert wird. Die Abbil-
dung ohne Durchdringung wird im weiteren Verlauf als Modellierung ,, mit Kontakt*
und entsprechend die andere als Modellierung ,,ohne Kontakt“ bezeichnet.
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Abbildung 5.12: IMC-Streben und Lastschrittreihenfolge

Kleinere modellierte Risse verursachen bei beiden untersuchten Modellierungsvari-
anten keine nennenswerten Anderungen in den strukturmechanischen Ergebnissen
des Gesamtmodells. Die Schidigungen in Form der Durchrisse reichen demnach aus,
um die wesentlichen Unterschiede der Kontaktmodellierungen hervorzuheben. Ange-
fangen wird mit der unbeschadigten IMC-Struktur, was als ,,Schaden 0“ bezeichnet
wird. Die sich ergebende mégliche Schadensreihenfolge ist zusammenfassend am En-
de des nachfolgenden Kapitels abgebildet.

5.4.1 Schadensortermittlung

Fiir die Ermittlung eines wahrscheinlichen Schadensortes ist bei einem 2D- bzw.
3D-Bauteil die Verwendung einer Vergleichsspannung notwendig, da die Beanspru-
chungszusténde mehrachsig sind. Dementsprechend ist eine geeignete Festigkeitshy-
pothese zu wahlen. Da fiir die IMC-Struktur ein Werkstoff mit k£, = 1,3 verwendet
wird, gilt weder die von Mises Hypothese noch die Normalspannungshypothese. Die
Erstgenannte erbringt hier sowieso keine zufriedenstellende Aussage, da sie keine
Unterscheidung zwischen Zug- und Druckbeanspruchungen ermoglicht. Hier bietet
die MMM-Hypothese eine weitaus zufriedenstellendere Mdoglichkeit zur Darstellung
eines komplexen Beanspruchungsgeschehen.

Im Ausgangszustand ist das Globalmodell unbeschéadigt, was in Abb. 5.13 durch ein
Submodell der IMC-Struktur dargestellt ist. Darin sind die jeweiligen ungestitzten
Vergleichsspannungen nach der MMM-Hypothese zu sehen, die sich fiir die einzelnen
Lastschritte ergeben.

Als Ausgangsgrofle fiir die Ermittlung der ungestitzten MMM- Vergleichsspannung
o, (Gl (3.10)) dienen die Oberflichenergebnisse des Solid45-Elements (siehe
Kapitel 5.1.1), die mit einer Matlabroutine zur MMM-Vergleichsspannung umge-
rechnet und Ansys zum Plotten zur Verfiigung gestellt werden. Hierbei werden u.
a. nur fir die Ermittlung der Vorzeichenfunktion separate Mohrsche Invarianten
berechnet, die aus mittelspannungsfreien Spannungskomponenten entstammen, da
eine vorhandene Mittelspannung die Schaltfunktion der Vorzeichenermittlung be-
einflussen kann. Als Folge konnen falsche Vorzeichen ausgegeben werden, was zu
unplausiblen Ergebnissen fiihrt. Naheres hierzu ist im Anhang N nachzulesen.

Es ist ebenfalls darauf hinzuweisen, dass die Spannungsergebnisse aufgrund der gro-
ben Modellierung des Globalmodells nicht belastbar sind. Sie sollen vielmehr einen
groben Eindruck des Spannungsflusses vermitteln, in welchen Bereichen der Struk-
tur spater gezielt mit feineren Methoden gearbeitet werden muss.

Wie Abb. 5.13 zeigt, ergeben sich im ersten Lastschritt auf der rechten Seite Druck-
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ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
STEP=1 STEP=8
SUB =1 SUB =1
TIME=1 TIME=8
MMM  (NOAVG) MMM (NOAVG)
DMX =1.05872 DMX =1.18326
SMN =-123.409 SMN =-191.983
SMX =104.321 SMX =100.415
X 7 X
-123.409 -72.8023 -22.1957 28.411 79.0177 -191.983 -127.00] -62.0283 2.949
-98.1057 -47]99 .30767 53.7143 104.321 -159.4 17 +29.539 35.4377 100.415
W/sys| [t W/ ISYS
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
| s
STEP=2 STEP=7
SUB =1 suB =1
TIME=2 TIME=7
MMM (NOAVG) MMM (NOAVG)
DMX =.979561 DMX =1.10756
SMN =-185.47 SMN =-149.771
SMX =103.991 i 7 SMX =138.89
K X Z X
R e
-185.47 -121.145 -56.8207 7.504 71.8287 -149.771 -85.6241 -21.4772 42.6697 106.817
~153.308 -88P83 -246583 39.6663 103.991 - -53. 7 10. 138.89
1 /NSy |1 . S
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
STEP=3 STEP=6.
suB=1 SuUB =1
TIME=3 TIME=6
MMM  (NOAVG) \ MMM  (NOAVG)
DMX =1.10756 DMX =.979561
SMIN =-138.89 SMIN =-103.991 L
SMX =149.771 SMX =185.47
Z X Z X
e
o
-138.89 -74.7431 -10.5962 53.5507 117.698 -103.991 -39.6663 24.6583 88.983 308
17 -a2k607 21h772 148,771 -71.8287 -7.5p4 56,5207 185.47
1 W/0sYs| (1 W ISYS
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
STEP=4 STEP=5
SUB =1 SUB =1 o
TIME=4 TIME=5
MMM (NOAVG) MMM (NOAVG)
DX =1.18326 DMX =1.05872
SMIN =-100.415 SMIN =104.321
SMX =191.983 SMX =123.409
X B x
-100.415 35.4377 29.5307 -104.321 53.7143 E 98.1057
-67.9263 E 191.983 79.0177 8023 123.409

Abbildung 5.13: Darstellung der MMM-Vergleichsspannungshypothese fiir eine Unwuchtbelastung
von 500 kN als Elementergebnis der IMC-Struktur (Schaden 0), aufgeteilt in Lastschritte 1 bis 8

und auf der linken Seite Zugbeanspruchungen. Im weiteren Verlauf wandern beide
Bereiche entsprechend der dufleren Belastung um, wobei sich aufgrund der einseiti-
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gen Lagerung niemals eine vollsténdige Symmetrie in den Beanspruchungen ergibt.
Dies trifft selbst im ersten Lastschritt zu. Die grofite Beanspruchung ist im vierten
Lastschritt auszumachen und betrifft die Strebe zur unteren Aufhidngung (Strebe
VIII). Im Vergleich besitzt die Strebe zur oberen Aufhédngung (Strebe II) im sechs-
ten Lastschritt ihr Beanspruchungsmaximum, welcher einen etwas niedrigeren Wert
aufweist, weil das Gesamtmodell unsymmetrisch gelagert ist (siehe Abb. 5.6).
Demzufolge ist davon auszugehen, dass im statistischen Mittel die Strebe VIII, unter
den gegebenen Annahmen, zuerst versagen wird, weshalb an ihr als Erstes ein fiktiver
Durchriss zu modellieren ist. Die Strebe II, mit ihrem fast gleich grolen Beanspru-
chungsniveau, folgt aus naheliegenden Griinden als wahrscheinlicher Schadensort,
da die Ermtdungsschiadigung dhnlich hoch ausfallen diirfte; zumal alle anderen Be-
reiche wesentlich geringere Spannungen aufweisen.

Bei einer durchgerissenen ersten Strebe (Strebe VIII), was im weiteren Verlauf mit
»,Schaden 1“ bezeichnet wird, ist zwischen den beiden Kontaktmodellierungen kein
Unterschied im Ergebnis festzustellen, sofern besagte Strebe nicht auf Druck belastet
wird. Das zeigt die Darstellung des Umlaufs fiir beide Modellierungen im Anhang
K und L. Dort befinden sich fiir die verschiedenen Schadenskonstellationen die ent-
sprechenden Ergebnisse der Umlaufe.

Beide Kontaktmodellierungen erreichen im Lastschritt vier (siche Abb. 5.14) ihr Be-

ohne Kontakt mit Kontakt
= =

ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
STEP=4 L4 STEP=4 L4
suB=1 SUB =1
TIME=4 TIME=4
MMM  (NOAVG) MMM  (NOAVG)
DMX =3.29446 DMX =3.29446
SMN =-164.291 SMN =-164.291
SMX =195.553 SMX =195.553

-164.291 -84.3257 -4.36033 75.605 155.57 -164.291 -84.3257 -4.36033 75.605 155.57

-124.308 -44.343 35.6223 115.588 195.553 -124.308 -44.343 35.6223 115.588 195.553
= =

ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
STEP=6 L6 STEP=6
SUB =1 SUB =1
TIME=6 TIME=6
MMM  (NOAVG) MMM (NOAVG)
DMWX =1.05138 DMX =.974438
SMN =-97.955 SMN =-103.947
SMX =188.687 SMX =186.512

LD R —

-97.955 -34,2568 29.4414 93.1397 156.838 -103.947 -39.4006 25.1459 89.6923 154.239

-66.1059 -2.40767 61.2906 124.989 188.687 -71.6738 -7.12733 57.4191 121.966 186.512

Abbildung 5.14: Ausgewéhlte Vergleichsspannungsergebnisse der beiden Kontaktmodellierungen
bei einem fiktiven Durchriss der Strebe VIII (Schaden 1), Lastrichtung mit Pfeil dargestellt

anspruchungsmaximum an der Strebe I. Da jedoch die Strebe II bisher ein hoheres
Beanspruchungsniveau erlebt hat, ist der folgende Durchriss an ihr zu modellieren.
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5.4 Gegeniiberstellung der Modellierungen

Dies wird zusatzlich dadurch bestéatigt, dass die Strebe II in dieser Schadenskon-
stellation nahezu gleich hoch beansprucht ist, jedoch im sechsten Lastschritt (siehe
Abb. 5.14). Beide Kontaktmodellierungen zeigen demnach keine wesentlichen Un-
terscheidungen hinsichtlich ihrer Beanspruchungsmaxima.

In der folgenden Abb. 5.15 sind ausgesuchte Lastschritte dargestellt, die sich auf-
grund eines zusatzlichen Durchrisses der Strebe II ergeben. Die Ergebnisse der Ge-
samtumlaufe beider Kontaktmodellierungen sind im Anhang K.2 und L.2 hinterlegt.

ohne Kontakt mit Kontakt

o
|

ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION

STEP=3
SUB =1

TIME=3

MMM (NOAVG)
DMX =8.62838
SMN =-297.567
SMX =318.891

STEP=3
SUB =1

TIME=3

MMM (NOAVG)
DMX =2.6618
SMN =-164.995
SMX =117.11

— —
-297.567 -160.576 -23.5857 113.405 250.396 -164.995 -102.305 -39.615 23.075 85.765
- -133.65 -70.96 -4 54.42

-229.072 -92.081 44.9097 181.9 318.891 117.11

ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION

STEP=4

suB=1

TIME=4

MMM  (NOAVG)
DMIX =3.29512
SMN =164.275
SMX =195.577

STEP=4

SUB =1

TIME=4

MMM (NOAVG)
DMX =6.88562
SMN =-213.801
SMX =314.555

-213.801 96.3886 -164.275 -84.3079 -4.34078 75.6263 155.593
-155.095 -1 3

9 3
314.555 35.6428 115.61 195.577

Abbildung 5.15: Ausgewéhlte Vergleichsspannungsergebnisse der beiden Kontaktmodellierungen
bei einem fiktiven Durchriss der Streben VIII und IT (Schaden 2)

Wie zu erkennen ist, weist die Modellierung ohne Kontakt den grofiten Beanspru-
chungswert von beiden Kontaktmodellierungen auf. Er befindet sich auf der abge-
wandten Seite am Ubergang zum Mittelkreis der Strebe VII. Hier zeigt sich, dass
durch die stiitzende Wirkung des Kontakts der Wert bei der Modellierung mit Kon-
takt wesentlich geringer ist. Er betragt fir das gleiche Element nur ca. 37% des
Maximalwerts der Modellierung ohne Kontakt. Markant ist, dass der Ort der mi-
nimalen Beanspruchung bei beiden Modellierungen unterschiedlich ist. Durch den
Druckkontakt der Strebe II wird die Strebe III wesentlich entlastet, wodurch die
Druckfaser der Biegebeanspruchung der Strebe VII die grofite Druckbeanspruchung
aufweist. Fir die Modellierung mit Kontakt stellt der vierte Lastschritt den kriti-
schen Lastfall dar und entwickelt sein Maximum am Ubergang der Strebe I zum
Innenkreis. Die Modellierung ohne Kontakt weist dort einen 60% hoheren Wert auf.
Hier wird dem Umstand Rechnung getragen, dass die Strebe II keine stiitzende Wir-
kung besitzt und Strebe III nahezu allein den Lastpfad zur Authdngung tibernimmt.
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Beide Kontaktmodellierungen zeigen unterschiedliche Orte auf, an denen mit ei-
nem moglichen weiteren Versagen einer Strebe zu rechnen ist, was bedingt ist durch
die zunehmend voneinander abweichenden Verformungen der beschidigten IMC-
Struktur. Spatestens ab dieser Schadenskonstellation ist eine weitere Vorhersage
eines moglichen Schadensortes als kritisch anzusehen, da auch strukturdynamische
Verdnderungen berticksichtigt werden miissen, die sich durch den Schadensfortschritt
ergeben (haben). Diese stehen in der vorliegenden Arbeit nicht im Fokus der Betrach-
tung, wodurch die folgenden Schadensbetrachtungen der Veranschaulichung dienen
und nur die Auswirkungen des fortschreitenden Schadens deutlich machen sollen. Die
folgenden fiktiven Durchrisse werden weiterhin an den Anbindungstellen der Streben
am Innenring eingefiihrt, was in diesem Fall der Vorhersage der Modellierung mit
Kontakt entspricht und die unrealistische Vorhersage der Kontaktmodellierung mit
Durchdringung bewusst ignoriert.

Wird zusétzlich die Strebe I mit einem fiktiven Durchriss versehen (Schaden 3
Abb. 5.16), werden auch hier Unterschiede der Kontaktmodellierungen erkennbar.
Wiéhrend die Modellierung mit Kontakt ihre hochste Beanspruchung im Umlauf

ohne Kontakt mit Kontakt

ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION

STEP=3

SUB =1

TIME=3

MMM  (NOAVG)
DMIX =9.74223
SMN =-247.858
SMX =330.156

STEP=6

SUB =1

TIME=6

MMM (NOAVG)
DMX =2.86127
SMN =-186.252
SMX =165.798

—
-247.858

-119.41 9.03711 137.485 265.932 -186.252 -108.019 -29.7853 48.448 126.681
-183.634 -55.1867 73.2609 201.708 330.156 -147.135 -68.902 9.33133 87.5647 165.798
— — — s —

Abbildung 5.16: Ausgewahlte Vergleichsspannungsergebnisse der beiden Kontaktmodellierungen
bei einem fiktiven Durchriss der Streben VIII, IT und I (Schaden 3)

(siche u. a. Abb. L.3 im Anhang) im sechsten Lastschritt an der Strebe III am
Innenring aufweist, ist fiir die Modellierung ohne Kontakt der dritte Lastschritt der-
jenige mit der hochsten Beanspruchung. Dabei ist wiederum die Verbindung der
Strebe VII am Mittelring der Ort mit der hochsten MMM-Vergleichsspannung, der
einen dreifach hoheren Wert aufweist als die andere Kontaktmodellierung beim glei-
chen Lastschritt und Ort. Auch hier kommt wiederum der Effekt zum Tragen, dass
fiir die Modellierung ohne Kontakt keine Stiitzwirkung vorhanden ist, was die hohe-
ren Beanspruchungswerte dieser Kontaktmodellierung erklart. Jedoch ist an dieser
Schadenskonstellation markant, dass die maximale Beanspruchung der Modellierung
mit Kontakt niedriger ist als in den vorangegangenen Schadensabbildungen. Urséch-
lich hierfiir diirfte die zunehmend verzweigtere Lastpfadsituation sein, die sich durch
die Kappung des direkten Lastpfads ergibt und durch die Stiitzwirkung ermoglicht
wird.

Am deutlichsten sind die Unterschiede bei Beriicksichtigung zuséatzlicher Durchrisse
der Streben III und VII zu erkennen, die die vertikalen Streben darstellen. Dies stellt
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ohne Kontakt

mit Kontakt

ELEMENT SOLUTION

STEP=7

suB=1

TIME=7

MMM  (NOAVG)
DMX =16.1321
SMN =-482.886
SMX =483.946

ELEMENT SOLUTION

STEP=6

SUB =1

TIME=6

MMM (NOAVG)
DMX =2.82002
SMN =-175.48
SMX =144.438

—
-268.034 -53.1829 161.669 376.52 -175.48

-160.609 54.2429 269.094

-33.2942 37.7987 108.892
-68.8407 2.25222 73.3451 144.438

—
-482.886 -104.387
-375. -

483.946 -139.934

Abbildung 5.17: Ausgewéhlte Vergleichsspannungsergebnisse der beiden Kontaktmodellierungen
bei einem fiktiven Durchriss der Streben VIII, II, I, IIT und VII (Schaden 5)

die groBtmogliche untersuchte Schadigungskonstellation dar, wobei der dazwischen-
liegende Schaden 4 vereinfacht ausgelassen wird.

