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Kurzfassung

In der vorliegenden Arbeit wurden SEN-Proben mit drei unterschiedlichen Kerbtiefen aus der
Legierung EN AW 7475-T761 in Einstufenversuchen ermidet, um den Einfluss der Kerbspannung auf
die Rissausbreitung, sowie den Augenblick der Kerbentlastung zu bestimmen. Der Schwerpunkt lag
dabei auf der Analyse des zweidimensionalen Kurzrisswachstums.

Durch die hohe Auflosung der fiir die In-situ-Messungen verwendeten Gleichstrompotentialsonde
konnte gezeigt werden, dass der Beginn der Rissausbreitung im Zeitfestigkeitsbereich innerhalb der
ersten 20 % der Gesamtlebensdauer sicher nachgewiesen werden kann. Die sogenannte
Anrisslebensdauer wird dadurch vernachlassigbar und folglich die Gesamtlebensdauer durch reinen
Rissfortschritt bestimmt. Im Zuge der Kalibrierung der Potentialsonde auf Risslangen im
Kurzrissstadium konnte zudem verdeutlicht werden, dass ein Absolutwert der Risslange neben der
Kerbgeometrie vor allem von der Geometrie der Anrisse abhangt.

Als Variante der Lebensdauervorhersage wurden ausgehend von Wohler-Kurven sowohl
kontinuumsmechanische, als auch bruchmechanische Spannungstransformationen diskutiert. Da alle
Varianten vergleichbar gute Vorhersageergebnisse lieferten, wurde ein bekanntes Dilemma betont,
wonach sich in der Praxis mit Transformationsfaktoren ({berschlagig Lebensdauern fir
unterschiedliche Kerbkonfigurationen aus nur einer experimentell ermittelten Referenzkurve ableiten
lassen, ohne dass der eigentliche Rissausbreitungsvorgang verstanden wurde.

Die notwendige Modellierung der Rissausbreitung erfolgte zundchst nur in Richtung des
Langrisswachstums einerseits auf Basis eines bruchmechanischen Konzepts, bei der die Kerbtiefe als
Ausgangsrisslange in die Berechnung eingeht, und andrerseits mit Hilfe eines ortlichen Konzept,
welches den Kerbspannungsgradienten mit bericksichtigt. Die bruchmechanischen Berechnungen
flihrten zu einer Unterschatzung der experimentell bestimmten Lebensdauern fiir Proben mit flachen
Kerben und umgekehrt wurden die Lebensdauern von Proben mit tieferen Kerben mit dem o6rtlichen
Konzept deutlich Gberschatzt.

Somit wurde zu einer detaillierten Analyse der zweidimensionalen Kurzrissausbreitung auf der
Probenoberflache libergegangen. Dabei wurden nach definierten Schwingspielintervallen die Langen
der entstandenen viertelelliptischen Eckanrisse auf den Seitenflachen und im Kerbgrund im REM
bestimmt. Durch die Nachbildung der zweidimensionalen Rissausbreitung konnte schrittweise gezeigt
werden, dass die Ausbreitung der kurzen Risse in die beiden Oberflachenrichtungen nicht unabhangig
voneinander verldauft und dass die Rissverlangerung entlang des Kerbgrundes dominiert.

Schlieflich wurde auf die entsprechenden Spannungen zuriickgerechnet, die lokal den
gemessenen Fortschritt der Eckanrisse bedingt haben miissen. Die berechneten, lokalen Spannungen
fielen ausgehend von dem Maximalwert der kerbbedingten Spannungsiiberhéhung bereits nach etwa
150 pum auf das Niveau der Nennspannung ab und lagen stets unterhalb der theoretischen
Spannungswerte der Kerbspannungslehre. Die Kerbentlastung tritt also deutlich friiher ein als bisher
angenommen und zwar schon durch die Ausbreitung der kurzen Eckanrisse.



Abstract

In this thesis SEN specimens with three different notch depths of the alloy EN AW 7475-T761 were
fatigued in single stage experiments. This was done in order to determine the influence of notch
stresses on the crack propagation, as well as to ascertain the moment of the notch stress relief.
Thereby the focus was on the analysis of the two-dimensional short crack propagation.

Due to the high resolution of the DCPD technique used for the in-situ measurements, it was
possible to show that the beginning of continuous crack propagation in the HCF regime is within the
first 20 % of the total lifetime. Thus, the so-called crack initiation lifetime becomes negligible and the
total lifetime is determined by crack propagation only. In the context of the calibration of the DCPD
technique it could be illustrated that an absolute value of the crack length depends on the notch
geometry and in particular on the geometry of the early flaws.

As a variation of lifetime prediction continuum mechanical and fracture mechanical stress
transformation were discussed based on SN curves. All variations led to nearly the same prediction
quality, so that a known dilemma was emphasized: lifetime predictions for different notch
configurations could be obtained using just one reference curve (which was experimentally
determined) combined with stress transformation factors, even without any knowledge of the crack
propagation itself.

The required modelling of the crack propagation was firstly carried out in the direction of the long
crack propagation. On the one hand a fracture mechanical approach was used where notch depth is
equal to crack length. On the other hand a local approach was followed where the notch stress gradient
was taken into account. The fracture mechanical simulations underestimated the experimentally
determined lifetimes of specimens with shallow notches. Vice versa, the local approach overestimated
the lifetime of specimens with deep notches.

Hence, a detailed analysis of the two-dimensional short crack propagation on the specimen
surface was conducted. Therefore, the length of the quarter elliptical corner cracks was determined
on the specimen sides and on the notch root surface after defined fatigue intervals. According to the
simulation of the two-dimensional crack propagation it could be shown stepwise, that the propagation
of short cracks in both surface direction is interdependent and that the crack prolongation along the
notch root is dominant.

Finally the stresses responsible for the measured crack propagation were calculated. These local
stresses decreased from the maximum level caused by the notch stress concentration to the applied
stress level in both direction after only 150 microns. The resulting local stresses were always below the
theoretical values of notch stress. In conclusion the relief of the notch stress sets in earlier than
expected, in fact this relief already takes place due to the propagation of the short corner cracks.
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1 Einleitung

Auf einem Symposium zur Materialermidung in der Luftfahrt im Jahr 2009 versuchten
Eastin und Mowery (Eastin und Mowery 2009) die vergangenen 30 Jahre der Entwicklung der
schadenstoleranten Anforderungen an Transportflugzeuge zu bewerten. Seit 1978 ist der
schadenstolerante Ansatz Bestandteil der Vorschriften der amerikanischen Luftfahrtbehérde
(Federal Aviation Administration, FAA). Den Schwerpunkt ihrer Bewertung legten sie dabei auf
die Zuverlassigkeit der Inspektionen, die Einsatzdauer der Flugzeuge und die Intervalle fir eine
Inspektionspflicht. Anhand der Untersuchungsberichte einiger Flugunfdlle und der daraus
abgeleiteten Anpassungen der Vorschriften kamen sie zu folgenden Schlussfolgerungen und
Handlungsempfehlungen:

1. Der absolute Verlass auf die Inspektionen wurde aufgegeben bzw. um die Forderung
erganzt, dass bestimmte Flugzeugbauteile, die z.B. schwer zugénglich sind und/oder
nicht verlasslich inspiziert werden konnen, ermidungsfest ausgelegt werden miissen.
(Es kommt hier also zu einer Kombination aus schadenstolerantem Design und einem
Safe-Life-Design.)

2. Obwohl die Vorschriften mittlerweile Betriebsgrenzwerte beinhalten, fehlt jedoch
immer noch eine Begrenzung der Einsatzdauer der Luftfahrzeuge auf die Zeitspanne
bis zur moglichen Ermidungsrissbildung in Bereichen, die sich einer Inspektion
entziehen.

3. Beaziiglich vorgeschriebener Inspektionsintervalle hat man sich immerhin von
fehlenden zu unvollstandigen Anforderungen weiterentwickelt. Eastin und Mowery
zeigten aber deutlich auf, dass an dieser Stelle dringender Nachholbedarf herrscht, da
die entsprechende Richtlinie zuweilen sogar paradox erscheint. Der Richtlinienpassus,
der die Methoden zur Bestimmung verpflichtender Inspektionsintervalle beschreibt,
Uberlasst es dem Nutzer im gleichen Zug eigenstandig Gber den Inspektionszeitpunkt
zu bestimmen, sofern er sich in der Lage sieht, Ermidungsrisse im Rahmen der eigenen
Wartungsintervalle zu detektieren und zu beheben. Hierdurch wird zwar prinzipiell der
Gedanke an die Sicherheit gewahrt, eine formal eindeutige Verpflichtung aber
umgangen.

Obwohl man bei den beiden letzten Punkten sicherlich auch von einer anhaltenden
Schnittmengenproblematik zwischen den Absichten der Nutzer/Fluggesellschaften und der
FAA sprechen kann, haben doch alle drei o.a. Punkte ein gemeinsames Hauptanliegen: die
zuverlassige Lebensdauervorhersage betriebsbeanspruchter Flugzeugstrukturen.

Tabelle 1.1 zeigt, dass einem Umdenken in der Luftfahrtindustrie tragische
Schliisselereignisse vorausgingen. So hatte man sich nach den drei Abstlrzen der Comet 1 in
den 1950er Jahren von einem reinen Safe-Life-Konzept, bei dem statische
Festigkeitskennwerte die Grundlage bildeten, verabschiedet und das Fail-Safe-Konzept




1 Einleitung

die
Werkstoffparameter in den Vordergrund. Einem Ausfall von Bauteilen wollte man durch eine

eingefiihrt. Diese Ausfallsicherheit rlickte Bruchzahigkeit als wesentlichen

entsprechende redundante Konstruktion zuvorkommen. Schliefllich gelangte man zu der
Einsicht, dass jedes Bauteil potentiell fehlerbehaftet ist. Vasudevan et al. (Vasudevan et al.
2001) fassten fir diesen schadenstoleranten Ansatz zusammen, dass regelmaRige
Inspektionen und eine zuverldssige Rissdetektion genauso unabdingbar sind, wie geeignete
Berechnungsverfahren des Rissfortschritts.

Tabelle 1.1 - Liste von Flugzeugabstiirzen aufgrund von Materialermiidung seit 1953 (nach (Vasudevan et al. 2001), erweitert
und korrigiert gem. http://aviation-safety.net)

Flugzeugmuster

| Unfalldatum |

Unfallbeschreibung

Kurzfassung der Unfallursache

Safe-Life

Comet 1 02.05.1953 Unfallserie dreier Abstiirze, bei der | Risse ausgehend von den Ecken der fast
10.01.1954 die Flugzeuge in der Luft zerbrachen. | quadratischen Fenster infolge des Ausdehnens und
De Havilland 08.04.1954 Zusammenziehens der Druckkabine beim Auf- und
Abstieg
Fail-Safe
F-111A 22.12.1969 Abriss eines kompletten Fligels; | Risse bildeten sich an Schmiededefekten und
Absturz bei weniger als einem Drittel | breiten sich vor der Inspektion aus.
US Airforce der zuldssigen Belastung
Boeing 707-321C 14.05.1977 Abriss des rechten Héhenleitwerks Materialermiidung und unzureichendes Fail-Safe-
Design  am Hinterholm; Kurzrisswachstum
Dan-Air ausgehend von Nietverbindungen
Damage-Tolerance
DC-10-10 25.05.1979 Das linke Triebwerk riss ab und | Zwei Risse ausgehend von einem uberlasteten
beschadigte den Flugel. Flansch; Beschadigung des AuBenlastentragers
American Airlines 191 durch Wartungsarbeiten
Boeing 747SR-46* 12.08.1985 Explosive Dekompression auf 24.000 | Unzuldssige Reparatur nach einem Tailstrike;
FuBR Hohe; Druckschott zwischen | Druckschott nur mit einfacher und nicht mit
Japan Airlines 123 Kabine und Seitenleitwerk versagte | doppelter Nietreihe befestigt; Rissbildung an den
und das Seitenleitwerk riss ab. Nietverbindungen
Boeing 737-200* 28.04.1988 Abriss eines Stlcks des oberen, | Materialermidung im  Zusammenspiel mit
vorderen Rumpfbereichs Korrosion, sowie schlechten Klebverbindungen
Aloha Airlines 243
DC-10-10* 19.07.1989 Zersplittern des Fanlaufrades im | Bei der Wartung wurde ein bestehender
Hecktriebwerk Ermidungsriss nicht entdeckt.
United Airlines 232

* Abstiirze mit Uberlebenden

Hinsichtlich der geeigneten Berechnungsverfahren machte Krupp (Krupp 2004) noch
einmal darauf aufmerksam, dass

~[blis heute [..] Lebensdauervorhersagemethoden fiir zyklisch belastete Teile
Glaubensfragen [sind] und [...] selten eine Genauigkeit [erreichen], die um weniger als den
Faktor zwei von der tatséichlichen Lebensdauer abweicht.”

Allein fiir die Vorhersage des Rissfortschritts langer Risse gibt es mehr als 40 empirische
Modelle (Vasudevan et al. 2001). Diese Mannigfaltigkeit ist ein Beleg dafiir, welche
unterschiedlichen Ansichten im Bereich der Rissausbreitung vertreten werden. Eine extreme




Ansicht formulierte Miller eher provokant, indem er unterstellte, dass sich ein Ermidungsriss
mit dem ersten Belastungszyklus ausbreitet (siehe Davidson et al. 2003). Demgegeniiber steht
die Behandlung von Ermiidungsrissen erst ab ihrer sicheren Detektion, die natrlich stark von
der Qualitat der Detektionsmethoden abhangig ist. Wahrend der Ansatz von Miller den Vorteil
hat, dass die Lebensdauer eines Bauteils von Anfang an mit einem reinen
Rissausbreitungsmodell bestimmt werden kann, ist man im anderen Fall bis zur
Detektionsgrenze abhangig von statistischen Lebensdauerbetrachtungen.

Es stellt sich an dieser Stelle die Frage nach dem Zusammenhang zwischen Lebensdauer
und Materialschadigung, denn die Schadigung eines Bauteils setzt nicht erst mit der
Ausbreitung von sichtbaren Ermidungsrissen ein.

Nach llschner und Eggeler (llschner und Eggeler 1990) beinhaltet der Begriff der
Werkstoffschadigung ,die Gesamtheit [der] strukturellen Verédnderungen” des Gefliges. Unter
diese weit gefasste Definition der Schadigung als Abweichung vom idealen Kristallgitter lassen
sich u.a. die Bildung von Versetzungen, die Produktion von Leerstellen und
Zwischengitteratomen, aber auch die Bildung und Ausbreitung von Rissen subsumieren.
Derartige strukturelle Anderungen kénnen durch thermische, chemische, mechanische oder
strahlungsbedingte Belastung herbeigefiihrt werden. Der Begriff der Schadigung erfordert
somit fir seine Definition stets auch die Frage nach der betrachteten Dimension.

Eine weitere Facette des Schadigungsbegriffs lasst sich aufzeigen, indem man die
Schadigung einer Nutzwertminderung gleichsetzt (llschner und Eggeler 1990), wodurch auch
betriebswirtschaftliche Aspekte der Materialermiidung einbezogen werden. So setzt sich der
Nutzwert eines technischen Bauteils aus einem bauteilspezifischen (Bedeutung der Funktion)
und einem werkstoffspezifischen Anteil (messbare Eigenschaften des Werkstoffes)
zusammen. Demzufolge lasst sich die Nutzwertminderung auch in einen kostenwirksamen
Anteil und einen physischen Anteil (bei der Konstruktion zugrundgelegte Beanspruchung und
unplanmiRige, messbare Uberbeanspruchung) unterteilen. Die Lebensdauer eines Bauteils
entwickelt sich dadurch zu einer Funktion einer tolerierbaren Untergrenze des Nutzwertes.

Um schlieB8lich auf die , Glaubensfragen” zur Lebensdauervorhersage zuriickzukommen,
sei auf das Vorwort der dritten Auflage der ,Kerbspannungslehre” von Neuber verwiesen.
Neuber als Vertreter der Kontinuumsmechanik versuchte in diesem Vorwort die
Bruchmechanik in Bezug auf ihre Anwendbarkeit zu marginalisieren, indem er kurzerhand alle
vermeintlichen Unzulanglichkeiten der Bruchmechanik benannte und diesen die
Uberlegenheit der Kerbspannungslehre gegeniiberstellte (Neuber 1985).

Natdurlich ist heute bekannt, dass weder Neubers Kerbspannungslehre alleine gentigt, um
Risse an gekerbten Bauteilen beschreiben zu kénnen, noch hieraus eine Lebensdauer
abzuleiten. Allerdings kommt auch die Bruchmechanik ohne die von Neuber begriindete
Kerbspannungslehre nicht aus, wenn es darum geht, den Einfluss von Kerben auf die
Rissbildung und den Rissfortschritt zu berticksichtigen.
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An dieser Stelle setzt die vorliegende Arbeit an und so werden u. a. Versuche mit
verschiedenen Kerbgeometrien zur Bestimmung des Einflusses der
Kerbspannungskonzentration auf die Gesamtlebensdauer durchgefiihrt, wobei der
Untersuchung des Kurzrisswachstums im kerbnahen Bereich hohe Aufmerksamkeit gezollt
wird. Dazu wird eine hochauflésende Gleichstrompotentialsonde zur Detektion der
Rissinitiierung und der Ausbreitung kurzer Risse eingesetzt und deren Ergebnisse bewertet.
AbschlieBend werden Berechnungsvarianten vorgestellt, die Teilaspekte beider
,Denkschulen” vereinigen — unter der Voraussetzung, dass ab einer initialen DefektgroRe die
Lebensdauer durch reinen Rissfortschritt bestimmt werden kann.