Wie in Abb. 5.17 zu sehen, tritt die hochste Beanspruchung fiir die Modellierung
ohne Kontakt im siebten Lastschritt auf, wobei erstmalig eine Strebe auf der von
der Lagerung abgewandten Seite in den Fokus der Betrachtung riickt. Diese Stelle
ist jedoch bei der Modellierung mit Kontakt zu keinem Zeitpunkt im Umlauf (sie-
he Abb. L.4) der hochst beanspruchte Ort innerhalb eines Lastschritts. Im gleichen
Lastschritt gibt sie fiir diesen Ort eine nahezu vernachléssigbar kleine Vergleichs-
spannung an.

Fir die Modellierung mit Kontakt ist hingegen an der Strebe II am Mittelring der
Ort der hochsten Beanspruchung im sechsten Lastschritt. Dieser Ort ist jedoch zu
keinem Zeitpunkt des Umlaufs (siche Abb. K.4) die hochst beanspruchte Stelle bei
der Modellierung ohne Kontakt. Er gerat nicht in den Fokus.

Auch ist hier wiederum bei der Modellierung mit Kontakt ein weiteres Absenken
des Beanspruchungsniveaus auszumachen, was, wie bereits weiter oben erwahnt, an
der zunehmenden Aufteilung des Lastpfads liegt. Die andere Kontaktmodellierung
hingegen tendiert weiterhin zu hoheren Beanspruchungswerten, was u. a. auf die
Verringerung der verbleibenden Lastpfade zuriickzufithren ist. In Abb. 5.18 ist die
vorangegangene Untersuchung kompakt in Form eines Diagramms dargestellt.

In diesem Diagramm stellen die beiden durchgezogenen Linien die maximalen Ver-
gleichsspannungswerte der jeweiligen Modellierungen fiir die verschiedenen Schadi-
gungskonstellationen im Umlauf dar, die in Abb. 5.19 noch einmal zusammengefasst
dargestellt sind.

Mit den Kreisen sind die Streben erwahnt, an denen in der jeweiligen Kontakt-
modellierung die hochste ungestiitzte MMM-Vergleichsspannung ermittelt wurde.
Ausgehend von der unbeschidigten Struktur zeigen beide Modellierungen gleiche
Ergebnisse bis einschliefllich Schaden 1. Das Beanspruchungsniveau bleibt bis dahin
nahezu konstant, da beide im gleichen Lastschritt den gleichen Ort als hochstbean-
spruchten Bereich ausgeben. Erst ab Schaden 2 beginnen die beiden Modellierungen
sich im Ergebnis zu unterscheiden, wobei die Modellierung ohne Kontakt steigende
maximale Vergleichsspannungen ausgibt. Die Modellierung mit Kontakt prasentiert
hingegen leicht fallende Vergleichsspannungen. Zu erwahnen ist, dass die Orte und
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Streben mit Max. Vergleichsspannung im IMC
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Abbildung 5.18: Vergleich der Kontaktmodellierungen anhand der ermittelten MMM-Vergleichs-
spannung im IMC bei einer Unwucht von 500 kN

Lastschritte, an bzw. in denen die maximalen Beanspruchungen ermittelt werden,
sich bei beiden Modellierungen ab Schaden 2 markant unterscheiden. Aus diesem
Grund sind die gestrichelten Linien im Diagramm aufgefiihrt, welche jeweils die ma-
ximale Vergleichsspannung am Ort der hochsten Beanspruchung der jeweils anderen
Modellierung zeigen (mMAX und oMAX). Beispielhaft zeigt Schaden 5 die grofite
Diskrepanz. Wahrend bei der Modellierung ohne Kontakt im Lastschritt sieben die
grofite Vergleichsspannung ausgibt, ist der gleiche Ort (im selben Lastschritt) bei
der Modellierung mit Kontakt mit einer wesentlich geringeren Beanspruchung ver-
sehen. Die Beanspruchungen bei der Modellierung ohne Kontakt werden teilweise
weit zu hoch eingeschétzt.

Schaden 0 Schaden 1 Schaden 2

Abbildung 5.19: Darstellung der ermittelten und untersuchten Schadensreihenfolge
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5.4.2 Lagerkriifte

Neben den Veranderungen in den Beanspruchungen in der IMC-Struktur haben die
Schadigungen ebenfalls Auswirkungen auf die auftretenden Lagerkréfte der Gesamt-
struktur. Es ist jedoch nochmals zu erwdhnen, dass hier keine strukturdynamischen
Einfliisse beriicksichtigt werden und daher das Ergebnis vom realen Verhalten ab-
weichen kann.

VOR Lagerlast FY

=4-Schaden 0

—fi—Schaden 1

Schaden 2

Relative Lagerlast

=>¢=Schaden 3
===Schaden 5

Lastschritt

VOR Lagerlast FY Ohne Kontakt

=4=Schaden 0

=fi—Schaden 1
Schaden 2

Relative Lagerlast

=>é=Schaden 3
===Schaden 5

Lastschritt

Abbildung 5.20: Relative Lagerkraft der oberen Aufhéingung der IMC-Struktur in y-Richtung.

Verdanderungen zeigen sich u. a. an der y-Komponente der sich ergebenden Lagerkraft
der oberen Aufhingung der IMC-Struktur (VOR!, Abb. 5.20). Hier zeigen beide
Modellierungen Unterschiede bei voranschreitender Schadigung, deren Reihenfolge
jener aus Kapitel 5.4.1 gleicht. Die grofite Abweichung beider Modellierungen wird
bei Betrachtung der ersten Schédigung (Schaden 1) deutlich, bei der die Strebe VIII
betroffen ist. Wahrend sich die Modellierung mit Kontakt in den Lastschritten sechs
bis eins an den urspriinglichen Verlauf ohne Schadigung (Schaden 0) anschmiegt, was
an der moglichen Druckkraftiibertragung liegt, weicht die Modellierung ohne Kon-
takt nahezu in allen Lastschritten vom Ursprungsverlauf ab. Beide Modellierungen
gleichen sich jedoch in der ersten Hélfte des Umlaufs, da hier beide Modellierungen
keine Zugkrafte tibertragen konnen.

Fiir die Modellierung mit Kontakt ist im Bereich der Druckphase eine grofiere Kraft-
aufnahme in y-Richtung festzustellen, die bei wachsendem Schaden auf diesem ho-
hen Niveau verbleibt. Die Modellierung ohne Kontakt weist hingegen ein geringe-
res Kraftniveau auf, welches sich im Bereich des Ausgangszustands befindet, sofern
Schaden 1 nicht berticksichtigt wird. Bezogen auf die &uflere Unwucht ist jedoch eine

17VOR=Vorne Oben Rechts
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5 ABBILDUNG DER SCHADENSTOLERANZANALYSE

Phasenverschiebung zu beobachten, die mit zunehmendem Schaden wieder geringer
wird. Urséchlich hierbei ist woméglich die mit dem ersten Schaden unsymmetrische
Lagerungsstruktur, die durch die Schadenszunahme wieder symmetrischer wird.
Ebenfalls aufgrund der Symmetrie ist bei den Lagerkraftkomponenten in x-Richtung
in allen drei Lagern, den beiden vorderen Lagern der IMC-Struktur VOR und VUR!®
sowie der hinteren Lagerung HUR'Y, keine nennenswerte Abweichung bei Schadens-
zunahme festzustellen. Diese sind im Anhang M zusammengefasst dargestellt.

VUR Lagerlast FY

=4-Schaden 0

—f—Schaden 1
Schaden 2

Relative Lagerlast

=>=Schaden 3
==#=Schaden 5

Lastschritt

VUR Lagerlast FY Ohne Kontakt

g —4—Schaden 0
=
gp == Schaden 1
-
g Schaden 2
®
o =>é=Schaden 3
3

==fe=Schaden 5

Lastschritt

Abbildung 5.21: Relative Lagerkraft der unteren Aufhéngung der IMC-Struktur in y-Richtung.

In Abb. 5.21 sind die Verdnderungen der Lagerlast in y-Richtung von der unte-
ren Aufhangung der IMC-Struktur (VUR, Abb. 5.20)) zu sehen. Dabei verhalten
sich die symmetrischen Schadensfélle Schaden 2-5 analog zu den Lagerlastverlaufen
der oberen Aufhingung in y-Richtung, wenn diese um 180° um den vierten bzw.
fiinften Lastschritt punktsymmetrisch gedreht werden. Einzig die unsymmetrische
Schadigung der Strebe VIII (Schaden 1) sticht hierbei hervor, da das unterschiedlich
iibertragbare Kraftniveau deutlich zum Tragen kommt und die obere Aufhédngung
den grofleren Kraftanteil aufnimmt, wenn der direkte Weg zur unteren Aufhéngung
gestort ist.

Im Vergleich zu den vorderen Lagerlasten weisen die Komponenten der hinteren
Aufhdngung (HUR) wesentlich geringere Kréfte auf, wie es beispielsweise die Abb.
5.22 fiir die y-Komponente der relativen Lagerkraft darstellt.

18VUR=Vorne Unten Rechts
I9HUR=Hinten Unten Rechts
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HUR Lager|ast FY Mit Kontakt
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" 1 ==4=Schaden 5
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1,5
= ' =4=—Schaden 0
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Abbildung 5.22: Relative Lagerkraft der Authangung der RBS-Struktur (HUR) in y-Richtung.

Fir die Modellierung mit Kontakt ist nahezu kein Einfluss der Schadigung auf die
hintere Lagerreaktion auszumachen, soweit keine strukturdynamischen Einfliisse be-
riicksichtigt werden. Gleiches gilt fiir die Modellierung ohne Kontakt. Hier zeigt sich
jedoch, im Gegensatz zur anderen Modellierung, eine generelle Abnahme der Lager-
kraftkomponente bei steigender Schadigung.

Interessant ist jedoch, dass bei der Modellierung ohne Kontakt die Lagerbedingung
einen entscheidenden Einfluss auf die hintere Lagerkraft in y-Richtung aufweist. In
Schaden 5 (DOF? () ist die globale Lagerungsbedingung soweit abgeéndert, dass
alle Freiheitsgrade der drei Lagerpunkte fixiert sind. Daraus resultiert eine voll-
stindige Phasenverschiebung bezogen auf die &uflere Unwucht, die zusitzlich eine
Lagerlasterhohung zeigt. Schaden 3 und 2 zeigen dabei ebenfalls eine Phasenver-
schiebung, mit entsprechend geringeren Lasten. Alle anderen Komponenten und die
andere Modellierung zeigen diese Auffalligkeit nicht.

20engl. degree of freedom, Freiheitsgrad
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5.4.3 Auslenkungen der Welle

Im Folgenden sind die statischen Verschiebungen der Welle eines Umlaufs fiir die
beiden Modellierungen dargestellt. Hierzu sind die Verschiebungen auf den grofiten
ermittelten Radius im Ausgangszustand (Schaden 0) normiert und durch gleiche
Skalierung zueinander in Bezug gesetzt. Abb. 5.23 zeigt die Verschiebungen der
Lasteinleitungsstelle fiir die untersuchten Schadigungskonstellationen. Wie zu er-
kennen ist, weist der Ausgangszustand einen nahezu kreisférmigen Umlauf auf, der
sich bei voranschreitender Schidigung merklich verdandert. Schaden 1 beweist sich
als unsymmetrischer Schadensfall und lasst bei der Modellierung mit Kontakt eine
Vergroflerung der Verschiebung nur in Zugrichtung der Strebe zu. Die Modellierung
ohne Kontakt bildet hingegen eine vollstdndige Ellipsenbahn aus.

Wellenende - rel. Verschiebung ’ Mit Kontakt

10
10

—4—Schaden 0

8
6 i 0
4t - /
5 -
- ~#-Schaden 1
Schaden 2
-15 -10 -5 5 10 15

=>~Schaden 3

y-Achse

—#=Schaden 5

x-Achse

Wellenende - rel. Verschiebung Ohne Kontakt
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_;:3 =#-Schaden 1
< Schaden 2
>-15 -10 5 5 10 15

=>~Schaden 3
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Abbildung 5.23: Relative Verschiebung des vorderen Wellenendes bei voranschreitender Schéadigung

Die weiteren Schadigungen fithren bei der Modellierung mit Kontakt zu einer Vergro-
Berung der Verschiebung in den Bereichen, in denen die jeweiligen Streben auf Zug
belastet sind. Dadurch ergibt sich eine einseitige Vergroflerung der Verschiebung,
wahrend in den Bereichen, in denen die Streben auf Druck beansprucht werden, die
Verschiebungen denen des Ausgangszustands entsprechen.

Bei der Modellierung ohne Kontakt ist bei fortschreitender Schadigung eine deutli-
che Zunahme der Verschiebung in y-Richtung festzustellen, wobei die Auslenkungen
generell hoher sind als bei der anderen Modellierung. Durch die Durchdringung zeigt
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5.4 Gegeniiberstellung der Modellierungen

sich eine deutliche Zunahme der Verschiebung.

Die Verschiebungen der Welle innerhalb der IMC-Struktur (Abb. 5.24) dhneln qua-
litativ denen der nahegelegenen Lasteinleitungsstelle. Quantitativ werden jedoch
geringere Werte ermittelt, was den Erwartungen entspricht. Die sich ausbildenden
Ellipsen bei der Modellierung ohne Kontakt sind im Gegensatz zur Lasteinleitungs-
stelle nicht erkennbar geneigt. Ausgehend von den Werten ist jedoch eine Neigung
in den 1. und 3. Quadranten festzustellen, die sich in Abb. 5.25 auf Hohe der RBS-
Struktur deutlich zeigt. Urséchlich diirfte auch hier die generell unsymmetrische
Lagerung des Gesamtmodells sein.
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Abbildung 5.24: Relative Verschiebung der Welle in der IMC-Struktur bei voranschreitender Sché-
digung

In Abb. 5.25 ist das markant kleinere Verschiebungsniveau der hinteren Wellenlage-
rung auszumachen. Die sich ergebenden Verschiebungen, aufgrund der Schédigun-
gen, entsprechen qualitativ den gegenlédufigen Verschiebungen der Lasteinleitungs-
stelle, werden jedoch durch die Lagerungssituation der RBS-Struktur verandert.
Diese grenzt die grofler werdenden Verschiebungen stark in ihrer moglichen Aus-
breitungsrichtung ein. Ab Schaden 2 sind bei der Modellierung mit Kontakt keine
signifikanten Anderungen der Verschiebung zu beobachten, wohingegen die Verschie-
bungen bei der Modellierung ohne Kontakt stetig grofler werden und eine elliptische
Form annehmen.
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Abbildung 5.25: Relative Verschiebung der Welle in der RBS-Struktur bei voransschreitender Sché-
digung

5.4.4 Beanspruchungen in der hinteren Struktur

Die Beschédigungen in der vorderen Tragstruktur fithren unweigerlich zu Verdnde-
rungen der Lagerreaktionen und Verschiebungen in der hinteren Gehéusestruktur,
wie es die beiden vorangegangenen Kapitel gezeigt haben. Folglich sind Verande-
rungen in den Beanspruchungen zu erwarten. Im Vergleich zum IMC ist das Bean-
spruchungsniveau in der RBS-Struktur erwartungsgemafl wesentlich geringer, was
in Abb. 5.26 zu sehen ist. Sie zeigt die Vergleichsspannung im Umlauf in der inneren
Tragstruktur der RBSS, wobei die Elemente an den Anbindungstellen zum A-Frame
aus der Bewertung ausgeschlossen sind. Fiir sie werden keine Vergleichsspannungen
bestimmt, da durch die starre Modellierung des A-Frames (siche Abb. H.3) Lastein-
leitungsprobleme entstehen. Auflerdem wird auf die Darstellung des Aussenrings der
RBS-Struktur verzichtet.

Wie die Abb. 5.26 zeigt, verhalten sich die Zug- und Druckbereiche in der RBS-
Struktur komplementar zum IMC in den jeweiligen Lastschritten. Dies wird durch
die als Hebelpunkt fiir die Welle wirkende IMC-Struktur verursacht.

Die maximale Beanspruchung wird im Ausgangszustand im letzten Lastschritt in
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Abbildung 5.26: Darstellung der MMM-Vergleichsspannung fiir eine Unwuchtbelastung von 500

kN als Elementergebnis der RBS-Struktur
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Strebe VIII (analoge Zahlweise wie im IMC) erreicht, die auf Zug beansprucht ist
und sich direkt an der Aufthdngung VUR befindet. Weitere Schadenskonstellationen
sind im Anhang O und P fiir beide Modellierungen zu finden.

Max. Vergleichsspannung in der RBSS
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Abbildung 5.27: Vergleich der Modellierungen anhand der ermittelten MMDM-Vergleichs-
spannung in der RBS-Struktur bei einer Unwucht von 500 kN

In Abb. 5.27 kann die Auswirkung der zunehmenden fiktiven Risses im IMC auf die
ermittelten Vergleichsspannungen in der RBS-Struktur zusammengefasst betrach-
tet werden. Analog zu Abb. 5.18 zeigen die durchgezogenen Linien die jeweiligen
maximalen Vergleichsspannungen der untersuchten Kontaktmodellierungen. Wie zu
erkennen ist, steigt das Beanspruchungsniveau bei beiden Kontakmodellierungswei-
sen an. Die Modellierung ohne Kontakt erreicht dabei wesentlich hohere Beanspru-
chungswerte als die Modellierung mit Kontakt, was dadurch begriindet ist, dass die
Verschiebungen in der hinteren Struktur bei der Modellierung ohne Kontakt wesent-
lich grofler sind; im Vergleich zur anderen Modellierung.

Die Modellierung ohne Kontakt weist fiir die Orte der maximalen Beanspruchung
der Modellierung mit Kontakt (mMAX) nahezu identische Vergleichsspannungswer-
te auf. Wohingegen die Modellierung mit Kontakt auch hier fiir die maximalen Ver-
gleichsspannungsorte markant andere Beanspruchungen bereitstellt. Bei der Scha-
denskonstellation Schaden 5 weist sie fiir den Ort und Lastschritt, in denen die
andere Modellierung ihr Maximum erreicht, eine negative Vergleichsspannung auf.
Die unterschiedliche Modellierung verursacht eine vollstandig andere Beanspruchung
in diesem Bereich der RBS-Struktur.

5.5 Modellierungsfazit

Beide Kontaktmodellierungen haben in den vorigen Kapiteln wesentliche Unterschie-
de offenbart, die ein eindeutiges Ergebnis ermdglichen, welche von beiden untersuch-
ten Kontaktmodellierungen fiir eine Festigkeitsbewertung zu verwenden ist. Die Mo-
dellierung ohne Kontakt scheint auf der sicheren Seite zu liegen, da sie stets hohere
Beanspruchungen ausgibt. Urséachlich ist die stetig abnehmende Zahl an Lastpfaden.
Das lasst auf eine konservative Modellierung schlieffen. Jedoch riicken dabei Orte
in den Fokus des Interesses, die normalerweise nicht in den Fokus geraten wiirden,
was an den zunehmend anderen Verformungsmoglichkeiten der schadhaften IMC-
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Struktur liegt. Eine Durchdringung, was gleichzusetzen ist mit einer vollstdndigen
Kappung des jeweiligen Lastpfades, ist somit nur betragsméafig eine konservative
Moglichkeit zur Abbildung einer Schadigung. Aber selbst hierbei kann sie ein voll-
stindig anderes Ergebnis anzeigen, was in Abb. 5.17 bzw. in Abb. 5.18 und Abb. 5.27
bei Schaden 5 aufgezeigt wurde. Die Diskrepanz fiihrt dahin, dass die Modellierung
ohne Kontakt nicht in der Lage ist die Orte auszugeben, die bei der Modellierung
mit Kontakt als kritisch angesehen werden. Dadurch kann es zu einer wesentlichen
Fehleinschatzung kommen. Die Modellierung mit Kontakt ist aus strukturmecha-
nischer Sicht ndher am realen Modell, welches einen Riss aufweist. Es bildet die
verbleibende Stiitzwirkung im Druckfall ausreichend adaquat ab, auch wenn keine
Reibung zwischen den Kontaktflichen besteht.

Aus strukturmechanischer Sicht ist aus den gezeigten Lagerkréften keine nennens-
werte Verdnderung aufgrund der Modellierung festzustellen, was tiber eine Veran-
derung der Aufteilung der Lagerbelastungen innerhalb der jeweiligen Struktur hin-
ausgeht. Hier diirfte eine strukturdynamische Betrachtung eventuell ein anderes Er-
gebnis liefern. Die Verschiebungen hingegen zeigen deutliche Unterschiede, da hier
die Auswirkungen der unterschiedlichen Modellierungen zum Tragen kommen. Auch
hier ist den Ergebnissen der Modellierung mit Kontakt mehr zu vertrauen, da es im
realen, rissbehafteten Modell zu keiner Durchdringung kommen kann. Eine Zunah-
me der Auslenkungen in jede Richtung aufgrund der Schiadigung ist somit unrealis-
tisch. Aus diesen Griinden wird die Modellierung mit Kontakt verwendet, um die
Schadigung im Gesamtmodell abzubilden. Auflerdem bildet diese Modellierung die
Lagerungssituation beziiglich der Steifigkeit und moglichen Auslenkungen adéaquat
ab, sofern eine strukturdynamische Betrachtung erfolgen sollte.

5.6 Lebensdauerabschitzung der Gesamtstruktur

Mit Hilfe einer Matlabroutine kann das vorhandene Triebwerksmodell mit einer be-
liebigen Belastung ausgestattet werden. Weiterhin ist sie in der Lage, die gesamte
Ermidungslebensdaueranalyse zu steuern und auszuwerten. Fiir die Lebensdauer-
abschatzung der Gesamtstruktur wird exemplarisch eine Unwuchtbelastung von 250
kN angenommen, welche, vorweggenommen, eine Anrisslebensdauer der Strebe VIII
von ca. 17.200 Lastwechseln ergibt, da die Bruchmechaniksimulation eine hohe Be-
lastung benotigt (siehe Kapitel 5.6.1). Damit ergeben sich die in Abb. 5.28 gezeigten
Vergleichsspannungen im hochstbelasteten vierten Lastschritt an Strebe VIII.
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2.36922e+001

1.26289e+001

1.56557¢+000

Yon Mises effective stress
Max=124.50
Min=0.32377

I e —
044565 27.6547 55.2648 82.875 110.485
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Abbildung 5.28: Beanspruchungen in den Submodellen als Basis der Lebensdaueruntersuchung
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Dieser Lastschritt liefert fiir die hochstbeanspruchte Stelle im zylindrischen Koordi-
natensystem einen Spannungstensor an der Oberfliche

oy 7o O 134,9 —15,8 0
SMax = |Tay 0y 0 =|—-15,8 27 0| MPa (5.1)
0 0 0]y, 0 0 0
und fiir den benachbarten Knoten in Richtung Bauteilinnern den Tensor
Op Toy Tz 85,8 38,5 —9,5
SMax = |Tay Oy Tye = |138,5 31,4 -5,2| MPa , (5.2)
7o, 7o, o)., =95 —52 14,4

der fiir die spatere Gradientenermittlung benotigt wird. Der Verlauf der Spannungs-
komponenten iiber einen kompletten Umlauf ist in Abb. 5.29 dargestellt.

Die Matlabroutine ist in der Lage, den Ort mit der hochsten MMM-Vergleichsspan-
nung zu ermitteln und den benachbarten Knoten im Bauteilinnern zu identifizieren
und ebenfalls auszuwerten. Dafiir muss entsprechend die Netzgeometrie den genann-
ten Anforderungen (siche Kapitel 5.2.2) entsprechen.

Die Vorzeichenermittlung der MMM-Vergleichsspannung erfolgt nur fiir die Ober-
flache, da davon auszugehen ist, dass sich weder die Ordnung der Hauptspannung
noch das Vorzeichen der beobachteten Orte unterscheiden kann, wenn diese nahe
genug beieinander liegen, was bei der vorhandenen Vernetzung der Fall ist.
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Abbildung 5.29: Spannungskomponenten der Oberfliche am Ort der hochsten MMM-
Vergleichsspannung

Wie anhand der Abb. 5.29 zu erkennen ist, ist in diesem Fall nahezu keine Mittel-
spannung am beobachteten Kerbort tiber den gesamten Umlauf festzustellen. Das
trifft jedoch nicht auf andere Orte der IMC-Struktur zu. Standardméfig wird durch
die Matlabroutine aus den einzelnen Spannungskomponenten der Mittelspannungs-
anteil extrahiert. Dadurch wird das Amplituden- und Oberspannungsgeschehen se-
parat betrachtet. Wie ebenfalls zu erkennen ist, liegt durch die gleichzeitigen Null-
durchgénge eine proportionale Beanspruchung vor. Dieses wird sich jedoch dndern,
sofern Durchrisse oder zeitabhéngige Steifigkeitsdnderungen auftreten, was beispiels-
weise in den Simulationen in Kapitel 5.4.1 mit und ohne Kontakt sichtbar wird.

115



5.6 Lebensdauerabschéitzung der Gesamtstruktur

Durch den deterministischen Verlauf der Beanspruchungszustdnde und die eindeu-
tige Identifizierung eines Amplitudengeschehens ist es unschwer, sich neben den
Mohrschen Kreisen der maximalen Zug- und Druckbeanspruchung (Abb. 5.30) auch
die dazwischen liegenden Mohrschen Kreise der Spannungszustidnde vorzustellen.
Diese schwellen jeweils in den beiden rechten und linken Quadranten an und ab,
was mit den grau hinterlegten Mohrschen Kreisen angedeutet ist.

—12 MAX —23MAX —13MAX —I12MIN —23MIN —13 MIN
300
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-300
Normalspannung in [MPa]

Abbildung 5.30: Mohrsche Kreise der Spannungszustinde mit der grofften Zug- und Druckbean-
spruchung

Die eingezeichneten Hauptspannungen sind dabei das Ergebnis der vorzeichenkor-
rigierten Mohrschen Invarianten, die in Abb. 5.31 zu sehen sind. Durch die Vor-
zeichenfunktion wechselt das Vorzeichen des Mohrschen Radius, der dadurch einen
eindeutigen Sinusverlauf annimmt.

Nach GI. (3.49) und Gl. (3.50) sind die grofiten Hauptspannungen der Amplituden-
und Oberspannungsgeschehen zu bestimmen sowie die ungestiitzte MMM-Vergleichs-
spannungsamplitude (Gl. 3.10) und das bezogene Vergleichsspannungsgefille nach
Gl. (3.38). In diesem Fall ergeben sich 6,1 = 6,1 = 137,1 MPa, 0, \py = 142 MPa
und GMMM = 0, 625 ﬁ

Zusammen mit der Mikrostrukturlange von p* = 0,133 mm nach Gl. (3.40), der
Fliebehinderung ¢ = 1,443 (Gl. (3.61)) und dem bezogenen Vergleichsspannungs-
gefalle Gy kann fiir die Mikrostiitzziffer ein Wert von n,» = 1,04 bestimmt
werden. Somit wird die Spannungskonzentration nahezu nicht gestiitzt, was den re-
lativ geringen k,-Wert bestatigt.

Mit Hilfe des Neuberverfahrens wird numerisch die Makrostiitzwirkung berticksich-
tigt, wodurch aus den mikrogestiitzten Werten von 6,; = 6,; = 131,8 MPa und
der Vergleichsspannungsamplitude o,y = 136,5 MPa die 6rtlichen Spannun-
gen zu bestimmen sind, aus denen die gestiitzten Vergleichsspannungen oy,q vvv =
135,1 MPa und o,,, = 0 MPa resultieren.

Das sich daraus ergebende Spannungsverhaltnis R, nach Gl. (3.53) fliefit anschlie-
Bend mit Qn aus Gl. (2.23) in Gl (3.54), um die ertragbare Zeitwechselfestigkeit bei
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Abbildung 5.31: Mohrsche Invarianten vor und nach der endgiltigen Vorzeichenzuweisung

u. U. vorhandener Mittelspannung ow n zu ermitteln. Dabei wird im ersten Itera-
tionsschritt die Dauerfestigkeit mit Np = 10°LW angenommen, wodurch Qy = @
gilt. Folglich kann mit der Wohlerbeziehung aus Gl. (2.20) mit & = 10 eine Last-
wechselzahl bestimmt werden. Diese wird in einem Iterationsprozess der Gl. (2.22)
zur Verfigung gestellt, mit der Qn angepasst und in Gl. (3.54) eingesetzt wird.
Mit der sich daraus ergebenden ertragbaren Zeitwechselfestigkeit kann wiederum
eine genauere Lastwechselzahl bestimmt werden. Aufgrund der Mittelspannungs-
freiheit kann in diesem Fall bereits im ersten Iterationsschritt ein Ergebnis von
N =~ 17.200 LW fiir die Strebe VIII erreicht werden, da sich in weiteren Iterations-
schritten nichts mehr verandert.

Tabelle 11: Ergebniszusammenfassung der Anrisslebensdauerberechnung
Wert

Kenngrofie

v. Mises Vergleichsspannung

Ooon= 124,3 MPa

ungest. Ober- u. Amplitudenspannung von oy

Ga1 = 001 = 137,1 MPa

ungestiitzte MMM-Vergleichsspannungsamplitude Tranvm = 142 MPa
Mikrostrukturlange p* =0,133 mm
Mikrostiitzziffer ny= = 1,04
mikrogest. Ober- u. Amplitudenspannung von o4 G, =0, = 131,8 MPa
mikrogestiitzte MMM-Vergleichsspannungsamplitude o,y = 136,5 MPa
gest. Ober- u. Amplitudenspannung von o Ga1 = 001 = 130,6 MPa
MMM-Vergleichsspannungsamplitude Ova, MMM = 135,1 MPa
Vergleichssmittelspannung Oum = 0 MPa

Anrisslebensdauer

N ~ 17.200 LW
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5.6 Lebensdauerabschéitzung der Gesamtstruktur

5.6.1 Bruchmechaniksimulation

Mit der vorgegebenen Belastung von 250 kN ist ein modellierter Eckenanriss, wel-
cher eine Kantenlange von jeweils 0,5 mm aufweist, dauerfest. Die ermittelte effektive
Spannungsintensitit erreicht dabei einen Wert von ca. 78,6 MPa,/mm. Aus diesem
Grund wird fiir den Anriss eine Anrisslinge je Kante von 1 mm angesetzt. Damit
wird ebenfalls verhindert, dass der Riss kurz unterhalb der Oberflache stecken bleibt,
was aufgrund des Spannungsgefilles geschehen kann. Generell zeigt sich das vorhan-
dene Modell nicht rissbegiinstigend, was aufgrund der Ausfithrung als Vollstrebe im
Zusammenspiel mit der inhomogenen Beanspruchung der modellierten Region zu
begriinden ist. Jedoch ist eine Ubertragung auf eine reale IMC-Struktur, die aus
einer Hohlkonstruktion besteht, nicht ohne Weiteres moglich.

Die Rissmodellierung erfolgt in mehreren Etappen, da die Berechnungszeit eines In-
krements im Laufe der Simulation stark zunimmt. Sie benétigt fiir das 45. Inkrement
mehr als finf Stunden, was nahezu einer Verfiinffachung des Ausgangszustands ent-
spricht. Dies liegt an der feinen Elementierung, die zu Beginn der Anrisssimulation
fiir den Riss notwendig ist, sich jedoch im spéteren Verlauf als zu fein herausstellt.
Selbst eine grofl gewahlte maximale Risselementgrofle hilft hierbei nicht. Aus diesem
Grund wird die erwdhnte Anfangsrisssimulation nach 45 Inkrementen unterbrochen
und durch einen neuen Anfangsriss ersetzt, welcher die bis dahin entstandene Grofle
als Ausgangsgeometrie erhélt. Dementsprechend wird die erste Simulation als ,,Si-
mulation [ bezeichnet und die darauf folgende Simulation als ,,Simulation I1“Die
Abb. 5.32 zeigt den Rissfortschritt nach 45 Inkrementen, was einer ermittelten Last-
schrittzahl von ca. 8600 Lastwechseln entspricht. Der Riss hat sich in dieser Zeit auf
ca. 32 mm Gesamtrisslange ausgeweitet, wobei die einzelnen Kantenldngen ca. 18,8
mm und 13,2 mm betragen. Auf der Stirnseite des Modells hat der Riss zu diesem

A A
/)‘Qr;’l,%;z{

Abbildung 5.32: Rissfront des Submodells der Strebe VIII nach 45 Inkrementen (Simulation 1)

Zeitpunkt etwa die Hélfte der Strebenbreite eingenommen, wahrend die Langsseite
noch zu mehr als 90% unbeschédigt ist. Interessant dabei ist, dass durch die Neu-
vernetzung bereits ca. 50% der Langsseite eine neue Vernetzung erfahren haben.
Mit dem neu angesetzten Riss in der Simulation IT unterwandert der Riss die Strebe
und gegeniiberliegende Verrundung und wéchst, bis er die Oberfléche des Innenrings
nach ca. 19.000 Lastwechseln erreicht hat und die Simulation erwartungsgemafl un-
terbricht. In Abb. 5.33 ist der Riss am Ende der Simulation II zu sehen. In Abb.
Q.1 im Anhang Q) sind die dazugehorigen Rissldngen aufgetragen.