Basierend auf den Ergebnissen der Versuchsreihen wird beabsichtigt, die Entwicklung der
Kerbspannung bei sich ausbreitenden Rissen beschreiben zu koénnen, zumal die
kontinuumsmechanische Herleitung der Kerbfaktoren auf statischen Belastungsszenarien und
Uberwiegend auf ideal elastischem Materialverhalten beruht. Und folglich legt auch die
Ermittlung des Kerbspannungsgradienten statische Belastungen zugrunde. Hinzu kommt, dass
das Konstrukt des zyklischen Kerbfaktors keine Information GUber die lokalen
Spannungsverhaltnisse von kurzen Rissen ausgehend von Kerben generiert. Es ist also zu
hinterfragen, ob die statischen Annahmen beziglich der Kerbspannung auch im Falle
zyklischer Belastung — mit der Folge der Bildung und Ausbreitung von Rissen -
aufrechterhalten werden kénnen oder ob die Berlicksichtigung der
Kerbspannungsiiberhdhung mit Beginn der Rissausbreitung gegenstandslos wird. Anders
formuliert, stellt sich die Frage nach dem Zeitpunkt und dem Prozess der Entlastung einer
Kerbe. Zudem soll gezeigt werden, dass die anfangliche Rissausbreitungsphase bis zur
Ausbildung einer geschlossenen Rissfront tiber die komplette Probendicke die Lebensdauer
bestimmt und dass hierbei der zweidimensionale Charakter kurzer Risse im Fokus stehen
muss.




2 Grundlagen der Materialermtdung

2.1 Geschichtlicher Ruckblick

Die ersten systematischen Versuche zur Untersuchung der Festigkeit metallischer
Werkstoffe wurden vermutlich von dem Universalgelehrten Leonardo da Vinci (1452-1519)
um das Jahr 1500 durchgefiihrt (Lund und Byrne 2001).

_LJ_

Abbildung 2.1 - Da Vincis Versuchsaufbau

Fiir seine Versuche befestigte Leonardo da Vinci, wie in Abbildung 2.1 skizziert, an einem
hiangenden Eisenseil (a) einen Auffangkorb (b), der den feinen Sand, der aus einer kleinen
Offnung des Sandvorratsbehilters (c) rieselte, auffing. Der Auffangkorb (b) fiillte sich nun
solange mit Sand, bis das Eisenseil (a) riss. Beim Herabfallen des Auffangkorbes (b) wurde ein
Federmechanismus ausgeldst, der die Offnung fiir das Herausrieseln des Sandes verschloss.
Leonardo da Vinci erfasste dann die Sandmenge, die notwendig gewesen war, um das Seil
reiffen zu lassen, als auch den Ort des Seilbruchs. Er wiederholte den Versuch mehrfach um
die Ergebnisse abzusichern. Hiernach wurde die Seillange halbiert und das zusatzliche
Sandgewicht, was nun notwendig war, um das Eisenseil reiRen zu lassen, wurde ebenfalls
erfasst. Auch ein Seil mit einem Viertel der urspriinglichen Lange wurde analog getestet.

Leonardo da Vinci kam schlieBlich zu der Schlussfolgerung, dass je kiirzer das Seil sei, desto
mehr Gewicht kdnne es tragen. Und eben diese Erkenntnis stand lange im Gegensatz zur
Theorie der klassischen Mechanik, bei der die Seillange eigentlich irrelevant sein sollte,
solange das Eigengewicht des Seils nicht berticksichtigt wird. Man unterstellte ihm, dass er
seine Versuche falsch interpretiert hatte bzw. man suchte lange nach Fehlern in der
Ubersetzung seiner Notizen. Erst als man den damaligen Fertigungsprozess der Eisenseile in
die Erklarungen miteinbezog, kam Leonardo da Vinci schlieBlich zu seinem Recht. Denn
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seinerzeit wurde Eisenseile ungleichmaRig erwarmt und der erhitzte Abschnitt dann durch
Locher in Stahlplatten gezogen. Hierdurch entstanden abschnittsweise Einschnirungen. In der
Summe kam es somit zu einer Vielzahl von Imperfektionen, die maligeblich die Festigkeit der
Eisenseile bestimmten. Je langer also das Seil war, desto hoher war die Wahrscheinlichkeit fiir
Imperfektionen im Seil. Dieser Zusammenhang wird als statistischer GroReneffekt bezeichnet
(Kra und Heckel 1989; Kriiger, A. E. F. 1996).

Erst ungefdhr drei Jahrhunderte spater existieren Aufzeichnungen, die beweisen, dass
metallische Werkstoffe systematisch unter schwingender Belastung untersucht wurden. Bis
dahin galten fir schwingend belastete Strukturen die gleichen Kennwerte wie fir statisch
beanspruchte Strukturen.

Als erster soll hier der ,konigliche Oberbergrat zu Clausthal“ W. A. J. Albert (Albert, W. A.
J. 1837) genannt werden, der sich der Verbesserung der Haltbarkeit und Sicherheit der im
Bergbau genutzten geschmiedeten Ketten annahm. Im oberharzischen Silbergruben-Bergbau
kam es immer wieder zu unerklarlichen Briichen von inldndisch gefertigten, teils neuen
Eisenketten, so dass viele dafiir pladierten die Schachte zu tafeln und Hanfseile aus dem
Ausland zu beziehen. Albert unternahm deshalb 1829 wohl die ersten Versuche zur Ermittlung
der Festigkeit der Eisenketten bei wiederholter Beanspruchung.

Fir den weiteren Verlauf in der historischen Entwicklung der Ermiidungsfestigkeit sei hier
auf die Arbeit ,Zur Geschichte der Schwingfestigkeit” von Schiitz verwiesen, in der
insbesondere der deutsche Beitrag zur modernen Schwingfestigkeit- und Betriebsfestigkeit
herausgearbeitet wurde (Schiitz 1993). Von den drei Ermidungsforschern Wéhler, Thum und
Gassner, die Schitz ausfuhrlicher vorstellt, soll hier der , kénigliche Obermaschinenmeister”
August Wohler kurz herausgehoben werden, da seine Forschungserkenntnisse und deren
Weiterentwicklung auch in dieser Arbeit Anwendung finden.

Im Eisenbahnbetrieb des 19. Jahrhunderts kam es aufgrund von Achsbriichen zu einer
Vielzahl von Ungliicken mit hohen Opferzahlen. Wohler maR deshalb die Achsverformung bei
vierrddrigen und sechsradrigen Giiter- und Personenwagen auf einer ca. 5000 km langen
Messstrecke zwischen Breslau und Berlin bzw. Frankfurt/Oder und Berlin und erkannte:

»Der Bruch des Materials IGfst sich auch durch vielfach wiederholte Schwingungen, von
denen keine die absolute Bruchgrenze erreicht, herbeifiihren.” (Wohler 1870)

Er zeigte damit, dass es aufgrund schwingender Beanspruchungen auch unterhalb der
statischen MaterialkenngrofRen schon zum Versagen von Bauteilen kommen kann. Wohler
selbst hatte seine Versuchsergebnisse lediglich tabelliert, erst sein Nachfolger im Amt als
Leiter der mechanisch-technischen Versuchsanstalt in Berlin Spangenberg trug die Daten als
Kurven auf (Schiitz 1993). Diese Kurven werden seit 1936 von Kloth und Stroppel (Kloth und
Stroppel 1936) als ,Wdhlerlinien” bezeichnet. 1910 wahlte Basquin (Basquin 1910) dann die
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auch heute noch fir den Zeitfestigkeitsbereich verwendete doppellogarithmische Auftragung
der Spannungsamplitude tber die Lebensdauer.

2.2 Grundlagen der LEBM und Herleitung des K-Konzepts

Als Grundstein der linear elastischen Bruchmechanik (LEBM) wird gemeinhin das im Jahr
1920 von Griffith formulierte Sprodbruchkriterium betrachtet (Griffith 1920). Griffith
postulierte, dass sich in sproden Materialien, wie in dem von ihm untersuchten Glas,
rissgleiche Defekte existieren. Durch das Anlegen einer Spannung kommt es zu einer
Konzentration der Spannung an deren Spitze. Diese Spannungskonzentration fiihrt zu einem
Aufbrechen der atomaren Bindungen und dadurch zu einer Verlangerung dieser Defekte.
Breitet sich ein Riss aus wird eine neue Oberfliche geschaffen, wodurch die
Oberflachenenergie ansteigt und im Gegenzug die elastische Energie im Material abnimmt.
Eine Ergdanzung mit hervorragenden Erlauterungen zum Originalmanuskript von Griffith liefert
Suo (Suo 2015).

Um nun ein Kriterium fiir einen Bruch zu erhalten, wurde das K-Konzept eingefihrt, mit
dem sich die Spannungsverhdltnisse in unmittelbarer Umgebung der Rissspitze
charakterisieren lassen.

Ausgehend von einem homogenen, isotropen, linear elastischen Kérper in einem ebenen
Spannungszustand existiert eine geschlossene elastizitatstheoretische Losung flir das
Rissspitzenfeld, wobei die Rissflanken als kraftefrei vorausgesetzt werden.

Mit dem Aufstellen der entsprechenden Gleichgewichtsbedingungen und dem
Hook’schen Gesetz lasst sich folgende Kompatibilitatsbedingung bzw. biharmonische
Gleichung (2-1) der ebenen Spannung herleiten (Muller 1989; Aliabadi und Rooke 1991):

VAP = V2(V29) = 0 (2-1)

Hierbei ist die Funktion W die Airy’sche Spannungsfunktion, die aufgrund ihrer
Beschrankung auf Korper mit glatten Randern einen Spezialfall der komplexen
Spannungsfunktionen nach Muschelischwili darstellt (Muschelischwili 1977; Aliabadi und
Rooke 1991).

Die Gleichung (2-1) wurde von Westergaard (Westergaard 1939) mit einer einzigen
komplexen Spannungsfunktion fiir einen Riss der Lange 2-a in einer unendlich ausgedehnten
Scheibe gelost. Williams (Williams 1957) entwickelte einen Ansatz fiir die Gleichung (2-1) mit
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einer Methode der Eigenfunktion-Entwicklung fiir eine V-Kerbe in einer unendlich
ausgedehnten Scheibe. Indem man den Offnungswinkel gegen null streben l3sst, erhdlt man
eine Losung fir den idealen Riss. Beiden Losungen ist eine Abnahme der Spannung mit 1/,
sowie eine Singularitdt der Spannung vor der Rissspitze fir r = 0 gemein.

Sneddon (Sneddon 1946) entwickelte die Losung von Westergaard fiir einen ,,Griffith“-
Riss in einem zweiachsigen Zugspannungsfeld und fir einen ,penny shaped“-Riss in einem
unendlich ausgedehnten Korper weiter. Irwin (Irwin 1957), der ebenfalls die Losung von
Westergaard nutze, erhielt im Ergebnis die gleichen Naherungslosungen (2-2) zur
Beschreibung des Spannungszustandes vor der Rissspitze wie Sneddon (siehe auch Abbildung
2.2). Er erkannte zudem, dass sich die GroRe der Spannungsverteilung vor der Rissspitze mit
einem Parameter beschreiben lasst: dem Spannungsintensitatsfaktor K; (Irwin 1958).

Riss

Abbildung 2.2 - Spannungskomponenten vor der Rissspitze

o /1 — sin (g)-sin (;9)\
(&) @ [ rem@enfie)|

Fxy 0 3
sin (E) * COS (5 . 6)

Die Spannungskomponente in Dickenrichtung o, (Gleichungen (2-3) und (2-4)) ist
abhangig von der Art des Spannungszustandes, welche ihrerseits wiederum abhangig ist von
der Bauteildicke.

Ebener Spannungszustand: 0,=0 (2-3)

Ebener Dehnungszustand: o,=v- (o, + ay) (2-4)




2.2 Grundlagen der LEBM und Herleitung des K-Konzepts

Setzt man in Gleichung (2-2) den Winkel 6 = 0 (o, = g,,), erhalt man:

7(r) _\/2-71-7"

(2-5)

Fiir einen Riss im Inneren einer unendlich ausgedehnten Scheibe ergibt sich schlielRlich:

K =o-Vr-a (2-6)

Zur Berechnung des Spannungsintensitatsfaktors bei endlichen Probenabmessungen
(Probenbreite W) sind die Korrekturfunktionen f(a/W) oder Y(a/W) nétig, so dass sich
Gleichung (2-6) wie folgt andert:

K; = Umf(%)zd\/aY(%) (2-7)

Die Korrekturfunktionen finden sich fiir zahlreiche Probengeometrien in einer Vielzahl von
Werken tabelliert. Hier sei u.a. auf das ,Stress Intensity Factors Handbook” von Murakami
(Murakami 1990) und , The Stress Analysis of Cracks Handbook“ von Tada (Tada et al. 2000)
verwiesen.

Die in Gleichung (2-7) verwendete Spannung o ist stets die aullen anliegende
Nennspannung. Die Veranderung der Spannung in der Rissebene infolge der Rissverlangerung
ist in den Korrekturfunktionen berticksichtigt (Broek 1982).

Modus T Modus II Modus TI

Abbildung 2.3 - Risséffnungsarten (Gross und Seelig 2011)
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Nach Irwin existieren drei grundlegende Belastungsarten, die die Bewegung der oberen
und der unteren Bruchfliche zueinander charakterisieren (siehe Abbildung 2.3). Die
zugehorigen Spannungsintensitatsfaktoren werden mit den Indizes I, Il und Il gekennzeichnet.
Von diesen drei Moden ausgehend kann jede beliebige Rissoffnung durch entsprechende
Superposition dargestellt werden. Die im Rahmen der vorliegenden Arbeit durchgefiihrten
Experimente und Berechnungen beschranken sich auf die Modus-I-Belastung.

Das lokale Spannungsfeld (siehe Gleichung (2-5)) kann einzig durch den
Spannungsintensitatsfaktor K und die Rissverlangerung beschrieben werden. Dies bildet die
Grundlage fir die linear elastische Bruchmechanik in Form des sogenannten K-Konzepts.

ys

o

nenn

Abbildung 2.4 - Grenzen der LEBM

Die Anwendbarkeit der LEBM auf reale, metallische (duktile) Werkstoffe unterliegt
gewissen Beschrankungen, da flir r = oo die Spannung nicht unter die aulien anliegende
Nennspannung sinken wird und die Spannung fiir r — 0 sicherlich keine unendlich groRen
Werte annehmen wird. Stattdessen kommt es ab dem Erreichen der FlieRspannung g, zur
Ausbildung einer plastischen Zone 7, vor der Rissspitze (siehe Abbildung 2.4). Somit muss fir
die LEBM vorausgesetzt werden, dass die Grolle der plastischen Zone klein gegenliber den

charakteristischen makroskopischen Abmessungen des Kontinuums ist (u.a. r, << a).

Bei ausgepragter Plastifizierung vor der Rissspitze bzw. gerade im Fall kurzer Risse, fur die
a < r, gilt, werden die Bedingungen der LEBM verletzt. Sowohl Suresh (Suresh 1998), als auch
Krupp (Krupp 2004) fiihren diesbeziiglich aus, dass zur Beschreibung des nichtlinear
elastischen Rissspitzenfeldes Rice (Rice 1968) das wegunabhangige J-Integral vorschlug,
welches Dowling und Begley (Dowling und Begley 1976) erstmals fiir die Rissausbreitung unter
elastisch-plastischen Bedingungen als zyklisches Al-Integral anwandten. Somit kann zur
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2.3 Kerbspannung und Kerbspannungsfaktoren

Beschreibung der elastisch-plastischen Spannungsintensitdat im Rissspitzenbereich das J-
Integral analog zum K-Konzept genutzt werden, wie Krupp (Krupp 2004) zusammenfassend
feststellte.

2.3 Kerbspannung und Kerbspannungsfaktoren

Zwar bestimmte Kirsch (Kirsch 1898) schon Ende des 19.Jahrhunderts die Spannungen um
ein kreisférmiges Loch in einer unendlich ausgedehnten Scheibe und Inglis (Inglis 1913)
untersuchte bereits Anfang des 20.Jahrhunderts die Spannungsverteilung an einem
elliptischen Loch in einer Scheibe, dennoch bildet wohl die 1937 in ihrer Erstauflage
erschienene Kerbspannungslehre Neubers das weithin akzeptierte Grundlagenwerk zur
kontinuumsmechanischen Spannungsbestimmung an Kerben; 17 Jahre nach der
Veroffentlichung der Arbeit von Griffith (siehe Abschnitt 2.2). Neuber nutzte zur Ermittlung
der Spannungskonzentration an verschiedenen Kerben, das von ihm in seiner Dissertation
hergeleitete Gleichungssystem, was spater als Dreifunktionensatz bekannt wurde (Neuber
1985).

Der Kerbspannungsfaktor, Kerbfaktor oder auch Kerbformzahl sei im Allgemeinen das
Verhaltnis zwischen der maximalen Spannung im Kerbgrund a,,,, und der auBen anliegenden
Nennspannung 0y.,, bezogen auf die Bruttofldche (siehe Gleichung (2-8)):

K _ Omax (2-8)
t,brutto —
Onenn

Neben Neubers Lehre haben sich aber auch weitere Verfahren zur
Kerbspannungsbestimmung etabliert, von denen einige nachfolgend kurz vorgestellt werden.

Mit Hilfe der von Muschelischwili aufgestellten komplexen Spannungsfunktionen gelang
es Seika (Seika 1960) fiur eine U-formige Kerbe in einer isotropen, halbunendlich
ausgedehnten Scheibe die Spannungskonzentration zu bestimmen.

Ebenfalls mit der Methode nach Muschelischwili formulierten Lazzarin und Tovo (Lazzarin
und Tovo 1996) einen allgemeingiiltigen Ansatz zur Berechnung linear elastischer
Spannungsfelder. Ein Vergleich mit den Losungen von Williams, Westergaard und Irwin fir
Risse, als auch ein Vergleich mit den Losungen von Creager, Glinka und Neuber flir Kerben
zeigte, dass ihr Ansatz sowohl fiir Kerben, als auch fiir Risse anwendbar ist.

Nisitani (Nisitani 1978; Nisitani und Chen 1997) entwickelte fiir Kerben in unendlich
ausgedehnten Korpern die ,Body Force“-Methode, die auf dem Prinzip der Superposition
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bekannter, elastischer Felder beruht. Hierfir wird der Koérper zunachst ohne die
entsprechende Kerbe abgebildet. Entlang einer imagindaren Grenze, die dem Rand der
urspriinglichen Kerbe entspricht, werden dann kontinuierliche Punktlasten eingefiihrt. Durch
ein numerisches Uberlagern der bekannten Punktlast-Spannungsfelder und einem Anpassen
ihrer Dichte lassen sich die Randwertbedingungen erfiillen und das Spannungsfeld der
urspriinglichen Kerbe berechnen.

Bowie und Freese (Bowie und Freese 1978) nutzten das Verfahren der konformen
Abbildung zur Bestimmung der Kerbspannung. Die krummlinige Kerbe wird hierzu mit Hilfe
einer geeigneten Polynomfunktion in eine komplexe Ebene abgebildet. Im kartesischen,
winkeltreuen Bezugssystem der komplexen Ebene wird dann die Spannungsanalyse fiir die
Kerbe durchgefiihrt.

Neben der Bestimmung statischer, ideal elastischer Kerbfaktoren gibt es auch zahlreiche
Ansatze der Kerbwirkung nach der Ermidungsrissausbreitung einen Wert in Form eines
zyklischen Kerbfaktors zuzuordnen. Eine magliche Definition des zyklischen Kerbfaktors K ist
das Verhaltnis zwischen der sogenannten Dauerfestigkeit einer ungekerbten Probe
Opungekerpt Und der einer gekerbten Probe op gexerp::

Kf _ O'D,ungekerbt < Kt (2-9)

O-D,gekerbt

Dort, wo es im Folgenden notwendig ist, wird statt der Dauerfestigkeit der Spannungswert
bei 107 Zyklen betrachtet (siehe Schijve 2003).

Bei der Ermidung auf dem Lastniveau der sogenannten Dauerfestigkeit, womit eine
Ermidung im rein elastischen Bereich suggeriert wird, kommt es dennoch lokal zu
Plastifizierungen und Bildung von ,einschlafenden“ (nicht mehr ausbreitungsfahigen)
Mikrorissen. Beide Vorgdnge tragen zum Abbau der Kerbspannungsiiberh6hung bei, so dass
der zyklische Kerbfaktor in der Theorie (ohne Schadigung im Kerbgrund) zwar den Wert des
statischen Kerbfaktors annehmen kann, in der Praxis aber unter diesem Wert bleibt. Den
Beweis dafiir lieferten u.a. Untersuchungen von Brucksch (Brucksch 2009). Proben, die bei
einer Belastung von o, Uber 107 Schwingspiele (berlebten, wurden auf einem héheren
Lastniveau (Zeitfestigkeitsbereich, siehe Abbildung 5.11) erneut ermidet. Diese Proben
erreichten aufgrund einer Vorschdadigung nicht mehr die Lebensdauer des erhdhten
Lastniveaus.

Weixing unterteilt die verschiedenen Ansdtze zur Bestimmung eines zyklischen
Kerbfaktors in drei Kategorien (Weixing et al. 1995):

1. ,average stress model”
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(Dieses Modell beruht auf der Annahme, dass das Probenversagen eintritt, wenn
die durchschnittliche Spannung Uber eine materialspezifische Strecke ausgehend
von der Kerbe gleich der Ermidungsfestigkeit einer glatten Probe ist),

2. Bruchmechanische Modelle,

3. Spannungsintensitatsfeld-Modelle.

Die Modelle der ersten Kategorie wurden schon von Schijve (Schijve 1980) bewertet, der
zu dem Schluss kam, dass diesen empirisch-heuristischen Ansdtzen jegliche physikalische
Grundlage fehlt und lediglich die Abhangigkeit vom statischen Kerbfaktor und dem Kerbradius
eine akzeptable Basis darstellt. Eine Bewertung der Modelle der zweiten und dritten Kategorie
ergibt, dass auch diese beiden Kategorien den gleichen Vorwirfen unterliegen.

Weitere Untersuchungen zur Abhangigkeit des zyklischen Kerbfaktors finden sich bei
(Allery und Birkbeck 1972; Verreman und Limodin 2008), und eine umfassende
Zusammenstellung der Faktoren gibt (Pluvinage 2003).

Die bisherigen Bestimmungsgleichungen bzw. Ansadtze des zyklischen Kerbfaktors weisen
grundsatzlich die Schwache auf, dass sie versuchen, der Kerbwirkung ausgehend von der
statischen Spannungsverteilung zu Versuchsbeginn einen globalen Faktor fiir den gesamten
Ermidungsvorgang zuzuordnen. Die Abnahme der Kerbspannungsiiberhéhung infolge der
Plastifizierung und der Rissausbreitung wird demnach in Form einer durchschnittlichen GréRe
bezogen auf die Gesamtlebensdauer ausgedriickt. Der materialphysikalische Anschein wird
dabei gewahrt, indem man den statischen Kerbfaktor mit empirischen Hilfsgroen an die
Ergebnisse anpasst. Die Neubersche Kerbspannungslehre eignet sich somit nicht, um die sich
andernde Kerbwirkung bei zyklischer Belastung zu beschreiben, da sie weder den Riss, noch
die Lebensdauer berlcksichtigt.

Es wird daher empfohlen, nicht von einem Kerbfaktor, sondern von einer Entwicklung der
Kerbwirkung wahrend der Ermidung zu sprechen. Diese Entwicklung ist einerseits von der
auBen anliegenden Spannung S, von der FlieBspannung o, und von der Kerbgeometrie bzw.
dem Gradienten der Kerbspannung abhangig und andrerseits von der Risslange a und der
Anzahl der Schwingspiele N. Es lasst sich somit vorerst folgender funktionaler Zusammenhang
nach Gleichung (2-10) angeben:

K; = f(S4, K, bzw.a,,, 0,5 und a,N) (2-10)
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2.4 Beanspruchungskennwerte und Lebensdauer

Unter dem Begriff ,Ermidung” wird eine Werkstoffschadigung unter zeitlich
veranderlicher, wiederholter Beanspruchung verstanden. Der Beanspruchungsverlauf wird im
Folgenden als periodisch angenommen und kann im einfachsten Fall bei konstanter
Beanspruchungsamplitude wie in Abbildung 2.5 sinusférmig dargestellt werden. Die zur
Beschreibung der schwingenden Beanspruchung verfligbaren Kennwerte sind: die Ober- und
Unterspannung S, und S,, die Spannungsamplitude S,, die Mittelspannung S,,, die
Schwingbreite Ao und das Spannungsverhaltnis R (siehe u.a. Krupp 2004; Haibach 2006; Radaj
und Vormwald 2007).

Die Lebensdauer zyklisch belasteter Strukturen kann prinzipiell in zwei Phasen unterteilt
werden (siehe Abbildung 2.6).

Die erste Phase besteht aus einer Risseinleitung bis zum technischen Anriss a;,., und die
zweite Phase aus dem sich anschlieBenden Rissfortschritt. In Abhangigkeit der Qualitat,
Entwicklung und Verfligbarkeit der Mess- und Priifmethoden lasst sich ein technischer Anriss
Qtecn VON 0,5-1 mm grundsatzlich nachweisen. Industrieseitig waren als gangige Verfahren der
zerstorungsfreien Werkstoffprifung die Wirbelstrom-, die Ultraschall-, die Magnetpulver-
oder die Farbeindring-Priifung zu nennen oder auch die Durchstrahlungsprifung mit
Rontgenstrahlen. Legt man die 0.a. Definition fiir die technische Anrisslebensdauer zu Grunde,
so entspricht diese bis zu 90 % der Gesamtlebensdauer. Man ist fiir die Darstellung dieses
dominanten Lebensdaueranteils von statistischen Hilfsmitteln abhangig.

1 Zyklus

Acl2 =S, =(S-S)/2 1 Schwingspiel

Spannung

S, =(S+S)2| S =o

Zeit

Abbildung 2.5 - Beanspruchungskennwerte
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Im Vergleich dazu unterteilt die ,physikalische Betrachtungsweise” die
Gesamtlebensdauer in eine Phase der Risseinleitung, bestehend aus spannungsbedingter
Versetzungserzeugung und -wechselwirkung hin zur Rissbildung (bei reinen Metallen), gefolgt
von einer Phase stabilen Risswachstums. Der stabilen Rissausbreitung folgt schlieflich ein
instabiles Risswachstum und damit verbundenen das Struktur- bzw. Bauteilversagen. Der
stabile Rissfortschritt setzt sich zusammen aus dem Kurzrisswachstum und dem
Langrisswachstum. Der Zusammenhang, der Ubergang und die entsprechenden Anteile an der
Gesamtlebensdauer dieser beiden Risswachstumsphasen werden im Weiteren ndher
untersucht.

Schijve (Schijve 2003) ordnete der Lebensdauer bis zum technischen Anriss a;..; den
Spannungskonzentrations- oder Kerbfaktor K, als bestimmende GroRe zu. Das
Langrisswachstum  wird mittels der Bruchmechanik beschrieben und vom
Spannungsintensitatsfaktor K kontrolliert. Der Bruch selbst ist wiederum abhéangig von der
Bruchzahigkeit.

Orte der Rissinitiierung sind Defekte wie beispielsweise Gleitbander, Korn- oder
Zwillingsgrenzen oder Einschliisse bzw. Inhomogenitaten im Werkstoff. Fiir die nachfolgenden
Untersuchungen an einer technischen Aluminiumknetlegierung wird davon ausgegangen,
dass sich grundsatzlich ausbreitungsfahige Defekte der Wirksamkeit a;;,; (in m bzw. um) im
Material befinden oder innerhalb weniger Schwingspiele bilden. Dieser Lebensdaueranteil der
Risseinleitung ist aber vernachldssigbar. Damit wird die Lebensdauer nur noch durch die
Kurzrissausbreitung ANg- und die Langrissausbreitung AN, - bestimmt!

Gesamtlebensdauer Ng,,p, |

Anrisslebensdauer Njiierung + ANyrzriss | Rissfortschrittslebensdauer AN, ;s |

Risseinleitung | Rissfortschritt |

technisch

E | Anrisslebensdauer Niiierung | Rissfortschrittslebensdauer AN
©
"é | Risseinleitung | stabiler Rissfortschritt | instabiler Rissforts.
5| ! !
X Spannungs- Bruchzahigkeit
| Spannungskonzentrationsfaktor K, | intensitatefaktor K K., K.

Abbildung 2.6 - Lebensdauer und Rissfortschritt (Diagramm nach (Richard und Sander 2009; Schijve 2003))
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2 Grundlagen der Materialermiidung

Zusammenfassend wird die Ermidung durch eine Vielzahl von konstruktions-, werkstoff-
und fertigungsbedingten Parametern bestimmt und beeinflusst. Diese Parameter kdnnen
zudem in unterschiedlicher Weise gekoppelt sein, so dass aufgrund der hier angedeuteten
Komplexitat der Materialermiidung die theoretische Modellierung der Vorgidnge letzten
Endes nur Teilprozesse abbilden kann, da die zugehorigen Experimente unter ausgewdhlten
Ceteris-paribus-Annahmen durchgefiihrt wurden.

2.5 Langrissausbreitung

Wird die Rissfortschrittsrate da/dN Uber den zyklischen Spannungsintensitatsfaktor AK
doppellogarithmisch aufgetragen, ergibt sich der sigmoidale Kurvenverlauf in Abbildung 2.7.
Die Lage dieser Kurve ist abhangig vom Spannungsverhaltnis R.
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Abbildung 2.7 - Langrissausbreitung

Die Rissausbreitungskurve l3sst sich in drei Bereiche unterteilen: Mit Uberschreiten des
Schwellenwertes AK;; setzt der Rissfortschritt im Bereich | ein. Der Bereich Il kennzeichnet
den Bereich des stabilen Rissfortschritts. Die Phase des instabilen Risswachstums im Bereich
[ll endet mit Erreichen des AK.-Wertes, woraufhin die Struktur versagt.
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2.5 Langrissausbreitung

In der Literatur existiert eine Vielzahl von Ansatzen, um die Rissausbreitungskurve in ihrer
Gesamtheit oder auch nur in Bereichen zu beschreiben (Al-Rubaie et al. 2006; Kohout 1999;
Newman 1998). Allgemein lasst sich die Rissfortschrittsrate in den folgenden funktionalen
Zusammenhang bringen:

da
—_ = (2-11)
N f(AK,R)

Diese Beziehung gilt unabhangig davon, ob ein kurzer Riss einer hohen Belastung
ausgesetzt ist oder ein langer Riss einer niedrigen, sofern der Spannungsintensitatsfaktor an

der Rissspitze tbereinstimmt, d.h. AK = Ac -Vm-a- f(a/W) gilt.

Fir die nachfolgenden Betrachtungen wird zur Beschreibung des stabilen Risswachstums
im Bereich Il die Gleichung (2-12) nach Paris und Erdogan (PE) (Paris und Erdogan 1963)
verwendet. Fir die Bereiche | und Il wird die Gleichung (2-13) von Klesnil und Lukas (KL)
(Klesnil und Lukdas 1972) benutzt. Aufgrund der hohen Rissfortschrittsraten im Bereich Ill und
dem damit einhergehenden geringen Lebensdaueranteil muss dieser Bereich zunéchst nicht
naher bericksichtigt werden.

da 2-12
N = Cpe - AKTPE (212

da 2-13
W — CKL ) (AKmKL _ AKZZKL) (2-13)

Der Anpassungsparameter C in Gleichung (2-12) und (2-13) gibt die Lage und der Parameter
m die Steigung der Anpassungskurve an. Die Indizes in Gleichung (2-12) und (2-13) dienen der
Unterscheidung, da diese Konstanten nicht die gleichen Werte einnehmen.
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2 Grundlagen der Materialermiidung
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3 Kurze Risse

Bei der Untersuchung zweier ausscheidungsgeharteter Aluminiumlegierungen fiel
Pearson (Pearson 1975) die notwendige Unterscheidung zwischen dem Verhalten langer und
kurzer Risse auf. Er erkannte, dass sich unter Betrachtung der LEBM kurze Risse (ca. 10-100
um) bei einem gleich hohen Spannungsintensitatsfaktor schneller ausbreiten als lange Risse.
Dieses Phdanomen wurde spater u.a. durch Lankford (Lankford 1982) um die Beobachtung
erganzt, dass sich kurze Risse zudem auch unterhalb des Schwellenwertes fir die
Langrissausbreitung AKtLhC verlangern kénnen.

Ab wann ist nun aber ein Riss ein kurzer Riss und dementsprechend auch als ein solcher
zu behandeln und zu verstehen?

In der Literatur findet sich hier eine bemerkenswerte Spannweite von absoluten Werten
angefangen bei 1 um bis hin zu 1 mm (Detektionsgrenze). Doch eine Abgrenzung kurzer Risse
durch absolute Werte verfehlt die Charakterisierung ihres spezifischen Verhaltens. Suresh und
Ritchie (Suresh und Ritchie 1984) definierten deshalb vier verschiedene Typen von kurzen
Rissen:

1. Mikrostrukturell kurze Risse: Die Risslange liegt hier in der GroRenordnung der

Mikrostruktur, wie z.B. der KorngroRe;
2. Mechanisch kurze Risse: lhre Risslange ist vergleichbar mit der Grofle der

plastischen Zone vor der Rissspitze oder sie sind komplett umgeben von dem
plastifizierten Bereich einer Kerbe;
3. Physikalisch kurze Risse: Jene Risse sind zwar signifikant groRer als die Dimension

der Mikrostruktur oder auch der plastische Zone, dennoch weisen sie ein
Kurzrissverhalten auf und stellen gewissermalRen eine Grenze der Anwendbarkeit
des Ahnlichkeitskonzepts dar;

4. Chemisch kurze Risse: Kurze Risse, deren verdandertes Verhalten sich aus einem

Umgebungseinfluss wie z.B. durch korrosive Medien ergibt.

Das Ahnlichkeitskonzept der LEBM verlangt, dass Risse von unterschiedlicher Linge bei
gleichem anliegendem Spannungsintensitatsfaktor eine gleich groRe plastische Zone
ausbilden und sich folglich auch mit der gleichen Rissfortschrittsrate ausbreiten (siehe
Gleichung (2-11)). Diese Bedingung wird u.a. verletzt, sobald sich die Risslange in der
GroRenordnung der Mikrostruktur oder der plastischen Zone befindet oder
Umgebungseinfliisse die risstreibenden Krafte verandern (Suresh und Ritchie 1984; Leis et al.
1986).