Der Riss wéchst demnach unterhalb der Strebe entlang, wodurch die Strebe grof3-
flachig vom Innenring abgeschélt wird.
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Abbildung 5.33: Rissfront der Strebe VIII am Ende der Simulation IT

Aufgrund des Berechnungsaufwands, der sich durch diese komplizierte Rissgeome-
trie ergibt, wird fiir eine Schadenstoleranzanalyse eine vereinfachte Risskonfiguration
vorgeschlagen, welche ein konservatives Berechnungsergebnis liefert. Hierzu wird als
Anfangsriss ein Durchriss der Strebe iiber die Stirnbreite angenommen, welcher am
engsten Querschnitt der Strebe - kurz oberhalb der Verrundung - ansetzt. Damit
befindet sich der Riss am Rand der hochstbeanspruchten Stelle und gleichzeitig am
engsten Querschnitt, womit der Riss den geringsten strukturellen Widerstand er-
fahrt. Die Rissgeometrie ist vergleichsweise einfach, was dem Rechenaufwand eben-
falls zugutekommt. Eine daraus resultierende Lebensdauer kann als entsprechend
konservativ angesehen werden.

Zu beachten ist jedoch, dass das vorhandene Submodell standardmaflig durch Ver-
schiebungen belastet wird. Je weiter ein Durchriss voranschreitet, desto geringer wird
dadurch die risstreibende Nennspannung. Somit sind Schnittkrafte bzw. Spannun-
gen als Ubergabegréfie zwischen dem Ansys-Submodell und dem Beasy-Submodell
zu wahlen. Eine andere Moglichkeit besteht darin, dass zu ausgewéhlten Zeitpunk-
ten des Rissfortschritts die entsprechenden Verschiebungen ermittelt werden, die
dann als Belastung des Submodells dienen kénnen. Da die vorhandene Routine die
letztgenannte Moglichkeit leicht umsetzen kann, wird diese Variante hier vorgezogen.

Beim angesetzten Durchriss zeigt sich, dass auch hier, trotz der hohen Belastung
von 250 kN, ein typischer Anriss von 0,5 mm dauerfest ist. Wird ein tieferer Anriss
gewahlt, wéchst der Riss weiter, bis er innerhalb kiirzester Zeit die kritische Riss-
lange erreicht, die in etwa 10% der Gesamtstrebentiefe ausmacht.

Die Schwierigkeiten mit dem Anbringen der Anfangsrisse zeigen, dass die vorhan-
dene Struktur nicht auf typische Ermiidungsanrisslangen reagiert, mit denen eine
bruchmechanische Untersuchung gestartet wird. Dementsprechend ist nicht damit
zu rechnen, dass diese untersuchte Struktur durch Ermiidung versagt. Erst durch
massive Anfangsrisse, wie sie beispielsweise aus Vorschiddigungen durch das FBO-
Events entstammen konnen, ist mit einem bruchmechanischen Versagen zu rechnen.
Auf eine weitere bruchmechanische Simulation wird in diesem Fall verzichtet, da
die vorherigen Ergebnisse in Kapitel 5.4.1 gezeigt haben, dass die folgende Strebe
IT nahezu die gleichen Beanspruchungen aufweist wie die Strebe VIII. Es ist nicht
auszuschliefen, dass die beiden Streben aufgrund ihrer nahezu gleichen Beanspru-
chungen zeitgleich ein Risswachstum erleben, jedoch benotigt die Strebe I1 ebenfalls
einen massiven Vorschaden. Alle weitere Streben zeigen zudem tendenziell geringere
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Beanspruchungen, wodurch sich auch hier eine Ermiidungsrisswachstumssimulation
eriibrigt.

Als Ergebnis der Schadenstoleranzanalyse fiir die vorliegende Struktur kann gesagt
werden, dass sie eine Ermiidungslebensdauer von ca. 17.200 Lastwechsel aufweist.
Nach einem klassischen Lebensdauerkonzept, welches nach dem Prinzip der ,,Fatigue
(Safe-Life) Evaluation“ funktioniert, ist die Lebensdauer entsprechend begrenzt. Je-
doch erweist sich die Vollstruktur der Streben als nicht giinstig fiir einen Ermiidungs-
anriss. Dies zeigen sowohl der Ecken- als auch der kurze Durchriss. Dementsprechend
ist ein Versagen der Struktur nahezu unwahrscheinlich, sofern strukturdynamische
Einfliisse unbertcksichtigt bleiben und nicht von einer Vorschédigung ausgegangen
wird. Das vorliegende Beispiel macht somit deutlich, dass eine bruchmechanische
Bewertung, als Teil einer Schadenstoleranzanalyse, fiir die Abschétzung einer Le-
bensdauer von immenser Bedeutung sein kann.
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6 Zusammenfassung und Ausblick

In der vorliegenden Arbeit ist eine Berechnungs- und Bewertungsstrategie zur Scha-
denstoleranzanalyse von komplexen Strukturen vorgestellt worden. Dabei wurde un-
tersucht, welche Auswirkungen Schadigungen auf die vereinfachte Struktur eines
Turbotriebwerkmodells haben. Hiezu wurden Schadigungen untersucht, wie sie bei-
spielsweise im Rahmen des Fan Blade off Windmilling Condition-Lastfalls auftreten
konnen, welcher ein Zertifizierungsszenario darstellt.

Fir die Abbildung der Schiadigungen wurden in der vorderen Tragstruktur, dem
sogenannten IMC, fiktive Durchrisse der Streben implementiert, da dort die héchs-
ten Beanspruchungen innerhalb der Gesamtstruktur auftreten. Das IMC entspricht
durch seine Gestalt einer statisch unbestimmten Tragstruktur, welche diverse Last-
pfade erméglicht und ein komplexes Zusammenspiel aufzeigt, sofern diese Lastpfade
Anderungen erfahren.

Die numerische Abbildung dieser Problemstellung ist aufgrund der allgemeinen Kom-
plexitéat nicht innerhalb einer einzigen Programmlosung zu verarbeiten. Dementspre-
chend wurde gezeigt, mit welchen Mitteln und Methoden eine Modellierung der ein-
zelnen Problemstellungen erfolgen kann und eine addquate Abbildung ermdglicht.
Dadurch ist ein modularer Aufbau entstanden, der ohne grofie Anpassungsschwie-
rigkeiten auf wesentlich komplexere Modelle und Lasten angepasst werden kann und
dadurch die Aussagegiite in entsprechender Qualitdt ermdoglicht.

Mit Hilfe der vorgestellten MMM- und der darauf aufbauenden weiterentwickelten
DIH-Hypothese ist eine Festigkeitsbewertung fiir nicht-proportionale Beanspruchun-
gen lastfreier Oberflichen moéglich. Die fiir die Formulierung der Hypothesen verwen-
deten Invarianten ermoglichen einen schlanken, jedoch stets transparenten Rechen-
ablauf, der dadurch u. a. leicht in eine FEM-basierten Beanspruchungsanalyse einge-
bunden werden kann. Es wurde ebenfalls gezeigt, welche Moglichkeiten und Vorteile
eine vorzeichenbehaftete Vergleichsspannung bietet, die durch den verwendeten k,-
Faktor stets automatisch werkstoffbezogen ist. Im Vergleich mit der in der [FKM12]-
Richtlinie angebotenen Mischhypothese, deckt die MMM-Vergleichsspannung einen
groBeren Werkstoftbereich ab, der von ideal sprode bis vollstéindig duktil reicht.
Selbst Stahlwerkstoffe konnen mit Hilfe des verwendeten k,-Faktors wesentlich dif-
ferenzierter betrachtet werden, als es die FKM-Richtlinie anbietet. Diese, das wurde
ebenfalls gezeigt, weist bei Verwendung fiir ,fast sprode” Werkstoffe zudem ein ho-
heres Vorhersagerisiko als die MMM-Hypothese auf.

Die vorgestellte Festigkeitshypothese erlaubt neue Denkansétze und Sichtweisen auf
diverse Themen der Festigkeitslehre, die seit Jahrzehnten teilweise nicht mehr hinter-
fragt wurden. Kerbformzahlen und Stiitzwirkungen werden seit Jahrzehnten auf die
groffte Normalspannung der Kerbe bezogen, wobei der Werkstoff nur die gemeinsa-
me Wirkung der Beanspruchung wahrnehmen kann, nicht jedoch eine einzelne Kom-
ponente. Aus diesem Grund hatte Neuber schon in [NEUGS8] die Verwendung einer
Vergleichsspannung fiir die Berechnung der Stiitzwirkung gefordert. Damit soll nicht
ausgesagt werden, dass die bisherige Vorgehensweise falsch ist, sondern vielmehr dar-
an erinnert werden, dass grundlegende Sichtweisen der Festigkeitslehre teilweise auf
pragmatische Weise entstanden sind, die heutzutage anders gelost werden konnen.
So wurde ebenfalls gezeigt, dass Kerbformzahlen abhéngig vom Werkstoff sein kon-
nen und wie ein Stiitzwirkungskonzept basierend auf die MMM-Vergleichsspannung
ausschaut.

Das Lebensdauerkonzept, welches von Mertens und Hahn [HAH95] vorgestellt wur-

121



de, ist fiir die Verwendung von Vergleichsspannungen angepasst worden, was eben-
falls ein neuartiges Haigh-Diagramm hervorgebracht hat. Durch die Verwendung
des (modifizierten) Neuberverfahrens konnte zudem auf eine plastische, nichtlineare
FEM-Berechnung verzichtet werden, ohne nennenswerte Einbuflen der Aussagegiite
zu firchten, wie der Vergleich mit Versuchswerten fiir gekerbte Zugproben ergeben
hat.

Da die bisherige MMM- und DIH-Hypothese auf lastfreie Oberflichen beschrinkt
ist, mussten Schwierigkeiten mit der numerischen Simulation tiberwunden werden,
was speziell die FEM betrifft. Hierzu wurden Moglichkeiten zur Ermittlung von
Oberflaichenspannungen innerhalb der FEM (ANSYS) aufgezeigt, welche mit Hilfe ei-
nes verwendeten REM-Programms validiert werden konnten. Das verwendete REM-
Programm BEASY wurde ebenfalls dazu genutzt, die bruchmechanische Bewertung
der Schadenstoleranzanalyse anzufertigen. Eine Erweiterung der MMM- bzw. der
DIH-Hypothesen auf belastete Oberflichen bzw. den dreidimensionalen Fall ist ge-
plant, wobei in [ZEI15] wesentliche Vorarbeiten geleistet wurden.

Fir die Abbildung der zunehmenden Beschidigung der Struktur innerhalb des ver-
wendeten FEM-Modells sind verschiedene Kontaktmodellierungen untersucht wor-
den, die keine Risssimulation ersetzen, sondern nur den Einfluss einer moglichen
Rissfolge innerhalb der Streben der IMC-Struktur darstellen sollen. Dabei wur-
den insbesondere zwei Kontaktmodellierungen ausfiihrlich gegeniibergestellt und ih-
re Auswirkungen auf verschiedene strukturmechanische Ergebnisse verglichen, um
herauszufinden, welche der beiden Kontaktmodellierungen fiir eine Festigkeitsbe-
wertung zu verwenden ist. Beide Kontaktmodellierungen unterscheiden sich dabei
in ihrer Moglichkeit der Druckkraftiibertragung, was durch eine Behinderung bzw.
Nicht-Behinderung der Durchdringung umgesetzt ist.

Hierbei wurde festgestellt, dass beide Kontaktmodellierungen bei geringer Gesamt-
schadigung nahezu gleichwertig sind, wobei die Kontaktmodellierung mit Durchdrin-
gung schneller ein hoheres Beanspruchungsniveau erreicht und damit vermeintlich
konservativer ist. Ursdchlich hierfiir ist, dass diese Kontaktmodellierung keine Stiitz-
wirkung der bereits durchgerissenen Streben ermdoglicht und sich dadurch frithzeitig
die Last auf stetig weniger Streben verteilt. Zusatzlich werden durch die nicht be-
hinderte Durchdringung der Kontaktflichen Verformungen ermdoglicht, die bei der
anderen Kontaktmodellierung nicht auftreten. Somit ergeben sich unterschiedliche
Aussagen beziiglich potenzieller Schadensorte, was dazu fithren kann, dass kritische
Orte nicht wahrgenommen werden. Aus diesem Grund wird eine Kontaktmodellie-
rung ohne Moglichkeit der Durchdringung empfohlen, weil diese nur Verformungen
und Verschiebungen zulésst, die ein Riss ebenfalls ermdglicht.

Bei den beobachteten Lagerkréften zeigen sich keine grolen Auffalligkeiten beziiglich
einer Lastverschiebung zwischen den vorderen und der hinteren Triebwerkslagerung.
Eine markante Verschiebung der Lagerlasten in Richtung hintere Aufhédngung ist nur
festzustellen, wenn die hintere Authingung ebenfalls axiale Krafte aufnehmen kann,
was nur durch eine wesentliche Veranderung der hinteren Lagerstruktur moglich ist.

Die Schadenstoleranzanalyse ist fiir eine &ulere Unwuchtbelastung erstellt worden,
die zu einer Anrisslebensdauer von etwa 17.200 Lastwechseln fiithrt und somit sich im
Bereich der Kurzzeitfestigkeit befindet. Die untersuchte IMC-Struktur ist durch die
Unwuchtbelastung stark ungleichméaflig beansprucht, insbeonders sind die Streben
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einer hohen Beanspruchung ausgesetzt. Somit wurde ein Eckenanriss adaptiert, an
der héchst beanspruchten Stelle (siehe Abb.5.28), der sich jedoch als nicht rissbe-
glinstigend herausgestellt hat. Dies trifft sogar auf einen adaptierten kurzen Durch-
riss Uiber die Stirnbreite der Strebe zu. Selbst mit der gewahlten hohen Belastung,
die sich im Kurzzeitfestigkeitsbereich befindet, sind typische Anrisslangen beim ge-
wahlten Werkstoff dauerfest. Dies mag am vorhandenen Modell liegen, welches aus
Vollstreben besteht und dadurch zu geringen Bruttonennspannungen fithrt. Ein rea-
les Modell, welches aus Hohlgussprofilen besteht, diirfte diese Auffalligkeit nicht
zeigen und wesentlich anfélliger auf Ermiidungsanrisse reagieren. Jedoch zeigt das
Beispiel deutlich, dass eine Schadenstoleranzanalyse zu einem vollstdndig anderen
Ergebnis fithren kann als eine klassische Ermiidungssimulation, die nach dem Prin-
zip der ,Fatigue (Safe-Life) Evaluation® funktioniert.