Die Ursachen fiir das abweichende Rissausbreitungsverhalten lassen sich am besten von
der Entwicklungsgeschichte kurzer Risse ableiten.
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3 Kurze Risse

Die Rissinitiierung ist zunachst ein Oberflichenphdnomen. Ausgehend von einer
Legierung mit hohem Reinheitsgrad kommt es vorzugsweise an der Oberflache bzw. an den
oberflaichennahen Schichten zur plastischen Deformation aufgrund irreversibler
Versetzungsbewegungen. Die Zwangsbedingungen sind hier im Vergleich zu den
Kornkonfigurationen im Material reduziert, da die Oberflaichenkérner an der freien
Oberflache keinen Wechselwirkungen mit angrenzenden Kérnern unterliegen (Lukas und Kunz
2003). Nach Forsyth und Fine et al. (Newman 1998) folgt dem Gleitbandriss (stage-I-Riss:
Ausbreitungsrichtung im  Verhdltnis zur Belastungsrichtung abhangig von der
Kornorientierung) dann ein  stage-ll-Riss  (Ausbreitungsrichtung senkrecht zur
Belastungsrichtung), der bis zum Bruch aktiv ist. In technischen Legierungen hingegen
bestimmen die Einschliisse, Ausscheidungen oder Partikel als Orte erhohter Spannungen die
Risseinleitung, und der Riss breitet sich meist direkt als stage-llI-Riss aus. Auch
fertigungsbedingte bzw. wartungsbedingte Veranderungen der Oberflache wie Grate, Kratzer
oder Mikrokerben begiinstigen die sofortige stage-ll-Rissausbreitung.

Fir die anfanglich héhere Rissfortschrittsrate kurzer Risse im Vergleich zur Rate langer
Risse bei gleichem Spannungsintensitatsfaktor und einer folgenden Abnahme der Rate gibt es
mehrere Erklarungsansatze. Zum einen ist dem von der Oberfliche startendem Riss ein
geringerer FlieBwiderstand des Materials entgegengesetzt, der zunimmt, je tiefer der Riss ins
Material vordringt. Hinzu kommt, dass ein kurzer Riss die Kriterien der LEBM verletzt und die
Mikrostruktur ,sieht” (z.B. Korngrenzen). Letztere beeinflusst ihn in seiner Ausbreitung. Zum
anderen ist die Risséffnung kurzer Risse (stage-I-Risse) liberwiegend eine Uberlagerung von
Modus | und Modus Il, wobei sich im Modus Il kein Rissschliefen auswirkt. Gudladt et al.
(Gudladt et al. 1993) konnten zudem zeigen, dass sich stage-I-Risse im geschlossenen Zustand
ausbreiten kdnnen. Zusammengenommen ist ein auf dem RissschlieRen beruhendes Konzept
eines effektiven Spannungsintensitdtsfaktors fir kurze Risse unzutreffend. Eine Abnahme der
Rissfortschrittsrate kann somit durch einen Ubergang zur reinen Modus-I-Offnung (stage-II-
Riss) und infolgedessen durch eine Zunahme des RissschlieRens bei der Verlangerung kurzer
Risse begriindet werden. Und dadurch, dass das Rissschliefen bei kurzen Rissen kein
dominantes Phanomen darstellt, ist auch eine Rissausbreitung unterhalb des Schwellenwertes
der Langrissausbreitung zu verstehen (Suresh und Ritchie 1984; Davidson et al. 2003).

Bei der Betrachtung kurzer Risse an Kerben wird die Rissinitiierung durch die lokalen
Spannungen an der Kerbwurzel beeinflusst und das Kurzrissverhalten unterliegt hier den
Anderungen des Spannungsfeldes.

Eine Ubersicht Uber die verschiedenen Mboglichkeiten des Kurzrisswachstums gibt
Abbildung 3.1. Es werden drei Verlaufe unterschieden:

1. Ein kurzer Riss, der aufgrund von Wechselwirkungen mit der Mikrostruktur (z.B.
beim Erreichen einer Korngrenze) ,einschlaft”, d.h. sich bei dem vorgegebenen
Spannungsniveau nicht weiter ausbreitet (siehe El Haddad et al. 1979).
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2. Ein kurzer Riss, der nach entsprechendem Rissfortschritt in einen langen Riss

Ubergeht.
Ein kurzer Riss, der von einer Kerbe startet und somit durch die

Spannungstiberhohung im Kerbspannungsfeld eine hoéhere Rissfortschrittsrate
aufweist. Auch fiir diesen Riss ist in Abbildung 3.1 ein Ubergang in einen langen
Riss angedeutet, obwohl es auch hier vorstellbar ware, dass infolge des
abnehmenden Spannungsgradienten des Kerbfeldes der kurze Riss ein zur
Ausbreitung notwendiges Belastungsniveau unterschreitet und zum Stehen

kommt.

Nach Lankford und Smith (Lankford 1982; Smith 1982) wird die Rissausbreitung in den

absteigenden Asten in Abbildung 3.1 durch die Plastizitit des Werkstoffes bzw. durch die
Plastizitit der Kerbe bestimmt und die der aufsteigenden Aste durch die LEBM, d.h. a > Ty-
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Abbildung 3.1 -
(Suresh und Ritchie 1984)
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h Abbildung 3.2 - Varianten der Bruchmechanik nach Miller (Davidson et al.
2003)

Es wird deutlich, dass die LEBM nicht ausreicht, um das Kurzrisswachstum zu beschreiben.
Dies gilt umso mehr, wenn die Mikrostruktur bericksichtigt werden muss und die Zone
plastischer Deformation in der GréRenordnung des kurzen Risses rangiert. In diesen Fallen
kann der Werkstoff nicht mehr als isotropes Kontinuum betrachtet werden.

In Abbildung 3.2 sind Varianten der Bruchmechanik den entsprechenden Risslangen
zugeordnet. Es gibt sowohl Ansatze fiir eine mikrostrukturelle Bruchmechanik (MBM), als auch
eine elastische-plastische Bruchmechanik (EPBM) — wie beispielsweise das J-Integral, die
Messung des crack tip opening displacement (CTOD) oder das FlieRstreifenmodell — um die
relevanten Mechanismen und Vorgange, die nicht mit der LEBM beschrieben werden kdnnen,

zu bericksichtigen.
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3 Kurze Risse

AuBerdem macht Abbildung 3.2 vor dem Hintergrund der phanomenologischen
Beschreibung des Kurzrisswachstums deutlich, dass zwischen einem mechanischen
Schwellenwert der Rissausbreitung, also dem Schwellenwert der Langrissausbreitung AKAC,
und einem mikrostrukturellen Schwellenwert fiir die Ausbreitung kurzer Risse AKSC
unterschieden werden muss (vgl. (Steinbock und Gudladt 2011)). Dabei ist nach Miller die
AusgangsgrofRe der kontinuierlichen Kurzrissausbreitung eine initiale Defektlange d, die er
aber experimentell nicht mit der Mikrostruktur korrelieren konnte. Im Folgenden wird daher
eine initiale Risslange a;,,; eingeflhrt, die handhabbar ist und experimentell verifiziert werden
konnte.

3.1 Bestimmung des Ubergangs vom Kurzriss- zum Langrisswachstum

Kitagawa und Takahashi (Kitagawa und Takahashi 1976) untersuchten an einem HT-80-
Stahl kurze Risse, die sich an sehr kleinen Kerben bildeten. Zur Verfolgung des Rissfortschritts
wahlten sie unterschiedliche Messmethoden, wie das Replika-Verfahren oder auch das
gezielte Einbringen von Rastlinien. In der doppellogarithmischen Auftragung der
Spannungswerte Uber die gemessenen Risslangen ergab sich der Kurvenverlauf in Abbildung
3.3. Kitagawa und Takahashi erhielten demnach einen Zusammenhang zwischen der
Ermudungsfestigkeit  ungekerbter Proben Ao, und dem Schwellenwert der
Langrissausbreitung AK/C. Es wird deutlich, dass sich kurze Risse auch unterhalb des AK:¢
ausbreiten kénnen, wobei die Risslidnge a, als Schnittstelle der beiden Geraden den Ubergang
zum Kurzrissverhalten markiert.

log(Ao) t

Aoy,

%0 log(a)

Abbildung 3.3 - Kitagawa-Takahashi-Diagramm
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3.1 Bestimmung des Ubergangs vom Kurzriss- zum Langrisswachstum

Spater fanden El Haddad und Mitarbeiter (EI Haddad et al. 1979) heraus, dass der
Ubergang der beiden Geraden besser durch die griine Kurve (siehe Abbildung 3.3) dargestellt
wird, da sich Risse kiirzer als ay asymptotisch dem Wert der Dauerfestigkeit ndhern und Risse,
die nur etwas langer sind als a,, sich auch unterhalb der Ermidungsfestigkeit ausbreiten
konnen (Davidson et al. 2003). Dieser Verlauf folgt aus dem Ansatz, die materialabhangige
GroRe aq (siehe Gleichung (3-1)) zur aktuellen Risslange hinzuzuaddieren (siehe Gleichung
(3-2)), wodurch sich eine Art effektive Risslange ergibt, die das Kurzrissverhalten
berlicksichtigt.

2
a =l.< MKy ) 6
°n f'AO-D,ungekerbt

AK =Ac-\rm-(a+ay)-f (5-2)

Tanaka und Mitarbeiter (Tanaka et al. 1981) erkannten, dass sich der Schwellenwert der
Kurzrissausbreitung mit zunehmender Risslange dem Schwellenwert der Langrissausbreitung
nahert und schlugen fiir diesen Ubergang Gleichung (3-3) vor.

a . -
AKSE(a) = AKLE - P, mita = a;p; (3-3)

Die ,Risslange” a stellt also einen charakteristischen Grenzwert dar, ab dem die LEBM
anwendbar ist. Suresh und Ritchie (Suresh und Ritchie 1984) geben fiir hochfeste Werkstoffe
typische Werte fur a, von 1-10 um und fir niederfeste von 10%-10° um an. Fur die in der
vorliegenden Arbeit verwendete Aluminiumlegierung EN AW 7475-T761 ergeben sich a,-
Werte von 20-40 um, je nachdem ob man die Korrekturfunktionen fiir die unterschiedlichen
Probengeometrien zuldsst (Harkegard 1982) oder der urspriinglichen Herleitung ohne
Korrekturfunktion folgt (El Haddad et al. 1979).

Da sich zum einen die ermittelten Werte in der GroRenordnung der KorngroRe (vgl.
Tabelle 4.2) befinden und zum anderen a, eine rein empirische GroRe ohne direkte
physikalische Bedeutung ist (Suresh und Ritchie 1984), wird das Ende des Kurzrissverhaltens
zunachst mit der Bildung einer geschlossene Rissfront (iber die gesamte Probendicke
gleichgesetzt. Dies markiert zugleich den spatesten Zeitpunkt, ab dem eine Kerbe als
vollstandig entlastet gilt. Der Riss breitet sich von nun an nur noch in eine Richtung aus und
die Kerbe kann nach der LEBM als Riss der Lange a, betrachtet werden, d.h. a = a; + Aa.

Mit Blick auf das Kitagawa-Takahashi-Diagramm (Abbildung 3.3) kann abschlieBend
festgehalten werden, dass die Initilerung und Ausbreitung kurzer Risse durch die
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3 Kurze Risse

Ermudungsfestigkeit Aop bestimmt wird und die Langrissausbreitung durch den
Schwellenwert AKAC.

3.2 Kurzrissausbreitung ausgehend von Kerben

Im folgenden Abschnitt wird ein Uberblick iiber mégliche Methoden zur Beschreibung des
Risswachstums an Kerben gegeben. Es gilt hierbei mehrere Phasen oder auch Anteile zu
unterscheiden:

1. Die Initiilerung kurzer Oberflachenrisse im Kerbgrund mit 0,0 = K¢ * Openn,
Die Ausbreitung kurzer Risse im Kerbspannungsfeld,
Der Ubergang zum Langrisswachstum mit der Kerbe als Risslinge, d.h. die
Gesamtrisslange a = a; + Aa.

Es werden drei verschiedene Methoden vorgestellt und bewertet, die eine Rissfront tGber
die komplette Probendicke zu Grunde legen. Die Betrachtung der Rissfront ist dabei
eindimensional.

Methode der dquivalenten Rissldngen

Ausgangspunkt der von Smith und Miller (Smith und Miller 1977) vorgestellten Methode
ist die Idee, dass ein Riss ausgehend von einer Kerbe und ein Riss ausgehend von einer glatten
Probenoberflache bei gleichen Ermiidungskonditionen (Material, auBen anliegende Spannung
etc.) genau dann miteinander verglichen werden kdnnen, wenn ihre Rissfortschrittsraten
(bereinstimmen. Ermittelt man die entsprechenden Rissldngen (@, gekerne UNd Agekere), bei
denen die Rissfortschrittsraten gleich sind, so ergibt die Differenz beider Werte den Anteil e,
den die Kerbe zum Rissfortschritt beitrdgt (siehe Gleichung (3-4)).

(3-4)

Qll

€ = Ayungekerbt — C_lgekerbt

Fir verschiedene elliptische Innen- und AuBenkerben ermittelten sie den
Spannungsintensitatsfaktor AK in Gleichung (3-5):
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3.2 Kurzrissausbreitung ausgehend von Kerben

0,5

a
AK =|1+769- 7" ‘Ao V1 - Aa (3-5)

Hierbei ist a; die Kerbtiefe und p der Kerbradius. Ein Vergleich mit experimentellen Daten
offenbart jedoch schnell die Schwéachen dieser empirischen Losung, da der nicht lineare
Zusammenhang der beiden Risslange @yngekerpt UNd Ggekerpe Mit einer linearen Anndherung
angepasst wurde (Schijve 1982). Trotz ihrer Simplizitat wird diese Methode nicht weiter
verfolgt, weil sie lediglich die von Smith und Miller zugrunde gelegten Messwerte
zufriedenstellend vorhersagt.

Asymptotische Methode

Bei dieser Methode zur Beschreibung der Rissausbreitung an Kerben, die auf Benthem
und Koiter (Benthem und Koiter 1973) zurlickgeht, wird asymptotisch zwischen den beiden
Fillen der Kurzrissausbreitung (SC, Gleichung (3-6)) und der Langrissausbreitung (LC,
Gleichung (3-7)) interpoliert. Mit den Erkenntnissen von Jergéus (Jergéus 1978) und Dowling
(Dowling 1978) leitete Harkegard eine geschlossene Losung fiir eine einseitig gekerbte Probe
her. Harkegards Mitarbeiter Fjeldstad und Wormsen erweiterten diese Losung fiir semi-
elliptische Anrisse im Kerbgrund und Probenformen mit endlichen AbmafRen (Fjeldstad 2007).

K=K Opepn V- -a 1,12 = oppgp Vo -a-1,12
sC: (5-6)

mit a = Aini

Aa+a i
LC (LEBM): K =0, 7 (batap):f <Tk> (3-7)

Zur Verdeutlichung ist in Abbildung 3.4a die Belastungskonfiguration mit der
Spannungstiberhohung durch die Kerbe dargestellt. Fir kurze Risse lasst sich diese lokal in
eine einseitig angerissene Probe ohne Kerbe transformieren, die dem urspriinglichen
Spannungsgradienten unterliegt (Abbildung 3.4b). Der kurze Riss wird dabei anfangs mit der
maximalen Spannung o,ax = K¢ * Openn belastet. Fir einen langen Riss hingegen wird die
Tiefe der Kerbe zur aktuellen Risslange addiert; hier wirkt sich die Ortsabhangigkeit des
Kerbspannungsfelds nicht mehr aus (Abbildung 3.4c).
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Abbildung 3.4 - Asymptotische Methode (angepasste Darstellung nach (Fjeldstad 2007))

Es ergibt sich durch die asymptotische Interpolation zwischen den beiden Fallen der
Abbildung 3.4b und 3.4c bzw. den Gleichungen (3-6) und (3-7) der Spannungsintensitatsfaktor
(Liu und Mahadevan 2009):

Aa K? Aa+a )
K = 0Openn " |[m-{Aa+ay-|1—exp| ——- —t 1 >f< w k) o

ay (f (Alall;ll-5 ak)>2

Fira - 0und W > a ergibt sich Gleichung (3-6) ! und fiir a - oo erhilt man Gleichung
(3-7).

Wegen der Unsicherheit fir a — 0 fihrten Liu und Mahadevan (Liu und Mahadevan 2009)
in Gleichung (3-8) noch die intrinsische Risslange a, nach El Haddad et al. (El Haddad et al.
1979) ein, indem dieser Wert, wie auch schon in Gleichung (3-2), zur Risslange a addiert wird.
Sie glaubten damit sowohl den Ubergang vom Kurz- zum Langrisswachstum, als auch die
Grenze des Kerbspannungsfeldes beriicksichtigt zu haben.

! Taylor-Reihenentwicklung fiir den Exponentialfunktionsterm

26




3.2 Kurzrissausbreitung ausgehend von Kerben

Auch wenn man bei der geschlossenen Losung in Gleichung (3-8) in einer
Grenzfallbetrachtung die beiden Ausgangsgleichung erhalt und dieses Vorgehen den Vorteil
hat, dass man fir beliebige Probengeometrien lediglich den Kerbfaktor und die entsprechende
Korrekturfunktion bendtigt, bleibt dennoch der Vorwurf, dass der exakte Verlauf des
Spannungsgradienten Uyy(x) nicht berticksichtigt wird. Der funktionale Ubergang zwischen
den beiden Asymptoten fir das Kurz- und Langrisswachstum hat keinen Bezug zum wahren
Kerbspannungsverlauf. Daher kann diese Methode nur fiir grobe Abschatzung empfohlen
werden, da sie im entscheidenden Bereich zu ungenau ist.

Methode des Spannungsgradienten

Die letzte Methode dieser Zusammenstellung verwendet den kontinuumsmechanischen
Gradienten der Kerbspannung, wobei sich dieser iberwiegend auf eine linear elastische,
statische Belastung beschrankt. Eine mogliche Form der formalen Beschreibung gibt
Gleichung (3-9) an. Zu finden ist aber auch die Abwandlung in Gleichung (3-10) mit der Angabe
der maximalen Spannung im Kerbgrund o,,,,; die Korrekturfunktion und der Verlauf des
Gradienten sind hierbei in dem Faktor D zusammengefasst (Schijve 1982).

a
AK = g, (x) NTa-f (W) (3-9)
AK = 0pgy -V -a-D(x) (3-10)

Die verschiedenen Varianten zur Ermittlung des Gradienten der Kerbspannung und ihre
Ergebnisse werden in Abschnitt 5.1 vorgestellt.

Die Bericksichtigung des Verlauf der Kerbspannung angefangen bei der maximalen
Spannungskonzentration im Kerbgrund bis zum Abfall auf das Niveau der auRen anliegenden
Nennspannung entspricht wohl am ehesten den verdanderlichen Belastungen, denen der sich
ausbreitende Riss unterliegt. Dennoch bleibt hier vorerst die Frage offen, ob der statisch
ermittelte Gradient auch fiir die zyklische Belastung verwendet werden darf und ab welcher
Querschnittsabnahme durch die Rissausbreitung sich das Kerbspannungsfeld nicht mehr in
Ganze auswirkt. Zudem bleibt ungeklart, ob bzw. inwieweit das Kerbspannungsfeld und das
Spannungsfeld an der Rissspitze sich gegenseitig beeinflussen.
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3.3 Oberflachenrisse

Das Grundlagenkapitel tber die kurzen Risse soll in diesem Abschnitt mit der Betrachtung
von Oberflachenrissen bzw. teilweise durchgehenden Oberflachenrissen abgeschlossen
werden. Die Berechnung der Spannungsintensitdtsfaktoren fiir derartige Risse erfordert
spezielle Korrekturfaktoren aufgrund der hinzukommenden Dimension der Rissausbreitung.

Newman (Newman 1977) gibt in einem Ubersichtsbeitrag die chronologische
Entwicklungsgeschichte der mdoglichen Losungen fiir Spannungsintensitatsfaktoren von
Oberflachenrissen an. Deutlich wird, dass geschlossene Losungen mit Hilfe analytischer
Methoden nur fir einfache Randwertprobleme zu erzielen sind und man daher eher auf
numerische Verfahren wie der Finite-Elemente-Methode (FEM/FE-Methode) oder der
Randelementmethode angewiesen ist. Der Berechnungsaufwand ist hier abhangig von der
Leistung der Soft- und Hardware und lasst oft keine Verallgemeinerung zu. Fiir die praktische
Anwendung haben sich daher Ndherungsformeln, die verschiedene Parameter und ihre
Abhdngigkeiten beriicksichtigen, etabliert. Die meisten dieser Formeln jedoch sind beschrankt
auf ganz bestimmte Riss- und Geometriekonfigurationen und decken dementsprechend
lediglich ein enges Parameterfeld ab und liegen zudem oft nur in Form von Kurven oder
Tabellen vor (Dankert et al. 1996).

Vorerst soll an einem einfachen Beispiel nach Liu (Liu 1972) die Notwendigkeit der
Korrekturfaktoren fiir die freien Oberflache bei zweidimensionaler Rissausbreitung dargelegt
werden.

Sneddon ermittelte die exakte Losung des Spannungsintensitatsfaktors fir einen
kreisformigen Innenriss (gestrichelter Kreis in Abbildung 3.5) in einem unendlich
ausgedehnten Korper wie in Gleichung (3-11) angegeben.

a -
K=2-g- |% (3-11)
T

Abbildung 3.5 zeigt einen Schnitt durch den Innenriss senkrecht zur Belastungsrichtung.

Schneidet man den Korper entlang der beiden roten Strich-Punkt-Linien, erhdlt man vier
Teilkorper mit einem Viertelkreis-Eckanriss (a =c, grine Flache). Fir die beiden neu
entstandenen Seitenflaichen | und Il ist nun jeweils die geometrische Korrektur mit den
Funktionen der halbunendlich ausgedehnten Probe mit Eckanriss notig (Liu 1972).
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3.3 Oberflachenrisse

Abbildung 3.5 - Schnittebene des Penny-shaped-Risses

Fir halbunendlich ausgedehnte Proben mit Eckanriss kann Gleichung (3-11) wie folgt
erweitert werden:

K=2-a-\/§-1,12-1,1250-m far 6 = 0°,90° (5-12)

Smith und Sorensen (Smith und Sorensen 1976) kamen bei ihren numerischen
Berechnungen fir semi-elliptische Anrisse zu der Schlussfolgerung, dass die Auswirkungen der
vorderen und hinteren freien Oberflache und ihre Interaktion entscheidend sind fiir die
Ausbreitung von Oberflichenanrissen bis zum Ubergang in Risse mit durchgehender Front.

Die umfassendsten empirischen Gleichungen entwickelten Newman und Raju (Newman
1977; Raju und Newman 1978; Newman und Raju 1981, 1984) aus den Ergebnissen von FE-
Analysen fiur elliptische Risse in einem Korper, semi-elliptische Oberflachenanrisse und
viertelelliptische Eckanrisse.

Die Geometriekorrektur des Spannungsintensitatsfaktors K; (Gleichung (3-13)) fir die
zweidimensionale  Rissausbreitung eines viertelelliptischen Eckanrisses in einer
AuBenkreiskerbe, wie in Abbildung 3.6 dargestellt, ist im Faktor F enthalten (Gleichung
(3-14)).

K,=o-vVm-a-F(ac,BW,p,0) (3-13)

F= [Ml+M2'(§)2+M3'(2)4]'91'92'93'94'f5'f9'fw'\/g'\/% (3-14)
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N

Abbildung 3.6 - Viertelelliptischer Riss an Auf3enkerbe

Durch die Produktbildung sind die Einflussparameter weitestgehend separiert und die
Funktion F ist demzufolge modular aufgebaut. In Tabelle 3.1 werden die Funktionen der
einzelnen Faktoren und ihre Abhédngigkeiten kurz erldutert werden. Entstanden sind die
einzelnen Funktionen durch Kurvenanpassung an die FE-Ergebnisse (Dankert et al. 1996).

Tabelle 3.1 - Faktoren der Geometriekorrekturfunktion und ihre Bedeutung

Faktor Abhdngigkeit Funktion
My, M,, M3 f(a/c) Beschreibung des Einflusses des Riss-Halbachsenverhaltnisses

91,93 f(a/c,c/B,8) Feinabstimmung der N3dherungsformeln

92,94 f(a/p,0) Kerbeinfluss der Innen- bzw. AuBenkerbe (Wert 1 fiir den jeweils anderen Kerbfall)
fs f(la/p,c/B) Beschreibung des Unterschiedes zwischen einem einzelnen Riss und zwei

symmetrischen Rissen

fo f(a/c,0) Beschreibung der Risskontur
fw f((a+p)/W,c/B) | Berlcksichtigung des Randeinflusses, globale Geometriekorrektur
\/6 f(a/c) Formfaktor fiir die Ellipse, vollstiandiges elliptisches Integral 2.Art

Fir die Anwendung der Gleichung (3-13) gelten folgende Grenzen:

0<06<n/2, 02<a/c<20, ¢c/B<1 und (a+p)/W <0,5.

Dankert et al. (Dankert et al. 1996) erweiterten Gleichung (3-14) um einen Faktor
Fyerve/ Qeckriss, der zum einen die Abnahme der Kerbspannung in x-Richtung (siehe
Abbildung 3.6) berlicksichtigt und zum anderen bei zunehmendem Winkel 8 die Risstiefe (x-
Richtung) entlang der Rissfront fiktiv verkiirzt und dadurch den Kerbeinfluss erhéht.

Aufgrund der Vielzahl der Anpassungsparameter bzw. Korrekturmodule, die zumindest
einen Zusammenhang mit der Risskontur vorgeben, wird deutlich, dass die scheinbar
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3.3 Oberflachenrisse

allgemeingiiltige Gleichung (3-13) in letzter Konsequenz durch den Prozess ihrer Herleitung
auf die urspriinglichen FE-Ergebniswerte beschrankt bleibt und keinen neuen Beitrag zum
physikalischen Verstandnis viertelelliptischer Rissausbreitung an Kerben liefert.
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4 Experimentelles

4.1 Werkstoffe

Fir die meisten Versuchsreihen, die in der vorliegenden Arbeit beschrieben und
durchgefihrt wurden, kam die hochfeste Aluminiumknetlegierung EN AW 7475-T761 zum
Einsatz. Die Aluminiumlegierung EN AW 2024-T351 wurde im Bereich Anrissuntersuchungen
fiir Vergleiche herangezogen.

4.1.1 ENAW 7475-T761

Die Legierung 7475 bietet eine Kombination aus hoher Festigkeit, hoher Bruchzdhigkeit
und einem guten Widerstand gegen Rissausbreitung bei hohen Spannungsintensitaten. Damit
ist diese Legierung besonders attraktiv fiir Hochleistungsflugzeuge, die entsprechende
Lebensdaueranforderungen zu erfiillen haben und schadenstolerante Kriterien einhalten
miussen. Das Entwicklungsprogramm bei Alcoa Inc. wurde einst gestartet, um eine Legierung
mit der gleichen Bruchzahigkeit wie die Legierung 2024-T3 bei einer signifikant hoheren
Festigkeit zu erhalten. Die Legierung 7475 findet sowohl beim Militar als auch in der zivilen
Luftfahrt im Bereich der Beplankung von Rumpf und Tragflache, der Fliigelholme und der
Rumpfspante Anwendung; Bereiche, in denen eine hohe Bruchzdhigkeit im Design zu
bericksichtigen ist (Cieslak und Mehr 1985). Die chemische Zusammensetzung ist Tabelle 4.1
(Werkstoff-Nr. 1) zu entnehmen.

Der Behandlungszustand T761 ist eine Variante des Zustandes T76, der einen besonders
guten Schutz gegen Schichtkorrosion verbunden mit einer hohen Bruchzahigkeit bietet. Im
Behandlungszustand T761 hat die Legierung 7475 eine vergleichbare Festigkeit und
Korrosionsbestdndigkeit wie die Legierung 7075-T76 verbunden mit einer Bruchzahigkeit, die
der Legierung 2024-T3 nahekommt (Cieslak und Mehr 1985). Der Behandlungszustand T761
wird erlangt, in dem man die Legierung zunachst bei 413°C gliht und sie dann in einer
weiteren Stufe zwischen 472°C - 482°C I6sungsgliiht. Es folgt ein Abschrecken der Legierung
in Wasser, um die Werkstofftemperatur unter 40°C zu senken, bevor der Werkstoff dann
kontrolliert um 0,5-2,0 % gereckt wird. SchlieRlich wird die Legierung bei zunachst bei 120 +
5°C fir 3-5 Stunden und dann nach einer Temperaturerhéhung auf 160 + 8°C fir 15-18
Stunden ausgelagert (ASM Aerospace Specification Inc. 2015b; MIL-H-6088G 1991; Brucksch
2009; AMS 4100).
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Die untersuchte Legierung 7475-T761 wurde in Form von 2,88 mm dicken Blechen
ausgeliefert, auf denen beidseitig eine ca. 80 um dicke Plattierschicht aus EN AW 7072

aufgewalzt wurde. Diese Plattierschicht bietet einen zusatzlichen Schutz gegen Korrosion

(Cieslak und Mehr 1985; Brucksch 2009).

Die Eigenschaften dieser Legierung finden sich in Tabelle 4.2.

Tabelle 4.1 - Chemische Werkstoffzusammensetzung nach (Alcoa Europe 2001; ASM Aerospace Specification Inc. 20153,
2015b; Brucksch 2009)

Legierungsbestandteile (in Gew.-%)

Werkstoff- Chemische . . weitere
Zn Mg Cu Mn Fe Si Cr Ti - Al
Nr. Elemente einzeln gesamt
Grundmaterial
584 | 2,15 | 1,64 | 0,01 | 0,03 | 003 | 0,19 | 0,042 <0,05 <0,15 Rest
1 EN AW 7475-T761
Plattierschicht Fe +Si
1,06 0,06 0,01 0,01 0,17 0,09 Rest
EN AW 7072 0,263
2 EN AW 2024-T351 0,25 1,8 4,9 0,9 0,5 0,5 0,1 0,15 0,05 0,15 Rest

Tabelle 4.2 - Werkstoffgréfien EN AW 7475-T761 nach (Brucksch 2009; Alcoa Europe 2001; ASM Aerospace Specification Inc.
2015b; MIL-HDBK-5J 2003)

WerkstoffgroRe Wert Einheit
0,01 %-Dehngrenze Ry 01 399,9 MPa
0,2 %-Dehngrenze Ry, 447 MPa
Bruchdehnung A 11 %
Dichte p 2,81 g/cm?3
Dicke der Plattierschicht 78-87 pm
Elastizitatsmodul E 69 GPa
elektrische Leitfahigkeit k 24,7 MS/m
HBW 2,5/50/20 109+£3 -
mittlerer Korndurchmesser in Walzquerrichtung (T') 23,0+ 2,3 pm
mittlerer Korndurchmesser in Walzrichtung (L) 20,420 pm
Querkontraktion v 0,33 -
Schubmodul G 27 GPa
spezifischer elektrischer Widerstand poektrisch 4,32:10°8 om
Zugfestigkeit R, 500 MPa

Kriiger (Kriger, A. E. F. 1996) verwendete fir seine Untersuchungen die ebenfalls

Uberalterte Aluminiumlegierung 7075-T7351 und konnte zeigen, dass die Spannungs-

Dehnungs-Kurve des Zugversuchs bis zu einer Dehnung von etwa 2 % fast deckungsgleich ist

mit den Ergebnissen aus Incremental-Step-Tests und zyklischen Versuchen mit konstanter

Dehnungsamplitude. Deshalb werden insbesondere fiir den flieBspannungsnahen Bereich die
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Ergebnisse der Zugversuche an der Knetlegierung 7475-T761 in erster Naherung auch als
Werte der zyklischen Spannungs-Dehnungs-Kurve verwendet.

4.1.2 ENAW 2024-T351

Die Legierung 2024 wurde in den 40er Jahren des 20. Jahrhunderts in der
Luftfahrtindustrie — z.B. beim Passagier- und Transportflugzeug Douglas DC-3 — als Ersatz fiir
die bis dahin dominierende Legierung 2017-T4 (u.a. beim Verkehrsflugzeug Junker F 13)
eingefiihrt, da sie eine hohere FlieRspannung und eine gute Ermudungsbestdndigkeit
aufweist. Im Behandlungszustand T351 liegt eine erhdhte Bruchzahigkeit vor, jedoch ist die
Legierung 2024 anfallig fir Korrosion, deshalb wird die Legierung fir ihren Einsatz im
Flugzeugrumpf, in den zugbelasteten Bereichen der Tragflichen, in den Scherstegen und
Spanten Ublicherweise mit einer korrosionsunempfindlichen Plattierschicht versehen (Alcoa).

Die chemische Zusammensetzung ist der Tabelle 4.1 (Werkstoff-Nr. 2) zu entnehmen, die
bendtigten WerkstoffgroRen liefert Tabelle 4.3.

Tabelle 4.3 - Werkstoffgréfsen EN AW 2024-T351 nach (ASM Aerospace Specification Inc. 2015a)

WerkstoffgroRe Wert Einheit
0,2 %-Dehngrenze R, » 324 MPa
Bruchdehnung A 20 %
Dichte p 2,78 g/cm?
Elastizitatsmodul F 73,1 GPa
Querkontraktion v 0,33 -
Schubmodul G 28 GPa
spezifischer elektrischer Widerstand pgjextrisch 5,82:10°8 Qm
Zugfestigkeit R,, 469 MPa

Fir den Behandlungszustand T351 wurde die Legierung bei 495°C I6sungsgegliht,
abgeschreckt, durch einen kontrollierten Reckgrad von 0,5-2 % entspannt und langer als 5
Tage kaltausgelagert (Rodling 2003).

Aufgrund der Korrosionsempfindlichkeit durch den vergleichsweise hohen Kupferanteil
wurden die gelieferten Bleche beidseitig mit einer ca. 150 um dicken Plattierschicht aus
Reinaluminium versehen, dessen maximal zuldssige Verunreinigung bei etwa 1 % liegt (Rodling
2003).
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4.2 Probenfertigung und -geometrie

Als Probengeometrie mit definierter Spannungskonzentration wurde die Single-Edge-
Notched-Flachprobe (SEN-Probe) fur die Untersuchungen gewahlt. Die Proben wurden den
beidseitig plattierten Blechen so entnommen, dass die Lange L in Walzrichtung des Bleches
lag. Die Proben wurden anschliefend auf die in Abbildung 4.1 angegebenen Nennmale
gefrast.