Da keine strukturdynamischen Betrachtungen im Rahmen dieser Arbeit untersucht
wurden, ware dieser Teilaspekt in zukiinftigen Untersuchungen stérker in den Fokus
zu nehmen, da sie durchaus riickwirkend Einfliisse, im Sinne der Struktur einer Scha-
denstoleranzanalyse (siehe Abb.1.2), auf die Untersuchungsergebnisse haben kénnen.
Dazu muss eine Abwégung erfolgen, bis zu welchem Schadigungsmafl eine Bewer-
tung moglich ist, da aufgrund der Kontaktmodellierung eine nichtlineare Berechnung
durchzufithren ist, die konvergieren muss. Zusétzlich sind weitere Anpassungen der
Datenbearbeitung denkbar. Dies beinhaltet beispielsweise die Implementierung ei-
ner Rainflow-Zahlung, um eine Klassierung zu ermoglichen, damit ein Betriebsfes-
tigkeitsnachweis leicht umgesetzt werden kann. Die vorliegende Dissertation kann
somit als strategischer Ansatz fiir ein Bewertungsverfahren zur Ermittlung der Le-
bensdauer von hochdynamisch belasteten gekerbten Bauteilen gesehen werden.
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A AQUIVALENZ DER MMM-HYPOTHESE (OHNE VORZEICHEN) UND VON MISES HYPOTHESE
(T 2 _
FUR k; =3

NAME THEMA DER ARBEIT

Ly, T./ Fay, R. Entwicklung einer Strukturanalyseroutine zur Abbildung von
Post-FBO-Windmilling Phénomenen

Han, O. Untersuchung und Abbildung einer voranschreitenden Schédigung
eines unter FBO-Windmillings betriebenen Triebwerks mit FEM

Wirth, J. Lokalisierung des Anrissortes und bruchmechanische Simulation

des Rissausbreitung einer Triebwerklagerung mit Hilfe einer BEM-
Simulationssoftware unter dynamischer Belastung

Dube, D. Erstellung eines Rotormodells fiir die Simulation eines sich im
FBO-Windmilling befindlichen Triebwerks in Matlab
Dreissig, S. Entwicklung einer Ermiidungsroutine zur Lebensdauerbewertung

komplexer Strukturen mit der MMM-Hypothese

A Aquivalenz der MMM-Hypothese (ohne Vorzeichen) und
von Mises Hypothese fiir k2 = 3
Generell gilt fur die MMM-Hypothese nach Gl. (3.10)

Gornna (1) = — -~ V() /(A — k2)- M () + K2 Ragln) . (A1)

m n

Unter Vernachlassigung der Stiitzwirkung mit m = n = 1 und die Betrachtung einer
proportionalen Beanspruchung riickt allein der Wurzelausdruck

V(= k2) - M3 (n) + k2 - R3,(n) (A.2)

in den Fokus.
Fiir einen duktilen Werkstoff mit einem Zug-Schub-Wechselfestigkeitsfaktor von
k% = 3 verdndert sich der Wurzelausdruck zu

VM2 +3- R () . (A.3)

Werden nun die Mohrschen Invarianten nach Gl. (3.12) eingesetzt, ergibt sich

J (O ) . (Y

Ausmultipliziert ergibt sich daraus

Vo) + a3(n) + o3 () — o1 (n)oa(n) — oa(n)os(n) — o1(n)os(n) (A.5)

Durch Faktorisieren kann die Gleichung zu

\}5\/(01 (1) = 02(n)” + (92(n) — a3(n))” + (03(1) — 01.(n))* (A.6)

umgeschrieben werden, was augenscheinlich sofort als ein Ausdruck der Gestaltan-
derungsenergiehypothese identifiziert werden kann.

Somit ist gezeigt, dass die vorhandene Formulierung der Mohrschen Invarianten
konsequent richtig ist, da die vom Koordinatensystem losgeloste Beschreibung von
My;(n) dazu fithrt, dass die MMM-Hypothese zur von Mises Hypothese degeneriert,
sofern ein isotroper Werkstoff mit k2 = 3 vorliegt.
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B Dritte Mohrsche Invariante

Mit dieser kurzen Herleitung soll gezeigt werden, dass die dritte Mohrsche Invarian-
te Ry ot in die Spannungsinvariante fiir allgemein einfrequente phasenverschobene
Spannungskomponentenverlaufe Js, tiberfithrt werden kann.

Sind beispielsweise fiir einen ebenen Spannungszustand die zeitlichen, phasenver-
schobenen Spannungskomponentenverldaufe bekannt,

O = Ogq - SIn(N + dy)
Oy = Oyq - Sin(n + 0,) (B.1)
Tay = Taya * ST + Ogy)

ergeben diese eingesetzt in
Oy — Oy

2

Ao =
nach Gl. (2.34) und nach Erweiterung

Ap — <0m0023(6m) B Jyaa;s@y)) sin(y) + <0msi2n(5z> B Uyasén((sy)) cos(n) .

Daraus folgt nach Differentiation nach dn der Ausdruck
dAo _ (amcos(&g) B Uyacos(éy)> cos(n) — (Umsin((Sx) B Uyasin(5y)> sinn) .

dn 2 2 2 2
(B.4)
Die Schubspannung aus Gl. (B.1) lasst sich ebenfalls nach Erweiterung zu
Ty = Taya - COS(N)SIN(Ozy) + Taya - si0(1)Cc0S(0zy) (B.5)
und Differentiation nach dn
ATyy , ,
an = Tayya - €0S(1)SIN(Ory) — Taya - 511(N)CcOS(64y) (B.6)
darstellen. Mit Hilfe der Additionstheoreme
SIN(0y — Ogy) = €08(0sy)sin(65) — siN(04y)cos(d,;) und (B.7)
—5in(8y — zy) = —c08(0sy) 5i0(0y) + 5in(dy)cos(dy) '
sowie
sin(n)? + cos(n)* =1 (B.8)
ergeben die Gleichungen (B.3) bis (B.6) eingesetzt in die dritte Mohrsche Invariante
Gl (3.19)
ATy dAo
RM,rot: \/2 T;'AU—TM/'TH -

Y

=/ J3a -

(B.9)

Toya - [02a5i(8s — Ony) — yasin(Gy — )] |

Rfmmt entspricht somit der dritten Spannungsinvarianten bei Phasenverschiebung
nach Gl. (3.2). Sie sind ineinander tberfithrbar.
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C INVARIANZ DER DRITTEN MOHRSCHEN INVARIANTE

C Invarianz der dritten Mohrschen Invariante

Ziel dieser Herleitung ist es zu zeigen, dass die dritte Mohrsche Invariante unab-
hangig vom gewéhlten Koordinatensystem ist. Dies wird anhand von vorgegebenen
Spannungskomponenten gezeigt, welche mit Hilfe einer entsprechenden Drehmatrix
beliebig verdreht werden.

Allgemein gilt fiir die Komponentenspannungen eines Spannungstensors

0 = My + Ac®cos(2¢) + 74, sin(2¢) (C.1)

oy = My + Ao°cos(2¢ + ) + 1, sin(2p + ) . (C.2)
Nach Gl. (2.34) ergeben Gl. (C.1) und (C.2) eingesetzt

Oy — O

Ao = 5 Y = Ao°cos(2¢) + Tu,°sin(2¢) . (C.3)

Dementsprechend gilt ebenfalls fiir die Koordinatentransformation nach Gl. (2.31)
fiir
T, = —Ac°sin(2¢) + 75, cos(2p) . (C4)

Dies entspricht eine Koordinatentransformation mit der inversen Drehmatrix
1 [ cos(2¢)  sin(2¢p)
£, = (—sin(?gp) cos(2¢)] (C5)

Die zeitliche Differentiation der Spannungskomponenten bezogen auf die Zeitvariable
n lauten anschlieSend

A A [¢] o
ddna = dd; cos(2p) + d;:;/sz’n(ng) und

A (¢} o
(Z;O = _dds sin(2¢) + dz—;;/cos@gp) :

Werden die Gleichungen (C.3), (C.4) und (C.6) in Gl. (3.19) eingesetzt, ldsst sich

mit Hilfe von Additionstheoremen zeigen, dass

dr, dAo
RM,rot:\/Q' d,';pAO-_T(pdn‘::\/Q
gilt.

(C.6)

e Ao — 70, dAo
dn dn

(C.7)
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D Analytische Bestimmung von Hauptspannungen

Nach Simo und Hughes [SHO8| existiert fiir symmetrische reelwertige Tensoren eine
geschlossene Losung zur Ermittlung der Eigenwerte/Hauptspannungen. Hierbei sei
S aus Gl. (2.25) ein allgemeiner Spannungstensor mit oben beschriebenen Eigen-
schaften. Aus diesem sind die Invarianten zu bestimmen, wobei die Gln. (2.28) bzw.

I, = Spur (S)

1 2 2
I = 5 | (Spur (8))” — Spur (%) | 1)
I3 =det (S) = é[(Spur (S))* — 3 - Spur (S) Spur (SE) + 2 - Spur (ﬁ) }

verwendet werden konnen. Fiir die Bestimmung der Eigenwerte \; sind aus den
Invarianten die Hilfsgrofen

1

r:5ZQQ-ﬁ+9-hb—27Jg
qzé(ﬁ—ﬁ-h) (D.2)

(75

zu berechnen und in

-2 1
)\3:—2'\/5’COS< 37T>+311

einzusetzen. Mit diesen konnen im Anschluss auch die dazugehérigen Eigenrichtun-
gen @; gefunden werden, wobei folgende Fallunterscheidungen zu beachten sind:
Fur )\1 7é )\2 7é /\3 gllt

by I3
i ® i = : S — (I, —\)S+ =2 ) D.4
piOY zﬁ—hﬁ+g<(1 JE+ 31 (D-4)
Fiir zwei gleiche Eigenwerte gilt:
Pi®pi=1—p;®p; (D.5)

Fiir den hydrostatischen Spannungszustand gilt fiir das dyadische Produkt:

0 @i =1 (D.6)
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E NurzunG DER FEM unD REM

E Nutzung der FEM und REM

Die Randelementmethode (REM) steht neben der FEM fiir eine numerische Be-
trachtung vielseitiger Probleme zur Verfiigung und wird beispielsweise iibersichtlich
in [GRAS88| mit der FEM verglichen. Ihre Stérke gegeniiber der FEM liegt darin,
dass sie bei dreidimensionalen Problemstellungen auf eine Diskretisierung des Volu-
mens verzichtet und dadurch eine Vielzahl an Elementen einspart, die bei der FEM
bendtigt werden. Es wird nur der Rand bzw. die Oberflédche diskretisiert (sieche Ab-
bildung E.1) und damit das zu behandelnde Problem um eine Dimension eingektirzt.
Gerade bei Bauteilen, deren Verhaltnis der Oberflache zum eingeschlossenen Volu-
men klein ist, kann die REM hier vorteilhaft eingesetzt werden. Bei diesen verandert

O

MR (KX

Abbildung E.1: Unterschied FEM (links) vs. BEM (rechts)

sich jedoch das schmale Band der von Null verschiedenen Koeffizienten entlang der
Hauptdiagonalen der zu losenden symmetrischen Matrix der FEM, zu einer vollbe-
setzten, nichtsymmetrischen Matrix, was den Vorteil der REM gegentiber der FEM
teilweise wieder ausgleicht. Méanderformige Bauteile sind dagegen mit der FEM
entsprechend giinstig zu berechnen.

Weiter ist bekannt, dass die Randelementemethode im allgemeinen genauere Kerb-
grundspannungsergebnisse als die FEM liefert; es sei denn, dass die Netzfeinheit der
FEM wesentlich erhoht wird. In dieser Arbeit wird die REM deshalb zur Kalibrie-
rung der FEM-Vernetzung und zusétzlich fiir die bruchmechanische Rissfortschritt-
simulation verwendet.

Als ein grofles Problem erweist sich bei der FEM die Ausgabe von Oberflichen-
spannungen, da es erforderlich ist, diese ausgehend von den innerhalb des Elements
liegenden Integrationspunkten zur Oberflaiche hin zu extrapolieren. Weiterhin ist
zu erwahnen, dass die REM auf lineare Probleme beschrénkt ist, was bedingt ist
durch die Verwendung von Greenschen Fundamentallosungen, welche das Superpo-
sitionsprinzip unbedingt erfordern. Daher miissen bei Zeitfestigkeitsproblemen und
Stiitzwirkungseffekten, bei denen (teil-)plastisches Verhalten auftritt, Ndherungslo-
sungen verwendet werden, wobei beispielsweise (modifizierte) Neubersche Stiitzwir-
kungstheorien anwendbar sind.

Diese plastischen Néherungslosungen lielen sich leicht mit angepassten plastischen
Gesetzen an gekerbten FE-Proben bestétigen, was exemplarisch im Vorfeld der Ar-
beit erfolgte. Die vorliegende Arbeit ist dementsprechend ein Versuch, eine geeig-
nete Kombination aus FEM und REM einzusetzen, um die jeweiligen Starken und
Schwéchen gegenseitig auszugleichen und sie an ein neuartiges Lebensdauerbewer-
tungskonzept anzukniipfen.
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F Versuche von Dietmann

Dietmann hat im Zuge seiner Dissertation [DIE64] verschiedene Stahlsorten (C15,
C45 und C60) mit Bruchdehnungen von 13,7%; 6,2% und 5,8% und verschiedenartig
gekerbte Rundzugproben untersucht. Dazu variierte er bei den Rundzugproben mit
Umlaufkerbe die Kerbgeometrie, wodurch u. a. die in Abb. 3.17 ermittelten unter-
schiedlichen Mehrachsigkeitsgrade ermittelt werden konnten. In Tabelle 12 sind die
hierzu wesentliche Informationen der verwendeten Probekorper zusammengetragen.

Tabelle 12: Kerbinformationen der von Dietmann [DIE64] verwendeten gekerbten Rundzugproben

Stab Nr. 1 2 3 4 5 6 7 8

alp 0,001 0,5 1 2 4 8 16 36,4
vo 0,03 0,62 0,79 0,96 1,11 1,23 1,33 1,41
Koo, 1 1,21 1,39 1,71 2,23 3,02 4,17 6,20

ey 1 L15 1,200 1,55 1,99 2,67 3,69 5,48

* = Vergleichsspannungsformzahl mit k2 = 3

1200

1000

800 =

600

Spannung in [MPa]

400

200

1 2 3 4 5 6 7 8
Stab Nr.

Abbildung F.1: Ermittelte Festigkeitsgrofien FlieBgrenze op, Zugfestigkeit R, und Reififestigkeit
or aus Versuchen von Dietmann [DIE64]
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G LEBENSDAUER VON GEKERBTEN RUNDZUGPROBEN UNTER MITTELSPANNUNGSEINFLUSS

G Lebensdauer von gekerbten Rundzugproben unter Mit-
telspannungseinfluss
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Abbildung G.1: 2D-Modell einer gekerbten Rundzugprobe nach [BAI70)

In den folgenden Diagrammen sind die Versuchswerte von Baier [BAI70] zusammen
eingetragen mit den Berechnungsergebnissen von Hahn [HAH95] und den mit der
MMM-Hypothese ermittelten Lebensdauern.
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Abbildung G.2: Rundzugprobe nach Baier bei einer Mittelspannung von 0 MPa
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Abbildung G.3: Rundzugprobe nach Baier bei einer Mittelspannung von 294 MPa

2000

1000
800

600

400

200

100

Nennspannungen S, in [MPa]
3

D
o

S
o

o

Baier Hohn MMM

-——- —%— 5, =491 MPa

10 102 103 104 10° 106 107 108

Bruchlastspielzahl N

Abbildung G.4: Rundzugprobe nach Baier bei einer Mittelspannung von 491 MPa
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H WEITERE INFORMATIONEN ZUM GLOBALMODELL

H Weitere Informationen zum Globalmodell

Das parametrisch einstellbare Globalmodell besitzt fiir die hier getatigt Untersu-
chung folgende geometrische Eigenschaften.
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Abbildung H.1: Abmafe der inneren Gehdusestruktur

Abbildung H.3: Modellansicht der Rear Bearing Support Structure mit hinterer Lagerung (HUR)
und A-Frame
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* Schallddmmschicht

* Magnesiumgusslegierung

e Starrkorper

Abbildung H.4: Materialzuordnung des verwendeten FEM-Modells

Tabelle 13: Werkstoffdaten des FEM-Modells

Poissonzahl

E-Modul

Werkstoff
Stahl

0,33
0,35
0,33

210 GPa
44 GPa
50 GPa

Magnesiumgusslegierung

Schallddmmschicht (CFK)
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J WEITERE MOGLICHKEITEN ZUR ABBILDUNG EINER SCHADIGUNG

I Vergleich der Submodelle Beasy vs. Ansys

In der folgenden Abbildung sind die Losungen der Submodelle von Ansys und Beasy
gegeniibergestellt. Gezeigt ist hierbei die Vergleichsspannung nach von Mises fiir
den vierten Lastschritt des unbeschidigten Ausgangmodells, welcher fiir die Strebe
VIII (siehe Abb. 5.12) die héchste Beanspruchung generiert. Im linken Bild ist das
Elementergebnis der SHELL181-Elemente dargestellt und zeigt nahezu die gleichen
Ergebnisse wie das BEM-Submodell.

ELEMENT SOLUTION
:IJEBPT: 2.46524¢+002
TIME=4 2.24397e+002

SEQV  (NOAVG)
DX =.956676 2.02271e+002
SMN =.246074 1.80144e+002
SMX =251.341 | 5501Ber002
56018+
%\\\\\\:\:’\:’:: 1.35891+002
Sl 1.13765e+002
AR R
\\\\\\\\\\\s“\\‘\\‘\\“\“‘& 9.16385e+001
R
\\\\‘\\\‘ eietete: 6.95120e+001
X .
SRR
R
wt;:ig\s::;;\\::‘;\\\:\%\% 4.73855¢+001
I H Rk 25258064001
nNHkky 3.13248e+000
Mises effective stress
B | Max= 243.01
246074 56.0449 111.844 167.643 223.441 -

28.1455 83.9443 139.743 195.542 251.341 Min= 0.64890

Abbildung I.1: Vergleich der Submodelllésungen fiir eine Unwuchtbelastung von 500 kN im 4.
Lastschritt

Das ANSYS-Modell (links) erreicht im Kerbgrund eine maximale Vergleichsspannung
von ca. 251,3 MPa, wahrend das BEASY-Modell (rechts) am gleichen Ort eine Ver-
gleichsspannung von etwa 249 MPa ausgibt.