Kerbe : 4

Abbildung 4.1 - SEN-Probengeometrie (Bemafsung in mm)

Die U-formigen Kerben (Abbildung 4.1, Kerbe) wurden fiir einen Probensatz gefrast und
fir einen weiteren Satz drahterodiert, um den Fertigungseinfluss auf die Hohe der
Spannungskonzentration bestimmen zu kdnnen. Die Proben wurden mit drei verschiedenen
Kerbtiefen a; (Tabelle 4.4) gefertigt, um den Einfluss des geometrischen Kerbfaktors auf die
Lebensdauer zu ermitteln.

Tabelle 4.4 - Kerbtiefen ay

1,00+ 0,01
Ay (inmm) |2,00£0,01
3,00+ 0,01

Als Potentialabgriffe wurden verzinnte Steckerstifte aus Messing (CuzZn 37, R,,, = 498-510
MPa (Richard Stenzhorn GmbH 2013)) in die im Abstand y, zur Probenmitte gefertigten
Bohrungen mit Leitsilber gepresst (siehe Abbildung 4.1).
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Fiir Vergleiche mit anderen Proben- und Kerbgeometrien aus dem gleichen Werkstoff
wurden die Ergebnisse von Brucksch flir mittig angerissene/gekerbte Proben (Center-Cracked-
Tension-Proben, CCT-Proben) und Uhrglas-Proben verwendet (Brucksch 2009).

Die Vergleichsproben aus der Legierung EN AW 2024-T351, die ebenfalls den gelieferten
Blechen in Langsrichtung entnommen wurden, entsprechen der in Abbildung 4.1
angegebenen Geometrie. Lediglich die Probendicke B wies einen hoheren Wert von 3,3 mm
auf. Die Kerben an Proben dieser Legierung wurden ausschlieBlich gefrast.

4.3 Versuchsaufbau ERIKA

Die Ermiidungsversuche wurden an einer servohydraulischen Prifanlage durchgefiihrt,
deren Basis eine Priifmaschine vom Typ Schenck PSA 10 bildet. Aus der Typenbezeichnung
leiten sich die Lastgrenzen von +10 kN ab. Die Maschine wurde mit einer Probenkammer
ausgestattet, die Experimente unter einer definierter Atmosphdre ermdglicht, woraus sich
auch das Akronym der Anlagenbenennung herleitet: Ermiidungsrissausbreitung in korrosiver
Atmosphare, kurz ERIKA.

Das Besondere an der Priifanlage ist die parallele Probenfiihrung (siehe Abbildung 4.2).
Konstruktionsbedingt werden hier die Biegemomente minimiert und eine nahezu reine
Modus-I-Belastung gewadhrleistet. Proben koénnen demnach auch bei negativen
Spannungsverhaltnissen ermiidet werden, ohne dass sie ausknicken (Bar und Volpp 2001).

parallel gefiihrte
Probenspannbacken

Krafteinleitung | Laborluft

Abbildung 4.2 - Probenkammer ERIKA
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Zur Regelung der Priifmaschine und zur Messdatenerfassung wurde eine Elektronik vom
Typ DOLI EDC 580V verwendet, die zum einen das Servoventil des Hydraulikblocks ansteuert
und zum anderen alle benétigten Messkanale zeitsynchron erfasst (siehe Abbildung 4.3). Der
Regelkreises und die Datentransferrate zum PC kdnnen mit bis zu 5 kHz getaktet betrieben
werden, aus Griinden der Datenreduzierung wurde die Taktung aber auf 1 kHz begrenzt. Der
EDC 580V stellt eine stoRfreie Umschaltung zwischen den Regelmodi sicher und verfiigt
aullerdem (Uber eine adaptive Spitzenwertregelung. Die Kraftanregung der
Ermidungsversuche folgte einem Sinussignal mit einer Frequenz f von 20 Hz, wodurch sich
50 Messpunkte pro Zyklus ergaben. Fir die untersuchten Werkstoffe und die
Versuchsfrequenz wurden zunachst die optimalen PID-Parameter des Controllers ermittelt.

Die Versuchskonfiguration und -ablaufsteuerung (Kommunikation mit dem Controller), als
auch die Messdatenaufbereitung/-auswertung erfolgten mit der Software Test & Motion
(ebenfalls DOLI Elektronik GmbH). Diese Software ermoglicht neben der Speicherung der
Spitzenwerte aller Zyklen die Aufnahme von Hysteresen, d.h. Speicherung aller erfassten
Datenpunkte innerhalb eines Schwingspiels.

Test&Motion -'M

|ﬂ[::|ri

Probenkammer

Signale EDC 580V
‘:Kraftmessdose '
DCPD \
i Wegaufnehmer !
' Kolbenweg i

T

Hydraulikzylinder

2 B 800 MHz — Regelprozessor
mit Servoventil

Kommunikation
Datenerfassung
PID-Regelkreis
Maschinensteuerung

Abbildung 4.3 - Servohydraulische Versuchsanlage mit Regelelektronik

4.4 Korrekturfunktion fir SEN-Proben

Als Korrekturfunktion f(a/W) fur die untersuchte Probengeometrie wird aufgrund der
parallelen Probenfihrung die Form in Gleichung (4-1) verwendet, die Harris urspriinglich fiir
eine Rundprobe mit Umlaufkerbe herleitete (Harris 1967).
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fir 2<0,7 und =—>oc (1
w w

Mit Hilfe der Randwertmethode nach dem Kollokationsverfahren leiteten schon Gross,
Srawley und Brown eine Korrekturfunktion fiir eine SEN-Probe her (Gross et al. 1964). Sie
nutzten dabei die Spannungsfunktionen nach Williams (Williams 1957). In Abbildung 4.4 ist
jedoch zu erkennen, dass die Korrekturfunktionen von Gross et al. und Harris ab einem
Verhiltnis von a/W > 0,1 stark voneinander abweichen.

Harris flihrt dies auf die Zwangsbedingung zurtick, denen eine Rundprobe unterliegt. Denn
sowohl bei der Rundprobe mit Umlaufkerbe, als auch der SEN-Probe in paralleler
Probenfihrung wird dem Biegemoment, welches sich bei den Ermiidungsexperimenten nach
Gross et al. mit zunehmender Risslange aufbaut, entgegenwirkt. Um dieses Argument zu
unterstltzen wurde die Korrekturfunktion von Feddersen fiir eine CCT-Probe in Abbildung 4.4
mit aufgenommen (siehe auch Anhang 1). Um mit einseitig gekerbten Proben kompatibel zu
werden, wurden die Funktionswerte mit dem Faktor 1,12 auf das Niveau der
Korrekturfunktionen fir SEN-Proben transformiert. Da auch bei der Rissausbreitung an einer
CCT-Probe den Biegemomenten bei der Rissverlangerung ein geometrischer Zwang
entgegenwirkt, liegt die Kurve nach Feddersen nur leicht unterhalb der Kurve nach Harris.

SEN

Harris /

7 =11 [hergeleitet iber Rundprobe mit Umlaufkerbe, 1 If

verwendet fir parallele Probenfiihrung]

= =Grossetal. /
6 [freie Probenenden]

1! CCT /

5 —{ — - Feddersen

[transformiert mit Faktor 1,12] / j

f(a/W)

" — =

o0 01 02 03 04 05 06 07 08 09 10

Abbildung 4.4 - Korrekturfunktion fiir eine SEN-Probe
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4.5 Die Gleichstrompotentialsonde

In einem Vergleich elektromagnetischer Messmethoden fir die zerstérungsfreie
Werkstoffpriifung (Non-Destructive Testing, NDT) stellte Sposito (Sposito 2009) die folgenden,
gangigen Verfahren gegeniber:

e Magnetisches Streuflussverfahren,

e Wirbelstrom-Verfahren: ungepulst, gepulst und Fernfeld,
e Wechselstrom-Potentialsondenverfahren,

e Wechselstrom-Feldmessung,

e Gleichstrom-Potentialsondenverfahren.

Der Vergleich ergab, dass die Potentialsondenverfahren die groRten Vorteile fir die
Rissdetektion und die In-situ-Messung der Rissausbreitung bieten, nicht nur wegen der guten
Modellierbarkeit der physikalischen Vorgdnge, sondern auch wegen der steten Optimierung
der Messgenauigkeit in der Potentialsonden- bzw. Widerstandsmessung.

aé Yo

Yo

Abbildung 4.5 - Schematische Ansicht des DCPD-Verfahrens

In der vorliegenden Arbeit wurde zur Rissdetektion und Risslangenmessung das
Gleichstrom-Potentialsondenverfahren (Direct Current Potential Drop, DCPD) genutzt. Durch
die zu untersuchende, elektrisch leitende Probe wird hierbei ein konstanter, zeitstabiler

Gleichstrom fgeleitet. Wahrend der ermiidungsbedingten Rissausbreitung kommt es zu einer
Querschnittsabnahme der Probe und folglich zu einer Anderung des elektrischen Feldes und
damit verbunden einer Verdichtung der elektrischen Flusslinien im Restquerschnitt auf Hohe
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des Rissligaments. Dies hat einen Anstieg des elektrischen Widerstandes zur Folge, der durch
eine Potentialdanderung mit Hilfe zweier Abgriffe (oberhalb und unterhalb der Rissebene im
Abstand y,) verfolgt werden kann (siehe Abbildung 4.5).

4.5.1 EinflussgrofRen auf die Potentialmessung

Position der Potentialabgriffe und Ort der Stromeinleitung

Je dichter sich die Potentialabgriffe (Abstand 2 - y,) an der Kerbwurzel (siehe Abbildung
4.5 und Abbildung 6.7) befinden, desto hoher ist die Sensitivitdt bezlglich der Erkennung von
Anrissen. Jedoch steigt im gleichen Zug die Empfindlichkeit gegenliber Abweichungen in der
symmetrischen Positionierung der Abgriffe, so dass vor dem Hintergrund reproduzierbarer
Messergebnisse Potentialabgriffe an der Stirnseite der Kerb6ffnung (siehe Abbildung 4.1) zu
bevorzugen sind. Hier befinden sich die Abgriffe zudem im Kerbschatten und kleinste,
fertigungsbedingte Abweichungen der Positionen haben keine signifikanten Auswirkungen.
Allgemein gilt: Je geringer der Abgriffabstand y,, desto héher die Empfindlichkeit der Messung
(Ritchie et al. 1971; Druce und Booth 1980; Knott 1980; Halliday und Beevers 1980; Bakker
1985).

Bei der Wahl der Orte der Stromeinleitung ist eine dhnliche Abwagung vorzunehmen. Je
dichter sich beide Orte am Riss befinden, desto hoher ist die Empfindlichkeit des Messsystems.
Aber auch hier steigt im gleichen Mal} die Empfindlichkeit gegenliber Abweichungen in der
Symmetrie und die Kalibrierung wird deutlich komplexer. Es empfiehlt sich eine
Stromeinleitung an den Probenenden, um reproduzierbare Messungen vornehmen zu kénnen
und um ein gleichférmiges elektrisches Feld im ungestdrten Bereich der Probe zu generieren
( Gilbey und Pearson 1966; Ritchie et al. 1971; Druce und Booth 1980; Knott 1980; Halliday
und Beevers 1980; Bakker 1985; Doremus et al. 2015).

Plastische Deformation, Versetzungsdichte und elektrischer Widerstand

BekanntermaRen geht die plastische Deformation mit einer Anderung der
Versetzungsdichte und -anordnung einher, die wiederum den spezifischen elektrischen
Widerstand beeinflusst. Eine tGberschlagige Rechnung von Ke und Stahle (Ke und Stahle 1993)
ergab, dass der Anteil an der gesamten Widerstandsanderung durch eine Anderung des
spezifischen Widerstands im Vergleich zur geometrischen Anderung durch bleibende
Deformationen (u.a. VergroBerung des Abstandes y, und Verdanderung der Querschnittsflache
durch Einschniirungen) vernachlassigbar ist. Ljustell (Ljustell 2013) konnte zeigen, dass der
Anteil der Anderung des spezifischen Widerstandes weniger als 10 % an der gesamten
Anderung durch die plastische Deformation ausmacht. Bakker (Bakker 1985) ermittelte an
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dem von ihm untersuchten Stahl, dass der Anteil der plastischen Deformation an der
gesamten Signalanderung etwa 6 % betragt und schlussfolgerte genau wie Schwalbe und
Hellmann (Schwalbe und Hellmann 1981), dass die plastische Deformation vor der Rissspitze
einen vernachlassigbaren Beitrag am Potentialsignal darstellt, solange die Gesamtprobe
Uberwiegend elastisch verformt wird.

Temperatureffekte

Temperaturanderungen und Temperaturunterschiede haben erheblichen Einfluss auf das
Messsignal. Diese konnen zum einen hervorgerufen werden, durch den Strom, der die Probe
durchflieBt  und zum anderen durch  Ubergangswiderstinde z.B.  durch
Temperaturunterschiede zwischen den Potentialabgriffen und der Probe (Halliday und
Beevers 1980; Bauschke und Schwalbe 1985; Hartman und Johnson 1987; Sposito 2009).

Um Widerstandsanderungen der Probe durch Temperaturschwankungen im Laborklima
zu vermeiden wurde die Probenkammer (Abbildung 4.2) fiir die Ermiidungsversuche
geschlossen und der Innenraum mit aufbereiteter Laborluft von annahernd gleicher
Temperatur und Luftfeuchtigkeit kontinuierlich durchstromt. Zudem wurde der eigentlichen
Versuchsphase stets eine Warmlaufphase vorgeschaltet, so dass sich das gesamte System bei
anliegendem Strom (je nach verwendeter Probengeometrie zwischen 10-35 A) auf die
entsprechende Versuchstemperatur erwdarmen und sich dadurch ein konstantes Niveau der
Potentialsonde einstellen konnte.

Briickenbildung

In einigen Materialien kommt es wahrend der Rissausbreitung bei gewissen
Spannungsverhaltnissen zu einem Beriihren der Bruchflachen hinter der Rissspitze. Diese
Kontaktbriicken beeinflussen die Potentialsondenmessung, da sie eine Vvirtuelle
Rissverkilirzung simulieren bzw. den realen Wert der Rissverlangerung reduzieren (Halliday
und Beevers 1980; Riemelmoser et al. 1999; Sposito 2009). Aus diesem Grund wurde fir die
weitere Auswertung stets der Maximalwert des Potentials pro Zyklus verwendet. Fir das
Maximum wird angenommen, dass keine Kontaktbriicken vorliegen (Hartman und Johnson
1987; Doremus et al. 2015).

Rissfrontkriimmung

Das DCPD-Verfahren ist eine integrale Messmethode, Potentialanderungen ergeben sich
aufgrund von Flachendnderungen. Die Krimmung der Rissfront wird dementsprechend nicht
explizit beriicksichtigt und die Annahme, dass die ermittelte Risslange einen
Durchschnittswert darstellt ist mit Vorsicht zu genieRen, da es je nach Verlauf der Rissfront zu
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einem erheblichen Unterschatzen der wahren Risstiefe kommen kann (Druce und Booth 1980;
Halliday und Beevers 1980; Riemelmoser et al. 1999).

4.5.2 Kalibrierung der Gleichstrom-Potentialsonde

Um den gemessenen Potentialwerten eine Risslange zuordnen zu kdénnen, ist eine
Kalibrierung bzw. eine funktionale Korrelation notwendig. Im Allgemeinen gilt:

a=fU/U, a). (4-2)

Die theoretischen Ansdtze zur Kalibrierung basieren auf der Losungsfindung fir die
Laplace-Gleichung (Gleichung (4-3)) innerhalb der Randbedingungen fiir eine spezielle
Probengeometrie. Die partielle Differentialgleichung 2.0rdnung lautet wie folgt:

AD =V?d =0 (4-3)

Hierbei ist ® eine skalare, zweifach stetig differenzierbare (harmonische) Funktion.

Es wird hierbei zundchst angenommen, dass der Strom nur in einer Ebene flieBt. Die
folgende Betrachtung erfolgt somit zweidimensional und die entsprechenden Rissfronten
erstrecken sich lber die komplette Probendicke.

Johnson (Johnson 1965) entwickelte mit Hilfe eines komplex konjugierten
Funktionenansatzes eine Kalibrierfunktion (Gleichung (4-4)) zwischen den gemessenen
Potentialdifferenzen und den entsprechenden Risslangen fiir eine mittig gekerbte Probe bzw.
zwei einseitig gekerbte Proben (siehe Abbildung 4.5). Fir diese Losung der Laplace-Gleichung
(Gleichung (4-3)) wird die Kerbe mit der Breite 2 - a;, als infinitesimal hoch angenommen.

cosh (n yo)

o

U(a)~arccosh (4-4)

=_|N
S

Q
—
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Gilbey und Pearson (Gilbey und Pearson 1966) kamen unabhéangig von Johnson mit Hilfe
der konformen Abbildung in die komplexen Ebene (mit z = x + i - y und K, = konst.) zu der
gleichen Lésung?.

cos (37-77)
U(a) =3 |K, - arccos a (4-5)
cos (3-77)

Zur Eliminierung der Proportionalitatskonstante, die die elektrische Leitfahigkeit und
geometrische/numerische Faktoren beinhaltet, wurde Gleichung (4-4) auf das
Anfangspotential U, normiert. Die Gleichung (4-6) lasst sich schlielich nach a umstellen
(Gleichung (4-7)) und wird im Weiteren als Johnson-Formel bezeichnet.

Yo
cosh
arccosh #
u U _ cos (37w (4-6)
7@ T cosn (539)
arccosh T
cos (7-775)
( )
Yo
2w COSh(_Z-W)
a= arccos < — ’ (4-7)
cosh (2 - %?)
cosh A arccosh T a
k ° cos (7vi6) /)

Der nichtlineare Zusammenhang zwischen der Potentialanderung und der Risslange der
Gleichung (4-6) bzw. (4-7) ist in Abbildung 4.6 dargestellt. Es ist zu erkennen, dass das
Auflésungsvermogen der Johnson-Formel mit zunehmender Risslange steigt, da fiir die gleiche
Zunahme des normierten Potentials U/U, immer kleinere Rissinkremente Aa aufgeldst
werden kdnnen.

2 Transformation durch i - arccos(z) = arccosh(z) und cos(z) = cosh(i - z).
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Abbildung 4.6 - Auflésungsvermégen der Johnson-Funktion (vgl. (Bér 1992))

Weitere analytische Losungen fir die Laplace-Gleichung (Gleichung (4-3)) wurden von
Knott und Mitarbeitern ebenfalls mit dem Verfahren der konformen Abbildung fir einseitig
gekerbte Proben (V-Kerbe, halbkreisférmige Kerbe und halbelliptische Kerbe) bestimmt (Clark
und Knott 1975; Knott 1980).

Ansatze fir die Kalibrierung dreidimensionaler Rissausbreitung finden sich sowohl bei
Soboyejo et al. (Soboyejo et al. 1990), als auch bei Hicks und Pickard (Hicks und Pickard 1982)
fir einen halbkreisformigen Anriss. Die ersten umfassenden Zusammenhange flir eine
Kalibrierung von Oberflachenrissen in Form von Semiellipsoiden leitete Gangloff (Gangloff
1981) her.

Neben der theoretischen Kalibrierung existieren diverse experimentelle Varianten, um die
Potentialdifferenzen mit Risslangen zu korrelieren. Auf der experimentellen Seite gibt es zwei
unterschiedliche Herangehensweisen. Einerseits kann man den Rissfortschritt kiinstlich
vorantreiben, indem z.B. den Potentialabfall an einer diinnen, metallenen Folie misst und
hierbei den ,,Riss“ mit einem Skalpell immer weiter in die Probe hineinschneidet oder bei einer
kompakteren Probe hineinsagt (Ritchie und Bathe 1979; Halliday und Beevers 1980; Schwalbe
und Hellmann 1981; Hicks und Pickard 1982). Ein weiteres Verfahren des kiinstlichen
Rissfortschritts entwickelte Knott (Knott 1980; Soboyejo et al. 1990), indem er den
Probenkdrper durch ein stromdurchflossenes Elektrolyt-Bad nachstellte. Zur Simulation des
Rissfortschritts wurde in dieses Bad ein nichtleitendes Plexiglasstlick in der zu untersuchenden
Rissform eingetaucht und der dadurch erwirkte Potentialunterschied gemessen. Andererseits
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lasst sich der natlrliche Rissfortschritt nach einer definierten Anzahl von Schwingspielen auf
der Bruchflache markieren. Dies kann entweder durch Anlassen der Probe erfolgen oder aber
durch einen gezielten Lastwechsel, wie dem Einbringen von einzelnen Uberlasten oder dem
Andern des Spannungsverhiltnisses (Ritchie und Bathe 1979; Halliday und Beevers 1980;
Hicks und Pickard 1982).

Dariber hinaus lasst sich der Zusammenhang zwischen der Potentialdanderung und der
Risslange auch in einem numerischen Verfahren herleiten und zwar mit der Finite-Elemente-
Methode. Diese Methode bietet den Vorteil, dass sie — in Abhangigkeit der Komplexitat des
Modells/der Probe und der Rechenleistung des Computers — sehr schnell durchfiihrbar ist und
zudem jedwede Variation der Riss- oder Probengeometrie ad hoc zuldsst.

Zur Kalibrierung der Johnson-Formel auf die in der vorliegenden Arbeit verwendete
Probenkonfiguration und den verwendeten Werkstoff EN AW 7475-T761 wurde sowohl ein
experimentelles Verfahren, als auch die FE-Methode verwendet.

Experimentell wurden die Wertepaare der Risslange und der Potentialsonde mit
periodischen Uberlasten ermittelt. Die Uberlasten verursachen bei sonst konstanter Belastung
einzelne, markante Schwingstreifen auf der Bruchflache (griine Linien in Abbildung 4.7). Zur
Bestimmung der mittleren Risslinge bis zum jeweiligen Uberlast-Schwingstreifen wurde die
Rissflache bis zum Uberlast-Schwingstreifen durch die Probendicke B dividiert. Die Anpassung
der Johnson-Formel erfolgte Uber den Abgriffabstand und ergab y, = 2,37 mm (siehe
Abbildung 4.8).

Abbildung 4.7 - Bruchfliche mit Uberlast-Schwingstreifen
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In einer FE-Analyse der gleichen Probengeometrie wurde ein Riss mit kerbparalleler
Rissfront modelliert. Der Riss wurde ohne aulien anliegende Spannung verlangert und die
zugehorige Potentialdifferenz bestimmt. Die Anpassung der Johnson-Formel an die Ergebnisse
ergab den gleichen Abgriffabstand wie in der experimentellen Anpassung von y, = 2,37 mm
(siehe Abbildung 4.8).

EN AW 7475-T761.

0,4 T T
®  simulierte Risslange (FEM)

~ = = ~ Fit Johnson

0,3 |y,=237184

R? , =0,99046 o
- / - i 1
20,2 -
@®
i 2 Rissléange auf der Bruchflache
(Polygonzugverfahren)
[
1@
0,1 s
Fit Johnson
1 Y, = 2,36815
R? =0,99454
0,0 ; ; : ;
1,0 1,2 1,4 1,6

u/u

0

Abbildung 4.8 - Kalibrierung der Potentialsonde

Die Tatsache, dass die (rein elastische) FE-Analyse das gleiche Ergebnis wie die
experimentelle Bestimmung fur den Abgriffabstand y, lieferte, stiitzt das Argument, dass die
plastische Deformation einen zu vernachldssigen Anteil an der gesamten Anderung des
Potentials wahrend der Rissausbreitung hat.
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4.6 Rauschen, Datenreduktion/-glattung und die Rissfortschrittsrate

Einen groBen Einfluss auf die Gilte der Potentialsondendaten hat das
Signal/Rauschverhiltnis. Das Rauschen des verwendeten Messsystems (siehe Abbildung 4.2
und Abbildung 4.3) setzt sich prinzipiell aus mehreren Anteilen zusammen bzw. es liberlagern
sich mehrere Rauschphanomene.

Zum einen bewegen sich die freien Ladungstrdager in einem Leiter als Folge ihrer
thermischen Energie. Es entsteht eine statistisch schwankende Aufladung der Enden eines
solchen Leiters und damit eine elektrische Spannung. Dieses Phanomen wird als thermisches
Rauschen oder Johnson-Nyquist-Rauschen bezeichnet und ist abhangig von der absoluten
Temperatur. Zum anderen ist der elektrische Stromfluss die Summe der Bewegung einzelner
Ladungstrager, die Potentialbarrieren nicht gleichmaRig (berwinden. Dieser Vorgang
unterliegt einem stochastischen Prozess und wird als Schrotrauschen bezeichnet (Bittel und
Storm 1971; Mdller 1979).

Daneben kann die Wechselwirkung kurzer Risse mit mikrostrukturellen Barrieren ebenso
zu Schwankungen im Potentialsondensignal fihren (Krupp und Alvarez-Armas 2014). Man
steht also vor der Herausforderung das Messsignal zu optimieren, ohne dabei relevante
Details der Rissausbreitung zu unterdriicken (Donnelly und Nelson 2002).

Es lassen sich zwei Arten von MalBnahmen zur Verbesserung der Signalqualitat
unterscheiden. Die primdaren MaBnahmen, wie die Erhohung der Integrationszeit, die
Verwendung hochwertiger Komponenten oder Mehrfachmessungen, haben zum Ziel, das
Signal/Rauschverhéltnis schon wahrend der Messung zu optimieren und wurden fir die
nachfolgenden Messungen implementiert. Die sekunddaren MaRnahmen setzen danach an.
Der generierte, rauschbehaftete Datensatz wird nachtraglich mittels geeigneter
Filteralgorithmen bearbeitet, um den Anteil des storenden Rauschens zu reduzieren. Dieser
Vorgang wird auch Glattung genannt (Nalpantidis 2009).

In letzter Konsequenz werden die Potentialsondendaten Uber die Umwandlung in
Risslangen dafiir bendtigt, Rissfortschrittsraten da/dN zu erhalten, mit denen sich
Lebensdauerberechnung vornehmen lassen. Auch bei dieser Umrechnung kénnen Methoden
gewahlt werden, die eine gleichzeitige Filterung der Messwerte bewirken.

Es existieren diverse Verfahren, um aus Risslangen-Zyklen-Daten (a-N-Kurven)
Rissfortschrittsraten zu bestimmen, auch wenn der ASTM Standard (ASTM E647) eigentlich
nur zwei Verfahren zuldsst; die Sekantenmethode und die inkrementelle Polynommethode (7-
Punkte-Polynomfit). Die erst genannte Methode hat ihren Ursprung in der optischen
Risslangenbestimmung mit den entsprechenden Unterbrechungen des Ermidungsversuchs
und ist denkbar ungeeignet fiir Datensatze, die kontinuierlich aufgezeichnet wurden. Sie
Ubertragt die Potentialschwankungen in die Rissfortschrittsrate, wodurch sich auch negative
Rissfortschrittsraten ergeben kénnen. Zudem findet sich bei Donnelly und Nelson (Donnelly
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und Nelson 2002) der Hinweis, dass fiir Rissfortschrittsraten, die sich dem Wert null ndhern,
die Messunsicherheit und nicht die eigentliche Rissausbreitung dominiert. Bei der zweiten
Methode wird eine Regression eines Polynoms zweiter Ordnung an sieben aufeinander
folgende Punkte durchgefiihrt und die Steigung der Anpassung dem mittleren Punkt
zugeordnet. Dies wird fir die folgenden Punkte wiederholt. Ostergaard et al. (Ostergaard et
al. 1979) konnten zeigen, dass das zweite Verfahren in einigen Féllen noch mehr Fehler in der
Rissfortschrittsrate produziert als die einfache Sekantenmethode.

Um die Methoden des ASTM Standards anwenden zu kdnnen, wurden aufgrund der
Schwankungen in den a-N-Kurven verschiedene Datenreduktionsverfahren entwickelt, bei
denen stets die Gefahr besteht, wichtige Effekte auszublenden. Einige Forscher gingen dazu
Uber, fir die Datenreduktion kein Schwingspielintervall, sondern ein Risslangenintervall zu
nutzen. Benedictus-de Vries et al. (Benedictus-de Vries et al. 2004) konnten hierzu aber den
Beweis liefern, dass dies zwangslaufig zu mathematischen Fehlern fiihrt, die dafiir sorgen,
dass die reduzierte a-N-Kurve im Vergleich zum urspriinglichen Trend verschoben und gekippt
ist.

Neben den inkrementellen Methoden gibt es auch die Maoglichkeit geschlossene
Funktionen oder Splines an die a-N-Kurven anzupassen und diese zur Ermittlung der
Rissfortschrittsrate zu differenzieren (vgl. (Austen 1980; Kendall und King 1988; Mohanty et
al. 2010)).

Aufgrund der eben beschriebenen, nachteiligen Aspekte bei der Verarbeitung der
Potentialsondenrohdaten zur Bestimmung der Rissfortschrittsrate wurde das folgende
Vorgehen gewahlt. Mit dem Begriff des Potentialwertes bzw. der GrofRe U ist stets der
maximale Potentialmesswert pro Zyklus gemeint (vgl. Spitzenwertspeicherung im Abschnitt
4.3):

Die Potentialsondendaten (U/U,-N-Kurven) wurden zuerst mit dem sogenannten LOESS-
Algorithmus geglattet. Cleveland (Cleveland 1979) entwickelte diese Glattungsmethode, die
auf einer robusten, lokal gewichteten Regression (robust locally weighted regression, LOESS)
basiert, fiir Streudiagramme. Ubertragen auf die U /U,-N-Kurven bedeutet dies, dass mit einer
trikubischen Funktion fur einen zentralen Zyklus N; und die angrenzenden Zyklen innerhalb
eines definierten Bereichs (je nach GroRRe des Datensatzes zwischen 5 % bis 20 % der gesamten
Zyklen) Wichtungen ermittelt werden. Je dichter die benachbarten Punkte an N; liegen, desto
héher war ihre Wichtung und umgekehrt. Daraufhin wird eine gewichtete Regression mit der
Methode der kleinsten Fehlerquadrate mit einem Polynom zweiter Ordnung innerhalb dieses
Bereichs durchgefuhrt. Dies ergibt an der Stelle N; einen neuen Datenpunkt mit geglattetem
Potentialwert. Danach wird mit dem nachsten Punkt N; 4 in gleicher Weise fortgefahren. Dass
der LOESS-Algorithmus keine geschlossene Funktion generiert, stellt keinen Nachteil fiir die
Auswertung dar.

Es sei darauf hingewiesen, dass fiir die inkrementelle Regression an
Rissausbreitungsdaten nur Polynome zweiter Ordnung in Frage kommen. Polynome erster
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Ordnung fiithren zu einer starken Uberschatzung der Rissfortschrittsrate und Polynome dritter
oder hoherer Ordnung erzeugen durch ihre Wendepunkte zusatzliche Abweichungen
(Benedictus-de Vries et al. 2004).

Die so erhaltene ,a-N-Kurve“ wurde anschlieRend differenziert, um die
Rissfortschrittsrate da/dN (ber die Lebensdauer N zu erhalten.

In Abbildung 4.9 und 4.10 wurden die Sekantenmethode des ASTM Standards und die
vorgeschlagene LOESS-Methode auf den gleichen Potentialsondendatensatz angewandt.

Es ist bekannt, dass die Anwendung der Sekantenmethode auf einen Datensatz, der zu
jedem Zyklus einen mit Rauschen behafteten Wert aufweist, ungeeignet ist. Die
Sekantenmethode setzt namlich Rissausbreitungsdaten voraus, bei denen der jeweils
folgende Messpunkt mindestens einen gleich hohen Wert wie der vorangegangene aufweist,
da sich sonst negative Rissgeschwindigkeiten ergeben. In Abbildung 4.9 ist deshalb zu sehen,
dass die Sekantemethode erst einmal fir den ausgewahlten Bereich lediglich eine Aussage
Uber die abnehmende Streuung bei zunehmender Risslange zulasst.

Ziel der Gegenuberstellung ist es, dahingehend zu sensibilisieren, dass neben der Wahl
einer den Messdaten entsprechenden Bestimmungsmethode die Skalierung der Achsen einen
erheblichen Einfluss auf die Bewertung der Rissfortschrittsrate ausiibt. So zeigt Abbildung
4.10, dass die Ubliche logarithmische Auftragung der Rissfortschrittsrate da/dN fur die
Sekantenmethode einen Trend erzeugt, der darauf beruht, dass die negativen Werte
verworfen werden. Hingegen liefert die LOESS-Methode erst in der einfach logarithmischen
Darstellung in Abbildung 4.10 einen sehr differenzierten Kurvenverlauf.
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5.1 Quantitative Analyse der Kerbe mittels FEM

Fiir die in der vorliegenden Arbeit verwendeten Proben- bzw. Kerbgeometrien wurden die
entsprechenden Kerbfaktoren mit der Finite-Elemente-Methode (ANSYS Workbench 16)
unter Berlcksichtigung der realen Werkstoffparameter berechnet. Die berechneten
Kerbfaktoren sind in Tabelle 5.1 den analytischen Losungen von Nisitani und Bowie/Fresse, als
auch den empirischen Losungen von Peterson, Baratta/Neil und Dubbel gegenibergestellt.

Die empirischen Berechnungsformeln finden sich im Anhang 2.

Tabelle 5.1 - Linear elastische Kerbfaktoren

Statischer, linear elastischer Kerbfaktor K ;410
Proben- Kerbradius p | Kerbtiefe a; FEM Peterson | Baratta/ | Dubbel | Nisitani | Bowie /
geometrie (in mm) (in mm) Neil Freese
0,5 1,0 3,82 3,98 3,95 4,09 3,997 3,996
SEN 0,5 2,0 5,17 5,28 5,27 5,57 5,344 5,338
0,5 3,0 6,26 6,27 6,27 6,73 - -
CcCcT 1,975 1,975 2,99 3,00 - - - -
Uhrglas - - 1,13 1,13 - - - -

Mit den berechneten Kerbfaktoren lassen sich Aussagen iber die maximale Spannungim
Kerbgrund und folglich auch liber tendenzielle Verhaltnisse der Lebensdauern treffen. Fiir
Rissfortschrittsrechnung im kerbnahen Bereich ist jedoch der entsprechende
Spannungsgradient, der sich aus der Spannungskomponente ayy(x) ergibt, von groRerer
Bedeutung, da bisher angenommen wird, dass kurze Risse im Kerbspannungsfeld diesem

Gradienten unterliegen.