J Weitere Moglichkeiten zur Abbildung einer Schadigung

Es existieren eine Vielzahl an denkbaren Moglichkeiten, um eine Schédigung bzw.
einen rissdhnlichen Fehler in einer Struktur abzubilden. Die Methoden sind teilwei-
se sehr unterschiedlich und eignen sich je nach Anwendungsfall und gewiinschtem
Modellierungsaufwand fiir die Verwendung. Die einfachste Methode ist das triviale
Entfernen des entsprechenden Bereichs. Im vorliegenden Fall entsprache dies dem
Wegfall einer Strebe. Diese Modellierung entspricht im Grunde der Modellierung
ohne Kontakt, da sowohl im Zug- als auch im Druckfall keine Kréfte iibertragen
werden konnen. Jedoch wird dadurch massiv die Masse des Modells verandert, was
in strukturdynamischen Berechnungen zu falschen Ergebnissen fithren kann.

Eine weitere Methode ist die Verdnderung der Steifigkeit in dem Bereich, in dem
die Schiadigung auftreten soll. Dies kann durch die Modellierung des entsprechenden
Bereichs mit einem separaten Elastizitatsmodul erfolgen. Je nach Modellierungs-
aufwand ist das Ergebnis unterschiedlich genau. Nachteilig bei dieser Methode ist,
dass fiir eine korrekte Steifigkeitsabnahme, diese zuerst ermittelt werden muss. Ei-
ne Anwendung auf einzelne Elemente ist seitens Ansys nicht zu empfehlen, da es
zu Singularitdten fithren kann, sofern die Steifigkeit auf nahezu Null gesetzt wird,
die Masse jedoch erhalten bleibt und das Element Beschleunigungs- bzw. Tréag-
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heitseffekten ausgesetzt ist. Hierflir bietet ANSYS eine dhnliche Modellierung an, die
sich gezielt auf Elemente auswirkt und als “Element death“ bezeichnet wird. Stan-
dardméBig wird dabei der E-Modul des jeweiligen Elements mit dem Faktor 107°
multipliziert und gleichzeitig die Masse ebenfalls verringert. Durch das einfache und
gezielte Ausschalten von Elementen ist eine relativ feine Modellierung méglich. Je-
doch stimmt das Ergebnis nicht unbedingt mit einem rissdhnlichen Fehler iiberein,
wenn die Vernetzung sehr grob ist und nicht auf dieses Ereignis hin vorbereitet ist.
Im ungiinstigen Fall entstehen Kerben entsprechend der Vernetzung, die teilweise
storende Zusatzbeanspruchungen beim Rissschlielen verursachen bzw. unrealisti-
sche RissschlieBeffekte hervorrufen. Bei einem grofiflichigen Einsatz wird bei dieser
Methode jedoch auch zwangslaufig die Masse des Bauteils geringer. In dieser Form
entspricht diese Variante das gezielte Loschen von Elementen aus der Struktur.
Um einen risséhnlichen Fehler nachzubilden, kann eine solche Schadigung auch als
selbige modelliert werden. Dies erfordert mitunter einen hohen Modellierungsauf-
wand, indem die Knoten und Elemente so gestaltet und platziert werden, dass sie
geometrisch einen Riss ergeben. Dabei kommt es jedoch ohne Verwendung von Kon-
taktelementen auf den Rissflanken zu Durchdringungen. Im Grunde genommen ent-
spricht diese Variante der verwendeten Modellierung ohne Kontakt, nur dass die
Schédigung mit Hilfe des CZMESH-Befehls modelliert ist, die eine bestehende Ver-
netzung auftrennen kann. Fir die Modellierung mit Kontakt ist im Anschluss eine
Kontaktdefinition der Rissflanken erfolgt, die die Durchdringung verhindert. Diese
Modellierung ist jedoch nicht in der Lage, das Spannungsfeld um die Rissspitze ad-
aquat abzubilden, sofern die zugrunde gelegte Vernetzung zu grob ist.

142



K SCHADENSMODELLIERUNG IMC OHNE KONTAKT

K Schadensmodellierung IMC ohne Kontakt

K.1 Schaden 1

1 /Sy [1 W/0SYS
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
STEP=1 STEP=8
suB =1 suB =1
TIME=1 TIME=8
MMM  (NOAVG) MMM (NOAVG)
DMX =2.05253 DMX =3.29446
SMN =-176.606 SMN =-195.553
SMX =137.945 SMX =164.291
b X
-176.606 -106.706 -36.8056 33.0947 102.995 -195.553 -115.58 -35.6223 44.343 8
-141.656 - 557 -1.85544 68.0448 137.945 - 4.36033 164.291
1 &/ svg |1 WANSYS
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
STEP=2 STEP=7
SUB =1 SUB =1
TIME=2 TIME=7
MMM (NOAVG) MMM (NOAVG)
DMX =1.05138 DMX =2.66056
SMN =-188.687 SMN =-117.076
SMX =97.955 i SMX =164.985
L X
-188.687 -124.989 -61.2906 2.40767 66.1059 -117.076 -54.3958 8.28444 70.9647 133.645
-156.838 -93f1397 244414 34.2568 97.955 -85.7359 E 7 395246 102305 164.985
! h ZESEIE & o
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
STEP=3 T—— STEP=5
SUB =1 suB =1
TIME=3 TIME=6
MMM  (NOAVG) MMM (NOAVG)
DMX =2.66056 DMX =1.05138
SMN =-164.985 SMN =-97.955
SMX =117.076 SMIX =188.687 2
LX B X
\_’[
———
-164.985 -102.305 -39.6246 23.0557 85.7359 -97.955 -34.2568 29.4414 93.1397
-133.645 -709647 -8p8ada 54.3958 117.076 -66.105: -2.4p767 61 188.687
/NSy X o
ELEMENT SOLUTION ELEMENTSOLUTIO[
STEP=4 STEP=5
SUB =1 SUB =1
TIME=4 TIME=5
MMM  (NOAVG) MMM (NOAVG)
DMX =3.29446 DMX =2.05253
SMN =-164.291 SMN =-137.945
SMX =195.553 SMIX =176.606
X hX
-164.291 -84.3257 -4.36033 75.605 -137.945 -68.044! 44 71.7557 56
-124.308 -44.343 35.6223 115.588 195.553 -102.995 36.8056 176.606

Abbildung K.1: Darstellung der MMM-Vergleichsspannung fiir eine Unwuchtbelastung von 500 kN

fiir eine Schidigung der Strebe VIII als Elementergebnis der IMC-Struktur
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K.2

Schaden 2

K.2 Schaden 2

Wnsyy 1 W/NSYS
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
STEP=1 STEP=8
suB =1 suB =1
TIME=L TIME=8
MMM (NOAVG) MMM (NOAVG)
DMX =1.83878 DMX =6.88562
SMN =-179.893 SMN =-314.555
SMX =142.433 SMX =213.801 0
-179.893 -108.265 -36.637 991 106.619 -314.555 -197.14; -79.7301 37.6823 5.095
144,079 E - 142433 - 436 E 213.801
&/ sy |1 e ANSE
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
STEP=2 STEP=7
suB =1 SUB =1 —
TIME=2 TIME=7 =
MMM (NOAVG) MMM (NOAVG)
DMX =5.46871 DMX =8.62838
SMN =-234.673 SMN =-318.891
SMX =229.906 SMX =297.567
& X X
5
e
-234.673 -131.433 -28.1934 75.0463 178.286 -318.891 -181.9 -44,9097 92.081 2
-183.053 -79jB133 23)4264 126.666 229.906 - -113.405 235857 297.567
1 /sy 1 b _ANSE
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
STEP=3 STEP=6
suB=1 SUB =1
TIME=3 TIME=6
MMM (NOAVG) MMM (NOAVG)
DMX =8.62838 DMX =5.46871
SMIN =-297.567 SMN =-229.906
SMX =318.891 SMX =234.673
i X 4L X
B
-297.567 -160.576 -23.5857 113.405 250.396 -229.906 -126.666 -23.4264 79.8133 183.053
- 1 097 181.9 318.891 -178.286 -75.p463 284934 131.433 234.673
1 W/nisys| |1 WANSYS
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
STEP=4 STEP=5
SUB =1 SuUB=1
TIME=4 TIME=5
MMM (NOAVG) MMM (NOAVG)
DMX =6.88562 DMX =1.83878
SMN =-213.801 SMN =-142.433
SMX =314.555 SMX =179.893
-213.801 -96.3886 21.0239 138.436 255.849 -142.433 70.805 823 144,079
-155.095 -37.6823 79.7301 197.14 314555 -106.61 -34.991 36.637 265 179.893

Abbildung K.2: Darstellung der MMM-Vergleichsspannung fiir eine Unwuchtbelastung von 500 kN
fir Schadigungen der Strebe VIII und IT als Elementergebnis der IMC-Struktur
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K SCHADENSMODELLIERUNG IMC OHNE KONTAKT

K.3 Schaden 3

1 /sy |2 F/0ISYS
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
STEP=1 STEP=8
SUB =1 suB =1
TIME=1 TIME=8
MMM (NOAVG) MMM (NOAVG)
DMX =2.02097 DMX =7.73939
SMIN =-102.147 SMN =-250.364
SMX =186.351 SMX =169.547
-102.147 -38.0363 26.0743 90.185 154.29 -250.364 -157.05 - 9 29.5767 122.89
-70.0917 -5.981 sgh2o7 2 186.351 -203.707 -110.394 -17.0802) 76.2334 169.547
F/uisyy |1 F/0SYS
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
STEP=2 STEP=7
SUB =1 SUB =1 P
TIME=2 TIME=7
MMM (NOAVG) MMM (NOAVG)
DMIX =6.18683 DMX =9.74223
SMN =-208.787 SMN =-330.156
SMX =216.739 SMX =247.858 \;IE
@ X /_Za}
x
— —
-208.787 -114.226 -19.6643 169.458 -330.156 -201.708 -73.2609 55.1867 183.634
-161.506 -66P45 27§6163 122.178 216.739 -265.932 -133485 -9.¢3711 1 247.858
WASYS (1 WANSYS
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
STEP=3 STEP=6
SUB =1 SUB =1
TIME=3 TIME=6
MMM (NOAVG) MMM (NOAVG)
DMX =9.74223 DMX =6.18683
SMN =-247.858 b SMIN =-216.739
SMX =330,156 SMX =208.787
i
b X L X
b
-247.858 -119.41 9.03711 137.485 265.932 -216.739 -122.178 -27.6163 66.945 506
-183.634 -550867 73R609 201.708 330.156 -169.458 -74.97 643 114.226 208.787
1 . ZNSERE /0ISYS|
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
STEP=4 STEP=5
SUB =1 SUB =1
TIME=4 TIME=5
MMM (NOAVG) MMM (NOAVG)
DMX =7.73939 DMIX =2.02097
SMN =-169.547 SMN =-186.351
SMX =250.364 SMX =102.147
X
e
-169.547 -76.2334 17.0801 110394 203.707 -186.351 -122.24 -58.1297 5.981 70.0917
-122.89 -29.5767 63.7369 157.05 250.364 -154.296 -00.185 -26.0743 38.0363 102.147

Abbildung K.3: Darstellung der MMM-Vergleichsspannung fiir eine Unwuchtbelastung von 500 kN
fiir Schadigungen der Strebe VIII, IT und I als Elementergebnis der IMC-Struktur
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K.4 Schaden 5

K.4 Schaden 5

1 WPANISYS b A
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
STEP=1 STEP=8
SuB =1 SUB =1
TIME=1 TIME=8
MMM  (NOAVG) MMM  (NOAVG)
2.94051 DMX =12.2492
11.723 SMN =-223.816
SMX =183.388 SMX =450.661
Z X
-111.723 -46.1428 19.4374 85.0177 150.59: -223.816 -73.932, 75.9516 225.835 375.719
-78.9329 -13B527 52p276 08 183.388 -14 1.00967 150.893 300.777 450.661
1 WANSYS [2 WANSYS
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
STEP=2 STEP=7
SUB =1 SUB =1
TIME=2 TIME=7
MMM  (NOAVG) MMM (NOAVG)
DMX =10.9662 DMX =16.1321
SMN =-271.809 SMN =-482.886
SMX =459.143 SMX =483.946
ZX X
SRR
-271.809 -109.375 53.0586 215.492 377.926 -482.886 -268.034 -53.1829 161.669 376.52
-190.592 -28J1583 138.275 296.709 459.143 -375.46 -16Q 60! 54.0429 269.094 483.946
&F/ sy |2 W ANSYS
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
STEP=3 STEP=6
SUB =1 suB=1 | ]
TIME=3 TIME=6
MMM  (NOAVG) MMM  (NOAVG)
DMX =16.1321 DMX =10.9662
SMN =-483.946 SMN =-459.143
SMX =482.886 SMX =271.809 /\r\ >
7 X m
]
——— ——]
— -
-483.946 -269.094 -54.2429 -459.143 -296.709 134.275 28.1583 190.592
-376.52 -161.669 5311829 268.034 482.886 -377.926 -213.492 271.809
1 @/ sy |1 WSYS|
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
STEP=4 STEP=5 L 5
SuUB =1 SuUB =1
TIME=4 TIME=5
MMM  (NOAVG) MMM  (NOAVG)
DMX =12.2492 DMX =2.94051
SMN =-450.661 SMN =-183.388
SMX =223.816 SMX =111.723
-450.661 77 150.893 -1.00967 148.874 -183.388 -117.808 76 13.3527 9329
- -225.835 -75.9516 73.9322 223.816 -150.5! -19.4374 111.723

Abbildung K.4: Darstellung der MMM-Vergleichsspannung fiir eine Unwuchtbelastung von 500 kN
fir Schadigungen der Strebe VIIL, II, I, TIT u. VII als Elementergebnis der IMC-Struktur
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L SCHADENSMODELLIERUNG IMC MIT KONTAKT

L. Schadensmodellierung IMC mit Kontakt

L.1 Schaden 1

1 WAnsYs| 1 WANSYS)
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
STEP=1 STEP=8
SUB =1 suB =1
TIME=1 TIME=8
MMM (NOAVG) MMM (NOAVG)
DMX =1.05855 DMX =1.16713
SMN =-123.513 SMN =-115.846
SMX =104.412 SMX =97.376
7 X
-123.513 72.863 22213 28.437 -115.846 -68.463; -21.0807 6.302 73.6847
-98.188 4738 53.762 104.412 -92.1547 .44.772 2.61067 49.9933 97.376
1 @/ 0Sys| [1 - e
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
| |
STEP=2 STEP=7
suB =1 suB=1
TIME=2 TIME=7
MMM (NOAVG) MMM (NOAVG)
DMX =1.05138 DMX =1.0937
SMN =-188.687 SMN =-90.707
SMX =97.955 i ? SMX =139.895
K nX X
\;,_E
-188.687 -124.989 -61.2906 2.40767 66.1059 -90.707 -39.4621 117828 63.0277 114.273
-156.838 -03f1397 244414 34.2568 97.955 -65.0846 -13.4307 375052 88.6501 139.895
1 WANSYS| (1 F/NSYS
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
= /—-\ =
STEP=3 STEP=6
SUB =1 SUB =1
TIME=3 TIME=6 =
MMM (NOAVG) MMM (NOAVG)
DMVIX =2.66056 DIVIX =.974438
SMN =164.985 SMIN =-103.947 e
SMX =117.076 SMX =186.512
ax|) X
QE
LS
-164.985 -102.305 -39.6246 23.0557 85.7359 -103.947 -39.4006 25.1459 89.6923 54.239
-133.645 -70p647 -8psaas 54.3958 117.076 -71.6738 -7.14733 578191 1219 186.512
1 &/ sy [T W/NISYS
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
STEP=4 STEP=5
suB =1 suB =1 =
TIME=4 TIME=5
MMM (NOAVG) MMM (NOAVG)
DX =3.29446 DMX =2.05253
SMN =-164.291 SMIN =-137.945
SMX =195.553 SMX =176.606
5 X B X
-164.291 -4.36033 5 155.57 -137.945 -68.0448 1.85544 141.656
115.588 195.553 -102.995 -33.0947 176.606

Abbildung L.1: Darstellung der MMM-Vergleichsspannung fiir eine Unwuchtbelastung von 500 kN

fiir eine Schidigung der Strebe VIII als Elementergebnis der IMC-Struktur
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L.2 Schaden 2

L.2 Schaden 2

1 F/usys |1 W/0ISYS
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
STEP=1 STEP=8
SUB =1 SUB=1
TIME=1 TIME=8
MMM (NOAVG) MMM (NOAVG)
DMX =1.05836 DMX =1.43377
SMN =-108.615 SMN =-139.904 i
SMX =104.735 SMX =97.939
>
7 X
-108.615 -61.2039 -13.7928 33.6183 94 -139.904 -87.05 -34.196 18.658
-84.9 -37/983 9.d1278 104.735 -113.477 -60.623 -7.769 97.939
1 /sy |1 X o7
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
STEP=2 STEP=7
SUB =1 suB=1
TIME=2 TIME=7
MMM (NOAVG) MMM (NOAVG)
=1.05159 DMX =2.67733
12.219 SMN =-159.721
SMX =98.121 SMX =162.112
fa X L X
-112.219 -65.4768 -18.7346 28.0077 74.749 -159.721 -88.2026 -16,6841 54.8343 126,353
-88.8479 -42j1057 4.48656 51.3788 98.121 -123.962 52,4433 19.p751 90.5936 162.112
1 W/usys |1 & 55
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
STEP=3 STEP=6
suB=1 SUB =1
TIME=3 TIME=6
MMM (NOAVG) MMM (NOAVG)
DMX =2.70293
SMN =-147.045
SMX =117.11 SMX =149.143
-164.995 -102.305 -39.615 23.075 85.765 -147.045 -81.2254 -15.4059 50.4137 116.233
-133.65 -70B -8 117.11 -114.135 48,157 17.f039 833234 149.143
1 &/ svy |1 W/SYS
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
STEP=4 .| STEP=5
SUB =1 SUB =1 o
TIME=4 TIME=5
MMM (NOAVG) MMM (NOAVG)
DMX =3.29512 DMX =1.83878
SMN =-164.275 SMN =-142.433
SMX =195.577 SMX =179.893
X L X
-164.275 -84.3079 -4.34078 75.6263 155.503 -142.433 -70.805 i 144.079
-124.291 E 3 35.642 195.577 -106.619 -34.991 36.637 108.265 179.893

Abbildung L.2: Darstellung der MMM-Vergleichsspannung fiir eine Unwuchtbelastung von 500 kN
fir Schadigungen der Strebe VIII und IT als Elementergebnis der IMC-Struktur
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L SCHADENSMODELLIERUNG IMC MIT KONTAKT

L.3 Schaden 3

7
A
2
A

ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION

STEP=1 STEP=8
suB =1 SUB=1
TIME=1 TIME=8
MMM (NOAVG) MMM (NOAVG)
DMIX =1.07409 DMX =1.4606
SMN =-93.696 SMIN =-191.148
SMX =111.786 SMX =114.334 O

—

-93.696 -48.0333 -2.37067 43.292 88.9547 -191.148 -123.26 -55.3782 12.5067 80.3916

-70.8647 -25R02 20f4607 66.1233 111.786 -157.206 -89.3207 -21.435 46.4491 114.334
W/0SYS S

ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
STEP=2 STEP=7
SUB =1 SUB =1
TIME=2 TIME=7
MMM (NOAVG) MMM (NOAVG)
DMX =1.05685 DMX =2.77961
SMN =120.693 SMN =-194.489
SMX =100.818 SMX =163.629

| [ R B
-120.693 -71.4683 -22.2437 26.981 76.2057 -194.489 -114.907 -35.3254 44.2563 123.838
-96.0807 -46B56 2.36867 51.5933 100.818 -154.698 -75.4163 4.45544 84.0472 163.629
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
STEP=3 STEP=6
SUB =1 SUB =1
TIME=3 TIME=6
MMM  (NOAVG) MMM (NOAVG)
DMX =2.75784 DMX =2.86127
SMN =-175.646 SMN =-186.252
SMX =112.381 SMX =165.798
| B B EE——
-175.646 -111.64 -47.634 16.372 80.378 -186.252 -108.019 -29.7853 48.448 126.681
-79§37 -13.631 48.375 112.381 -147.135 -68.902 9.38133 87.5647 165.798
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SDLUTID[
STEP=4 STEP=5
suB =1 SuB =1
TIME=4 TIME=5
MMM (NOAVG) MMM (NOAVG)
DMX =3.46622 DMX =2.02097
SMN =-190.535 SMN =-186.351
SMX =136.933 SMX =102.147
— —
-190.535 -117.764 -44,9937 27.777 100.548 -186.351 -122.24 -58.1297 5.981 70.0917
-154.15 -81.379 -8.60833 64.1623 136.933 -154.296 -90.185 0743 38.0363 102.147

Abbildung L.3: Darstellung der MMM-Vergleichsspannung fiir eine Unwuchtbelastung von 500 kN
fiir Schadigungen der Strebe VIII, IT und I als Elementergebnis der IMC-Struktur
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L4

Schaden 5

L.4 Schaden

5

ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
STEP=1 STEP=8
SuB =1 suB =1
TIME=1 TIME=8
MMM (NOAVG) MMM (NOAVG)
=1.13535 DMX =1.51122
5.67 SMN =-168.705
SMX =99.559 SMX =117.864
s X
-95.67 -52.2858 -8.90156 34.4827 -168.705 -105.02; -41.341 22.341 3
-73.9779 -30937 12J7906 56.174¢ 99.559 -136.864 -73.182 9. 117.864
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
STEP=2 STEP=7
suB =1 suB=1 |
TIME=2 TIME=7
MMM (NOAVG) MMM (NOAVG)
DMX =1.14974 DMX =2.67094
SMN =-125.981 SMIN =-174.124
SMX =111.866 SMX =117.984 ﬂ: >
X /.ZL\X
(|
|
-125.981 -73.1261 20.2712 325837 5.4386 -174.124 -109.211 -44.2982 20.6147 85.5276
-99.5536 -a6)987 695622 59.0111 111.866 -141.668 76,547 -11)s418 53.0711 117.984
W/RSYS
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
| o |
STEP=3 STEP=6
SUB =1 suB=1
TIME=3 TIME=6
MMM (NOAVG) MMM (NOAVG)
DMX =2.72944 DMX =2.82002
SMN =-170.475 SMN =-175.48
SMX =119.957 SMIX =144.438
| h X
g_u[
—
-170.475 -105.935 -41.3941 23.1463 87.6868 -175.48 -104.387 -33.2942 37.7987 108.892
-138.205 -735643 -9.42389 55.4166 119.957 -139.934 -68.8407 2.2p222 73.3451 144.438
W/0SYS =z
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
STEP=4 g — STEP=5
SUB =1 SUB=1
TIME=4 TIME=5
MMM (NOAVG) MMM (NOAVG)
DMX =3.46682 DMX =2.09646
SMN =-188.942
SMX =156.158 SMX =105.739
X
-183.281 -107.85 -32.4192 43.0117 -188.942 -123.457 -57.9727 7.512 7
-145.566 -70.1347 5.29622 80.7271 156.158 -156.2 -90.715 2303 105.739

Abbildung L.4: Darstellung der MMM-Vergleichsspannung fiir eine Unwuchtbelastung von 500 kN
fir Schadigungen der Strebe VIIL, II, I, TIT u. VII als Elementergebnis der IMC-Struktur

150



M LAGERLASTEN IN X-RICHTUNG

M Lagerlasten in x-Richtung

VOR Lagerlast FX

=== Schaden 0

~fi—Schaden 1

«=#=Schaden 2
=>¢=Schaden 3

Relative Lagerlast

===Schaden 5

Lastschritt

VOR Lagerlast FX Ohne Kontakt

—4—Schaden 0
~i—Schaden 1
==#=Schaden 2

=>é=Schaden 3

Relative Lagerlast

===Schaden 5

Lastschritt

Abbildung M.1: Relative Lagerkraft der oberen Aufhéngung der IMC-Struktur in x-Richtung.

VUR Lagerlast FX

15

._? 0,5 =&=Schaden 0
:-?1 \ ~—@—Schaden 1
- 0
[J
2 / 3 2 5 6 7 3 «==Schaden 2
= .05 =>=Schaden 3
& (

==i¢=Schaden 5

1,5
Lastschritt
Ohne Kontakt
VUR Lagerlast FX
15
1
a
£ o5 == Schaden 0
gp \ == Schaden 1
- 0
4
2 / 3 2 5 5 7 3 «=f=Schaden 2
é -0,5 { =>=Schaden 3
1 ==¥=Schaden 5
-1,5

Lastschritt

Abbildung M.2: Relative Lagerkraft der unteren Aufhéngung der IMC-Struktur in x-Richtung.
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HUR Lagerlast FX

=
5]

i

=4-Schaden 0

o
[

== Schaden 1

Schaden 2

]
wv

=>é=Schaden 3

Relative Lagerlast
o

==ié=Schaden 5

'
i

'
-
5}

Lastschritt

HUR Lagerlast FX

15

,_"é 0,5 ==4-Schaden 0

% == Schaden 1

v 0 Schaden 2
chaden

-%, 2 3 7 8

2-05 =>é=Schaden 3

<

==Schaden 5

-1,5

Lastschritt

Abbildung M.3: Relative Lagerkraft der unteren Aufhéingung der RBS-Struktur in x-Richtung.

N Die MMM-Hypothese im Kontakt

Die MMM-Vergleichsspannung bietet sich vor allem aufgrund ihrer Vorzeichenfunk-
tion fiir eine spannungsbezogene Bauteilbewertung an, da sie eindeutig Zug- und
Druckbereiche voneinander unterscheiden kann. Gerade bei der vorhandenen kom-
plexen Struktur, die aufgrund der umlaufenden Biegebelastung nicht einfach zu be-
werten ist, zeigt sie ihre Vorteile gegeniiber der klassischen von Mises Hypothese.
Bei Betrachtung der Modellierung mit Kontakt (siehe Anhang L) fallen jedoch ei-
nige Lastschritte ins Auge, in denen auf Druck beanspruchte Streben teilweise mit
positiven Werten der MMM-Vergleichsspannung versehen sind. Dies trifft in der
Regel nur auf diejenigen Streben zu, die eine entsprechende Kontaktmodellierung
fiir die Abbildung der Schadigung aufweisen und auf Druck belastet sind. Dazu
zahlen beispielsweise die beschédigten Streben im ersten Lastschritt (sieche Abbil-
dungen im Anhang L). Abbildung N.1 zeigt ein solches Verhalten im Detail fiir die
Schadenskonstellation Schaden 5 im ersten Lastschritt. Zu erkennen ist die Stre-
be VIII, die in diesem Moment auf Druck beansprucht wird. Im linken Bild ist zu
erkennen, dass der am Innenring liegende Bereich der Strebe tiberwiegend positive
Vergleichsspannungswerte aufweist, was unplausibel ist. Urséchlich ist eine vorhan-
dene Mittelspannung, die sich durch den Druckkontakt ergibt und die Vorzeichen-
funktion stort. Wird die Vorzeichenfunktion hingegen mit Spannungskomponenten
berechnet, die iiberwiegend mittelspannungsfrei sind, kann das Ergebnis auf der
rechten Seite erreicht werden. In diesem Fall sind die Mittelspannungsanteile durch
eine einfache Mittelwertbildung iiber die Lastschritte ermittelt und von den jeweili-
gen Spannungskomponenten abgezogen worden. Die damit berechneten Mohrschen
Invarianten wurden im Anschluss nur fiir die Bestimmung der Vorzeichenfunktion
verwendet, was die identischen Beanspruchungsbetrage erklart.
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N DiE MMM-HYPOTHESE IM KONTAKT

.297333 37.674 b -88.566 - : 7.67089 32.7767
18.9857 56.31 -68.34 12.5529 53.000

Abbildung N.1: Detailansicht der Strebe VIII im ersten Lastschritt bei Modellierung mit Kontakt
(Schaden 5) a) fehlerhafte Vorzeichenermittlung b) korrekte Vorzeichenermittlung

Dadurch ergibt sich global eine wesentlich gleichméafligere Spannungsverteilung, die
jedoch lokal im Lasteinleitungsbereich weiterhin zu einer teilweise inhomogenen Vor-
zeichenverteilung fiihrt. Die Griinde sind sehr wahrscheinlich in der groben Modellie-
rung zu suchen, was sowohl die Lastschrittanzahl als auch die Elementgrofie betrifft
und eine genauere Mittelspannungsermittlung erschwert.

In Abb. N.1 fallt auf, dass die Strebe VIII teilweise in den Innenring eindringt,
obwohl es sich um die Modellierung mit Kontakt handelt. Ursachlich ist die Mo-
dellierung dieses Modells. Es handelt sich um ein Submodell, welches nur aus der
IMC-Struktur besteht und aus rechenékonomischen Griinden keine Kontaktelemen-
te besitzt. Es erhdlt die Verschiebungen aus der Globalmodellrechnung, wobei die
Verschiebungen der Kontaktstelle nicht berticksichtigt werden. Anderweitig kommt
es zu diffusen Ergebnissen, die die beschédigten Streben mit dem Innenring verklebt
darstellen und dadurch Spannungsspitzen generiert.
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O Schadensmodellierung RBSS ohne Kontakt

0.1 Schaden 1

1 WSy W/NSYS)
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
STEP=1 STEP=8
SUB =1 suB =1
TIME=1 TIME=8
MMM (NOAVG) MMM (NOAVG)
DMX =1.75675 DMX =2.31028
SMN =-15.031 SMN =13.515
SMX =20.263 SMX =24.355
-15.031 -7.18789 .655222 8.49833 163414 -13.515 -5.099: 3.31611 72
-11.1094 -3.25633 12.4199 20.263 -9.30722 -.891667 24.355
1 /sy |1 < 5
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
STEP=2 STEP=7
suB=1 SUB =1
TIME=2 TIME=7
MMM  (NOAVG) MMM (NOAVG)
DMX =.522178 DMIX =1.53904
SMN =-11.051 SMN =-12.141
SMX =9.841 SMX =16.057
e,
-11.051 -6.40833 -1.76567 2.877 7.51967 -12.141 -5.87478 1391444 6.65767 12.9239
-8.72967 -4.987 595667 5.19833 -9.00789 -2.7p167 3.5p456 9.79078 16.057
1 Wrusys |1 WANSYS]
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
/ﬂ
STEP=3 STEP=6
SUB =1 suB =1
TIME=3 TIME=6
MMM  (NOAVG) MMM  (NOAVG)
DMX =1.53904 DMX =.522178
SMN =-16.057 SMN =-9.841
SMX =12.141 SMX =11.051
b X
-t
E—— ]
-16.057 -9.79078 -3.52456 2.74167 9.00789 -9.841 -5.19833 -.555667 4.087 8.72967
-12.9239 -6.65767 -.3p144a 5.87478 12.141 -7.51967 -2.8[7 1.7p567 6.40833 11.051
1 & sy |t b NS
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
/'\
STEP=4 STEP=5
SUB =1 SuB =1
TIME=4. TIME=5
MMM (NOAVG) MMM (NOAVG)
DMX =2.31028 DMX =1.75675
SMN =-24.355 SMN =-20.263
SMX =13.515 SMX =15.031
-24.355 15.9394 7.52389 9.30722 -20.263 -12.4199 -4.57678 3.26633 11.1094
-20.1472 -11.7317 944 13.515 - -8.49833 -.655222 7.18789 15.031

Abbildung O.1: Darstellung der MMM-Vergleichsspannung fiir eine Unwuchtbelastung von 500 kN

fiir Schiadigung der Strebe VIII als Elementergebnis der RBS-Struktur
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O SCHADENSMODELLIERUNG RBSS OHNE KONTAKT

0.2 Schaden 2

1 b ZSEHE W/NSYS
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
STEP=1 STEP=8
SUB =1 SUB=1
TIME=1 TIME=8
MMM (NOAVG) MMM  (NOAVG)
DMX =1.42473 DMX =4.75502
SMN =-19.282 SMN =-19.852
SMX =22.484 SMX =34.852
-19.282 -10.0007 -.719333 8.562 17.8433 -19.852 -7.6955 4.46089 16.6173 28.7738
-14.6413 -5.35 3.92133 13.2027 22.484 -13.7738 -1.61733 10.5391 22.6956 34.852
F/0sys| |1 &/ 0SYS
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
STEP=2 STEP=7
suB=1 SUB =1
TIME=2 TIME=7
MMM  (NOAVG) MMM  (NOAVG)
DMX =3.05659 DMX =5.42038
SMN =-14.053 SMN =-22.481
SMX =20.244 SMX =26.805
-14.053 -6.43144 1.19011 8.81167 16.4332 -22.481 -11.5286 -.576111 10.3763 3288
-10.2422 -2.60067 5.40089 12.6224 20.244 -17.0048 -6.0p233 4.99011 15. 26.805
h SSEE &/ 0SYS
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
STEP=3 STEP=6 L 6
SUB =1 SUB =1
TIME=3 TIME=6
MMM (NOAVG) MMM  (NOAVG)
DMX =5.42038 DMX =3.05659
SMN =-26.805 SMN =-20.244
SMX =22.481 SMX =14.053
X
——
=
-26.805 -15.8526 -4.90011 6.05233 17.0048 -20.244 -12.6224 -5.00089 2.62067 10.2422
-21.3288 -10B763 536111 5286 22.481 -16.4332 -8.80167 -1.39011 6.43144 14.053
1 b SERE < o
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
STEP=4 STEP=5
SuB =1 SUB =1
TIME=4 TIME=5
MMM  (NOAVG) MMM  (NOAVG)
DMX =4.75502 DMX =1.42473
SMN =-34.852 SMN =-22.484
SMX =19.852 SMX =19.282
-34.852 -22.6956 -10.5391 1.61733 13.7738 -22.484 -13.2027 -3.92133 5.36 14.6413
-28.7738 19.852 -17.8433 -8.562 719333 10.0007 19.282

Abbildung O.2: Darstellung der MMM-Vergleichsspannung fiir eine Unwuchtbelastung von 500 kN
fiir Schadigungen der Strebe VIII und II als Elementergebnis der RBS-Struktur
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0.3

Schaden 3

0.3 Schaden 3

1 /Sy |1 F/00SYS
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
STEP=1 STEP=8
SUB =1 SUB =1
TIME=1 TIME=8
MMM  (NOAVG) MMM (NOAVG)
DMX =1.46131 DMX =5.28832
SMN =-38.323 SMN =-33.656
SMX =39.655 SMX =55.956
-38.323 -20.9946 -3.66611 13.6623 30.9908 -33.656 -13.742; 6.17156 26.0853 45.9991
-29.6588 -128303 4.99811 22.3266 39.655 -23.6991 -3.78533 55.956
/ST F/0SYS
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
STEP=2 STEP=7
SUB =1 SUB =1
TIME=2 TIME=7
MMM  (NOAVG) MMM (NOAVG)
DMX =3.52446 DMX =6.13825
SMN =-36.349 SMN =-35.347
SMX =38.016 SMX =44.119
]
-36.349 -19.8234 -3.29789 13.2277 29.7532 -35.347 -17.6879 -.028778 17.6303 35.2894
-28.0862 =11, 7 4.964389 21.4904 38.016 4 -8.8p83: 8.8D078 26.4599 44,119
1 k. S SHE WNSYS
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
STEP=3 STEP=6
SuB =1 SUB =1
TIME=3 TIME=6
MMM (NOAVG) MMM (NOAVG)
DMX =6.13825 DMX =3.52446
SMN =-44.119 SMN =-38.016
SMX =35.347 SMX =36.349
-44.119 -26.4599 -8.80078 8.85833 5174 -38.016 21.4904 -4.96489 11.5607 28.0862
-35.2894 -17§303 .028778 35.347 29.7532 -13.0277 .2P789 19.8234 36.349
1 W/0sys |1 WASYS
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
STEP=4 STEP=5
SUB =1 SUB =1
TIME=4 TIME=S
MMM (NOAVG) MMM (NOAVG)
DMX =5.28832 DMX =1.46131
SMN =-55.956 SMN =-39.655
SMX =33.656 SMX =38.323
|
-55.956 -36.0422 -16.1284 3.78533 23.6991 -39.655 -22.3266 -4.99811 12.3303 29.6588
-45.9991 -26.0853 -6.17156 13.7422 33.656 -30.9908 -13.6623 3.66611 20.9946 38.323

Abbildung 0O.3: Darstellung der MMM-Vergleichsspannung fiir eine Unwuchtbelastung von 500 kN
fir Schadigungen der Strebe VIII, IT und I als Elementergebnis der RBS-Struktur
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O SCHADENSMODELLIERUNG RBSS OHNE KONTAKT

0.4 Schaden 5

1 F/0syy 1 WANSYS
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
STEP=1 STEP=8
SUB =1 suB=1
TIME=1 TIME=8
MMM (NOAVG) MMM (NOAVG)
DMX =1.64903 DMX =7.30729
SMN =-42.995 SMN =-70.888
SMX =50.116 SMX =123.289
X
-42.995 -22.3037 -1.61233 19.079 39.7703 -70.888 -27.737 15.4129 8.5633 101.714
-32.6493 -11P58 813333 29.4247 50.116 -49.3128 -6.16233 36.9881 80.1386 123.289
1 W/SYS) |1 X o
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
STEP=2 STEP=7
suB=1 suB=1
TIME=2 TIME=7
MMM  (NOAVG) MMM  (NOAVG)
DMX =5.32137 DMX =8.83137
SMN =-92.038 SMN =-98.337
SMX =85.578 SMX =124.249
—
-92.038 -52.5678 -13.0976 26.3727 65.8429 -98.337 -48.8734 590111 50.0537 99.5172
-72.3029 -32§8327 6.43756 46.1078 85.578 -73.6052 -244417 258219 74.7854 124.249
1 Wnsys |1 sy
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
STEP=3 STEP=6
SUB =1 SUB =1
TIME=3 TIME=6
MMM  (NOAVG) MMM  (NOAVG)
DMX =8.83137 DMX =5.32137
SMN =-124.249 SMN =-85.578
SMX =98.337 SMX =92.038
e oo
-124.249 -74.7854 -25.3219 24.1417 73.6052 -85.578 -46.1078 -6.63756 32.8327 72.3029
-99.5172 -500537 -.5p0111 48.8734 98.337 -65.8429 -268727 130976 52.5678 92.038
1 &/ syl |1 L ASE
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
STEP=4 STEP=5 5
SUB =1 SUB =1
TIME=4 TIME=5
MMM  (NOAVG) MMM  (NOAVG)
DMX =7.30729 DMX =1.64903
SMN =-123.289 SMN =-50.116
SMX =70.888 SMX =42.995

e E————
-123.289 -80.1386 -36.9881 6.16233 49.3128 -50.116 -29.4247 -8.73333 11.958 3
-101.714 -58.5633 -15.4129 27.7376 70.888 -39.7703 -19.079 1.61233 22.3037 42.995

Abbildung O.4: Darstellung der MMM-Vergleichsspannung fiir eine Unwuchtbelastung von 500 kN
fiir Schadigungen der Strebe VIII, 11, I, III und VII als Elementergebnis der RBS-Struktur
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P Schadensmodellierung RBSS mit Kontakt

P.1 Schaden 1

1 F/usyy [1 F/0ISYY
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
STEP=1 STEP=8
suB =1 SuB =1
TIME=1 TIME=8
MMM  (NOAVG) MMM  (NOAVG)
DMX =1.07479 DMX =1.15301
SMN =-11.243 SMN =-9.544
SMX =14.029 SMX =15.348
IR |
-11.243 -5.627 =011 5.605 11.221 -9.544 -4.012. 1.51911 7.05067 12.5822
-8.435 -2.819 2.Pp7 8.413 14.029 -6.77822 -1.24667 4.28489 9.81644
1 usys| 1 W/0ISYS
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
STEP=2 STEP=7
SUB =1 SUB =1
TIME=2 TIME=7
MMM  (NOAVG) MMM (NOAVG)
DMX =.522178 DMX =.584185
SMN =-11.052 SMN =-9.855
SMX =9.841 SMX =12.799
1
-11.052 -6.40911 -1.76622 2.87667 56 -9.855 -4.82078 .213444 5.24767 10.2819
3056 -4.08767 595222 9.841 -7.33789 -2.3p367 2.7B056 7.76478 12.799
1 WSYS, W/SYS
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
STEP=3 STEP=6
SUB =1 SUB =1
TIME=3 TIME=6
MMM (NOAVG) MMM  (NOAVG)
DMX =1.53904 DMX =.522142
SMN =-16.057 SMN =-9.738
SMX =12.141 SMX =12.119
P
-16.057 -9.79078 -3.52456 2.74167 -9.738 -4.88089 -.023778 4.83333 9.69044
-12.9239 -6.65767 -.3p1444 12.141 -7.30944 -2.4§233 2.4p478 7.26189 12.119
1 F/0isys| [1 /0SYS|
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
e
STEP=4 STEP=5 L5 T
SUB =1 SUB =1
TIME=4 TIME=5
MMM (NOAVG) MMM (NOAVG)
DMX =2.31028 DMX =1.75675
SMN =-24.355 SMN =-20.263
SMX =13.515 SMX =15.031
-24.355 -15.9394 7.52389 -20.263 -12.4199 -4.57678 3.26633 11.1094
-20.1472 -11.7317 13.515 3414 -8.49833 -.655222 7.18789 15.031

Abbildung P.1: Darstellung der MMM-Vergleichsspannung fiir eine Unwuchtbelastung von 500 kN

fiir Schiadigung der Strebe VIII als Elementergebnis der RBS-Struktur
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P SCHADENSMODELLIERUNG RBSS MIT KONTAKT

P.2 Sch

aden 2

1 W/0isys| (1 W/0SYS
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
STEP=1 STEP=8
SUB =1 SuB =1
TIME=1 TIME=8
MMM (NOAVG) MMM (NOAVG)
DMX =1.07667 DMX =1.37984
SMN =-11.5 SMN =-10.409
SMX =13.961 SMX =15.65
EENE——— |
-115 -5.842 -.184 5.474 11.132 -10.409 -4.6181 1.17278 6.96367 12.754
1 -3.qu3 2.445 8.303 13.961 7 4.06822 9.85911 15.65
F/0SYS| |1 W/NSYS
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
STEP=2 STEP=7
SUB =1 SUB =1
TIME=2 TIME=7
MMM (NOAVG) MMM  (NOAVG)
DMX =.522152 DMX =1.53436
SMN =-11.124 SMN =-16.069
SMX =9.841 SMX =17.215
-11.124 -6.46511 -1.80622 2.85267 7.51156 -16.069 -8.67256 -1.27611 6.12033 13.5168
-8.79456 -4.18567 533222 5.18211 9.841 -12.3708 -4.9F433 2.4p211 9.81856 17.215
1 /sy |1 W/SYS
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
STEP=3 STEP=6 L 6
SuB =1 SUB =1
TIME=3 TIME=6 gL
MMM  (NOAVG) MMM  (NOAVG) &N
DMX =1.53987 DMX =1.07484
SMN =-16.051 SMN =-21.021
SMX =12.121 SMX =16.302
L X
)
| 0 R B EE— |
-16.051 -9.79056 -3.53011 2.73033 8.9907: -21.021 -12.727 -4.433 3.861 12.155
-12.9208 -6.65033 3P9889 5.86056 12121 16.874 =246 8.008 16.302
1 /sy [t W/0SYS
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
STEP=4 STEP=5
SUB =1 SuUB =1
TIME=4 TIME=5
MMM  (NOAVG) MMM  (NOAVG)
DMX =2.31076 DMX =1.42473
SMN =-24.36 SMN =-22.484
SMX =13.516 SMX =19.282
-24.36 -15.9431 -7.52622 7 9.30756 3
-20.1516 -11.7347 -3.31771 5.0991. 13.516 19.282

Abbildung P.2: Darstellung der MMM-Vergleichsspannung fiir eine Unwuchtbelastung von 500 kN
fiir Schadigungen der Strebe VIII und II als Elementergebnis der RBS-Struktur
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P.3 Schaden 3

P.3 Schaden 3

1 F/0SYs |1 W/ SYS
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
STEP=1 STEP=8
SUB =1 SuB =1
TIME=1 || TIME=8
MMM  (NOAVG) N MMM  (NOAVG)
DMX =1.07945 DMX =1.40722
SMN =-15.137 SMN =-16.462
SMX =15.223 SMX =18.114
-15.137 -8.39033 -1.64367 5.103 11.8497 -16.462 -8.7784; -1.09489 6.58867 14.2722
7 -5.017 1.2967 8.47633 15.223 -12.6202 -4.93667 2.74689 10.4304 18.114
1 @/ svy (1 x5
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
STEP=2 STEP=7
SUB =1 SuB=1
TIME=2 TIME=7
MMM  (NOAVG) MMM  (NOAVG)
DMX =.522135 DMX =1.59175
SMN =-13.731 SMN =-24.76
SMX =10.316 SMX =24.816
|
-13.731 -8.38722 -3.04344 2.30033 7.64411 -24.76 -13.7431 -2.72622 8.29067 76
0591 -5.1533 -.3¥1556 4.97222 10.316 -19.2516 -8.2B467 2. 2 13.79¢ 24.816
1 W/ nsys| [1 0SYS
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
STEP=3 STEP=6
SUB =1 SUB =1
TIME=3 TIME=6
MMM  (NOAVG) MMM (NOAVG)
DMX =1.59116 DMX =1.15125
SMN =-20.273 SMN =-34.447
SMX =15.054 SMX =33.483
i
SE—— |
-20.273 -12.4226 -4.57211 3.27833 11.1288 -34.44° 25.9352
-16.3478 -8.49733 -.6H6889 7.20356 15.054 -26.! 4 33.483
1 /0SS |1 W/0SYS
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
STEP=4 STEP=5
SUB =1 SuB=1
TIME=4 TIME=5
MMM (NOAVG) MMM (NOAVG)
DMX =2.38798 DMX =1.46131
SMN =-34.005 SMN =-39.655
SMX =24.517 SMX =38.323
-34.005 -21.0001 -7.99522 5.00967 18.0146 -39.655 -22.3266 -4.99811 12.3303 29.6588
-27.5026 ~14.4977 -1.49278 11.5121 24,517 -30.9908 -13.6623 3.66611 20. 6 38.323

Abbildung P.3: Darstellung der MMM-Vergleichsspannung fiir eine Unwuchtbelastung von 500 kN
fir Schadigungen der Strebe VIII, IT und I als Elementergebnis der RBS-Struktur
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P SCHADENSMODELLIERUNG RBSS MIT KONTAKT

P.4 Schaden 5

1 &/ isyy [1 W/SYS
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
STEP=1 STEP=8
SUB =1 susB=1
TIME=1 TIME=8
MMM (NOAVG) MMM  (NOAVG)
DMX =1.12153 DMX =1.3292
SMN =-17.563 SMN =-20.121
SMX =15.209 SMX =23.289
-17.563 -10.2803 -2.99767 4.285 11.5677 -20.121 -10.474; -.827667 .819 18.4657
-13.9217 -6.689 648667 7.92633 15.209 -15.2977 -5.651 3.99567 13.6423 23.289
1 /sy (1 W/0SYS
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
STEP=2 Lz STEP=7
SUB =1 SuUB =1
TIME=2 TIME=7
MMM  (NOAVG) MMM  (NOAVG)
DMX =.519287 DMX =1.54274
SMN =-15.492 SMN =-31.857
SMX =16.801 SMX =34.316
-15.492 -8.31578 -1.13956 6.03667 13.2129 -31.857 -17.1519 -2.44678 12.2583 26.9634
-11.9039 -4.7R767 2.44856 9.62478 16.801 -24.5044 -9.7p933 4.9D578 19.6109 34.316
1 F/syy [1 X o
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
STEP=3 STEP=6
SUB =1 SUB =1
TIME=3 TIME=6
MMM (NOAVG) MMM (NOAVG)
DMX =1.53003 DMX =1.14498
SMN =-30.674 SMN =-39.277
SMX =28.696 SMX =44.466
|
-30.674 «17.4807 -4.28733 8.906 22.0993 -39.277 -20.6674 -2.05789 16.5517 35.1612
-24.0773 -10884 2.30933 15.5027 28.696 -29.9722 -11.8627 7.2p689 25.8564 44.466
1 F/0syy [t F/0SYS
ELEMENT SOLUTION ELEMENT SOLUTION
STEP=4 STEP=5
SUB =1 suB=1
TIME=4 TIME=5
MMM (NOAVG) MMM (NOAVG)
DMX =2.32549 DMX =1.44735
SMN =-33.994 SMN =-45.975
SMX =34.836 SMX =47.487
-33.994 -18.6984 -3.40289 11.8927 27.1882 -45.975 -25.2057 -4.43633 B g 3
-26.3462 -11.0507 4.24489 19.5404 34.836 -35.5903 -14.821 5.94833 26.7177 47.487

Abbildung P.4: Darstellung der MMM-Vergleichsspannung fiir eine Unwuchtbelastung von 500 kN
fiir Schadigungen der Strebe VIII, 11, I, III und VII als Elementergebnis der RBS-Struktur
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Risslangen der Simulation I und II

- = Stirnseitenrisslange | Stirnseitenrisslange |
——Langsseitenrisslange | Langsseitenrisslange Il
40
Simulation | Simulation Il
35

w
o

N
(03]

Risslange in [mm]
N
o

=R
o ul
\

\

\

u
\
\
\
\
\
\

o

0 5000 10000 15000
Lastwechsel

Abbildung Q.1: Ermittelte Rissldngen der Simulation I und II
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