Die Spannungskomponente ayy(x) vor der Kerbwurzel, deren Ausgangspunkt der
Maximalwert der Spannung im Kerbgrund ist, wurde ebenfalls mittels der Finite-Elemente-
Methode fiir die SEN-Proben mit den unterschiedlich tiefen Kerben (vgl. Abbildung 4.1)
ermittelt. In Abbildung 5.1 und 5.2 sind den FEM-Ergebnissen der eigenen Ermittlung der
Spannungskomponente Uyy(x) sieben in der Literatur existenten Spannungsgradienten fir
kreisformige, elliptische und U-formige Kerben gegeniibergestellt (die zugehorigen Formeln
befinden sich im Anhang 3).

Die Vergleichsgradienten aus der Literatur lassen sich in zwei Gruppen einteilen. In die
erste Gruppe fallen die analytischen Ansatze, die die Losungen fiir die Spannungsverteilung
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vor der Rissspitze auf die Randbedingung einer nicht unendlich scharfen Spitze, hier die
Kerbwurzel, Gbertragen haben und in der zweite Gruppe finden sich die empirischen Ansatze,
die an experimentelle oder numerische Ergebnisse angepasst wurden.

Creager und Paris (Creager und Paris 1967) entwickelten aus Irwins Losung fir die
Spannungsverteilung vor der Rissspitze eine Losung fiir eine Kerbe mit einem Kerbradius p
groBer null. Die Variante die Usami (Usami 1987) wahlte, um bei der Untersuchung der
Ermiidungsfestigkeit eine Aussage dariber treffen zu kdnnen, ob gewisse Risse im
Kerbspannungsfeld sich weiter ausbreiten oder verzégert und schlieBlich gestoppt werden,
basiert auf einer analytischen Losung fiir eine Platte mit einem Loch. Glinka und Newport
(Glinka und Newport 1987) erkannten, dass der von Creager und Paris entwickelte Ausdruck
zutreffend ist fiir scharfe Kerben (K; > 4,5), fiir stumpfe Kerben (K; < 4,5) hingegen liefert der
Mittelwert aus den Gleichungen von Creager-Paris und Usami bessere Ergebnisse. Kujawski
(Kujawski 1991) erganzte den Ausdruck von Glinka und Newport noch um einen
Korrekturterm f, der den Verlauf der Kerbspannung fiir Entfernungen von mehr als 0,2:p vor
der Kerbspitze optimierte. Der Spannungsgradient nach Neuber als auch der Gradient nach
Chen und Pan sind rein empirische Naherungsausdriicke (Shin et al. 1994). Und auch Séahn und
Goldner (Sdhn 1993) passten einen eigenen Funktionsansatz an umfassende FEM-Ergebnisse
an.

1 Usami

Gmax 2 Neuber

3 Creager-Paris nach Glinka

4 Chen-Pan

®  FEM-Ergebnisse

(in MPa)

yy

Spannung

! | ! |
0 1 2
Entfernung x vor der Kerbspitze (in mm)

Abbildung 5.1 - Spannungsgradient vor der Kerbwurzel |
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5 Kujawski

------------------------ 6 Sahn-Goldner
Glinka-Newport (stumpfe Kerbe)

®  FEM-Ergebnisse

(in MPa)

yy

Spannung

' I ' I
0 1 2
Entfernung x vor der Kerbspitze (in mm)

Abbildung 5.2 - Spannungsgradient vor der Kerbwurzel I

Bei allen vorgestellten Ansdtzen ist der Spannungsverlauf o, abhangig von der
maximalen Spannung 0,4, im Kerbgrund und dem Kerbradius p und gilt fiir eine belastete,
aber ungeschadigte Probe. Der sich ausbreitende Riss wurde bei den Betrachtungen nicht

berlicksichtigt!

Die vorgestellten Varianten der mathematischen Beschreibung des Kerbspannungsabfalls
in Form des Spannungsgradienten gelten fiir den Bereich g,,,(x) = 0penn-

In Abbildung 5.2 ist gut zu erkennen, dass von den sieben ausgewadhlten Ansatzen, die
Varianten von Sdhn-Goldner und von Glinka-Newport fiir den Spannungsabfall von der
maximalen Spannung g,,,, bis auf das Niveau der Nennspannung 0,.,, die beste
Beschreibung liefern. Dennoch unterschatzt der Ansatz nach Sihn/Goldner die FEM-
Ergebnisse leicht und der Verlauf der Funktion nach Glinka/Newport schwingt ab dem vierten

Messwert um die Ergebnisse herum.

Deshalb wurde ein weiterer Ansatz zur exakten Beschreibung der FEM-Ergebnisse
eingefiihrt. Die Grundlage bildet hier ein Exponentialansatz mit zwei Parametern, der die
beiden Randbedingungen 0,4 UuUnd Ouenn (Gleichung (5-1)) erfiillt. Die beiden
Anpassungsparameter { und ¢ (Gleichung (5-2) und (5-3)) sind abhdngig von der
aullenanliegenden Nennspannung 0y,e,, und wurden anhand einer Vielzahl von FEM-
Ergebnissen gerade fiir den Bereich der Zeitfestigkeit funktional beschrieben. Die
entsprechenden Funktionen befinden sich im Anhang 4. Ein Vergleich mit den
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5 Ergebnisse

Kurvenverlaufen von Sahn-Géldner und Glinka-Newport in Abbildung 5.3 demonstriert, dass
far weitere Untersuchungen der 2-Parameter-Exponential-Fit vorzuziehen ist.

—_Zx$ 5-1

Oyy (X, Onenn) = (Gnenn " Kt prutto — O'nenn) ’ e( ¢x°) + Onenn =
{(Openn) =1 * O-‘r%enn tc (52)

§(Onenn) = dy - O-rzltenn + d, (5-3)

max

Py — — = Sahn-Goldner

\ Glinka-Newport (stumpfe Kerbe)

\

i

' ®  FEM-Ergebnisse
—_ \
©
o \
E L 2-Parameter-Exponential-Fit
= \

t 2 _
< X (RZ,,=0,99816)
o}
o
c
=1
c
c
]
o
n
T T T 1

Entfernung x vor der Kerbspitze (in mm)

Abbildung 5.3 - 2-Parameter-Exponential-Fit fiir den Spannungsverlauf vor der Kerbwurzel

Schijve (Schijve 1980) machte darauf aufmerksam, dass der Spannungsverteilung entlang
der Kerbkrimmung bisher kaum Beachtung geschenkt wurde, wobei gerade der
Spannungsgradient in y-Richtung Auskunft Gber das zu bericksichtigende Volumen fir die
Rissinitiierung gibt. Vor dem Hintergrund der Frage nach den potentiellen
Rissinitiierungsstellen sind haufig zwei Aussagen anzutreffen:

1. Ermidungsrisse starten an der Materialoberflache,
2. Ermidungsrisse starten gewohnlich an unterschiedlichen Arten von Einschliissen.

Beide Aussagen hangen vom Werkstoff und seiner Oberflachenbeschaffenheit ab. Wenn
nun Risse an der freien Materialoberfliche oder an Einschlissen dicht an der
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Materialoberflache beginnen, bestimmt die am hochsten belastete Flache im Kerbgrund den
Ort der Rissinitiierung. Da der Spannungsgradient aber zugleich ins Material hineinreicht,
sollte die Betrachtung auf ein Volumen erweitert werden.

Aus diesem Grund wurde zusatzlich die Spannungsverteilung in der Probenmitte (bezogen
auf die Probendicke B) in der x-y-Ebene (siehe Abbildung 5.22) untersucht. Um die drei
unterschiedlichen Kerbtiefen a; unabhangig von der aullen anliegenden Nennspannung 0;,enn
miteinander vergleichen zu konnen, wurde die Darstellung der rein elastischen
Spannungsverteilung in den Verlauf des linear elastischen Kerbfaktors transformiert. Dabei
wurden fir die drei Kerbtiefen die Skalen auf 8 Bereiche von K, ,,y,¢10 2 3,4 bis K; pryteo £ 1,0

normiert, wobei die Probe mit einer Kerbtiefe a; = 1 mm die Vergleichsbasis bildete
(Abbildung 5.4 bis 5.6).

‘ Kerbtiefe a = 1 mm, Schnittebene Probenmine. Kerbtiefe a, = 2 mm, Schnittebene Probenmitte.

1,0

1,0

2,600

2,200

y (in mm)
y (in mm)

1,800

1,400

T T
1,0 15 2,0 1,0 15 2,0 2,5 3,0

x (in mm) X (in mm)
Abbildung 5.4 - Kerbfaktorverlauf x-y-Ebene, ax =1 mm Abbildung 5.5 - Kerbfaktorverlauf x-y-Ebene, ax =2 mm
6
‘Kerbtiefe a, = 3 mm, Schnittebene Probenmitte . \
1.0 |
.\ a=1mm
5
0,5 \\
—_ 2,600 4 . T
g 00 %
£ g .
> >
3
-0,5
‘m _a,=2mm
2 e
g a=3mm
-1,0 LR
2,0 2,5 3,0 3,5 4,0
X (in mm) 1
3 4 5 6 7

Abbildung 5.6 - Kerbfaktorverlauf x-y-Ebene, ax =3 mm

KL brutto

Abbildung 5.7 - Max. Ausdehnung in Abhdngigkeit von K;
bei Onenn = cONst.
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Es wurde vereinfachend angenommen, dass sich die Flachen tber die Probendicke B nicht
andern, so dass eine Reduzierung von einem Volumenvergleich zu einem Flachenvergleich in
der gleichen Schnittebene zuldssig erscheint.

Ein Vergleich der roten Flaichen macht deutlich, dass bei gleicher aulRen anliegender
Spannung Open, die rote Fliche als hochst belasteter Bereich (Ko = 3,4) mit
zunehmender Kerbtiefe a; nichtlinear wachst. In Tabelle 5.2 sind die absoluten Flachenwerte
aufgefiihrt, welche im Prinzip Spannungsintegralwerte darstellen.

Tabelle 5.2 - Fléiche K; > 3,4 bei Openn = const.

Kerbtiefe a; (in mm) Ymazx
1 2 3
Flache (in mm?) | 0,008 | 0,072 | 0,160
Xmax (in mm) 0,031 | 0,132 | 0,218
Ymax (in mm) 0,167 | 0,308 | 0,370

ymax/xmax 54 2,3 1,7

Abbildung 5.8 - Maf3e der maximalen Ausdehnung

Abbildung 5.7 zeigt, dass mit ansteigendem Kerbfaktor K; das Verhaltnis y,,4x/%max
abnimmt, was bedeutet, dass die Zunahme der Ausdehnung in x-Richtung groRer ist als y-
Richtung (siehe Tabelle 5.2). Das hochst belastete Volumen dehnt sich also mit zunehmender
Kerbtiefe primar in die Tiefenrichtung aus.

Vor dem Hintergrund des Spannungsintegralkonzepts ist das hochst belastete Volumen
bzw. die hochst belastete Flache (in Bezug auf die Innenflache des Kerbgrundes) ein Mald fir
die Wahrscheinlichkeit der Bildung von Rissen. Bei gleicher Nennspannung vergroRert sich bei
zunehmender Kerbtiefe somit die Flache, auf der mit hoher Wahrscheinlichkeit Anrisse
entstehen. Die Anrisslebensdauer und damit die Gesamtlebensdauer wird folglich nicht allein
durch die Maximalspannung an der Kerbwurzel bestimmt, sondern vielmehr durch die héchst
belastete Flache, da sie den Ort fir die Bildung ausbreitungsfahiger Oberflachenanrisse
darstellt.
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5.2 Rissausbreitungskurve fir R =-1

Mit dem spannungsintensitatsgeregelten Lastabsenkungsverfahren (Load Shedding)
wurde die Rissausbreitungskurve fir das Spannungsverhiltnis R =-1 aufgenommen. Die Kurve
in Abbildung 5.9 setzt sich aus mehreren Experimenten zusammen. Es wurde in Abbildung 5.9
die Darstellungsform der Rissfortschrittsrate da/dN Gber den maximalen
Spannungsintensitatsfaktor K,,,, gewahlt. Fir R = -1 kommt es bei einer Auftragung der
Rissfortschrittsrate Giber die AK-Werte wegen AK = K4y — Kinin = 2 * Kipax ZU €iner blofRen
Verdoppelung der K,,,,,.-Werte.

EN AW 7475-T761 I

10™ g—— : . —
5 l‘ e
] ® Load Shedding ]
10° 4— R = konst. = -1 y
10° .
i 3
= ]
E» 10-7 Fit Paris-irdogan .
c C,. =2,09927.10 E
c _ .
= 108 mPE =3 |
% (R?, =0,9825)
© 10° Fit Klesnil-Lukas ‘
C, =2,04807.10™
10 Mo =3 i
K, men = 0,9835 MPavm
11 ] (Riorr. = 0'98676) :

107 ——y T ———

1 10

K__ (in MPaym)

max

Abbildung 5.9 - Load-Shedding-Kurve bei R = -1

Steinbock leitete aus den Ergebnissen von Load-Shedding-Experimenten und alternativen
Schwellenwertmessungen den funktionalen Zusammenhang in Gleichung (5-4) her (Steinbock
2008; Steinbock und Gudladt 2011). Aus der Gleichung (5-4) geht hervor, dass K4y ¢p flr
negative Spannungsverhaltnisse R vom kritischen maximalen Spannungsintensitatsfaktor
Kinax,th kric dominiert wird und dass fir R — —oo schlieBlich Ky, 45 tn = Kimax thkric 8ilt. Die
GroRe Ky gy th krit ISt abhdngig von der Mikrostruktur und der Steifigkeit eines Werkstoffes.
Der kritische zyklische Schwellenwert AK;, y,ir steht im Zusammenhang mit der notwendigen
Energie, um Versetzungsbewegungen zu initiieren. Versetzungsbewegungen lassen sich
mathematisch Gber Linienspannungen herleiten, die funktional mit dem Schubmodul und
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5 Ergebnisse

dem Burgersvektor als kleinstmdglichstes Rissinkrement zusammenhangen. AKip yri¢ ist
demnach ein MalR fir die zyklische Belastung, die notwendig ist, um
Ermiidungsrissausbreitung Gberhaupt zu erméglichen.

Kmax,th (R) = Kmax,th,krit + % 54

Mit nur zwei Experimenten (Load-Shedding und alternative Schwellenwertmessug) ist
man nunmehr in der Lage, Schwellenwerte fir verschiedene Spannungsverhéltnisse zu
berechnen. Fir die untersuchte Aluminiumknetlegierung EN AW 7475-T761 ermittelte
Brucksch die in Tabelle 5.3 angegebenen Werte (Brucksch 2009).

Tabelle 5.3 - Schwellenwerte

EN AW 7475-T761
Kmax,th,krit 0,568 MPavm
AKih krie 0,831 MPavm

Mit den Werten aus der Tabelle 5.3 ergibt die Gleichung (5-4): Ky gxn(R = -1) =
0,9835 MPavm. Dieser Wert wurde fir die Anpassung der Gleichung (2-13) an die
experimentelle Rissausbreitungskurve verwendet und liegt damit nur um 4,8 % Ulber dem
Wert, der sich ergibt, wenn man diesen Parameter bei der Regression variabel ldsst. Ebenso
wurde die Steigung m = 3 gesetzt, da auch hier die Regression mit einem variablen Parameter
keinen signifikanten Unterschied ergibt.

In der grauen Flache in Abbildung 5.9 ist ein Absinken der Rissausbreitungskurve zu
erkennen, dass Yoder fiir Aluminiumlegierung aus der 7000-Reihe und spater Wanhill fir
Legierung aus der 2000-Reihe anhand von drei Ubergangspunkten auf mikrostrukturelle
Merkmale zurlickfihrte (Yoder et al. 1982; Wanhill, R. J. H. 1988). Genaue Analysen zeigen in
der Tat Ubergénge, die aber im Vergleich zu den angepassten Kurven nach Klesnil-Luka$ und
Paris-Erdogan fiir die folgenden Berechnungen der Rissausbreitung unerheblich sind. Die
Abweichungen in diesem Bereich werden somit als akzeptabel bewertet.

5.3 Wohler-Kurven

Zur Bestimmung des Ermiidungsverhaltens und darauf aufbauend als Grundlage fiir die
Rissfortschrittsrechnungen der untersuchten Al-Knetlegierung EN AW 7475-T761 wurden
Einstufenversuche (d.h. gleichbleibende Spannungsamplitude S, bei konstanter
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Mittelspannung S,,,) auf unterschiedlichen Lasthorizonten bei einem Spannungsverhaltnis von
R =-1 durchgefihrt.

Wie in Abschnitt 2.4 und Abschnitt 4.3 schon erwahnt, wurde eine sinusférmige
Beanspruchungs-Zeit-Funktion bei einer konstanten Frequenz f von 20 Hz gewahlt. Das
Versuchsergebnis stellte hierbei die ertragene Schwingspielzahl bis zum Probenbruch dar. Die
entsprechenden Wertepaare aus Nennspannungsamplitude S, p,tro Und der ertragenen
Schwingspielzahl bis zum Probenbruch Ng,.,,.» wurden in Abbildung 5.10 doppellogarithmisch
aufgetragen.

EN AW 7475—T761I

T T T T T T T T T T T T T CCT (gebohrt/entgratet) R=-1
A o -p-1975mm

SEN
gefraste Kerbe ohne Bohrungen
B a=1mm * a,=1mm

B s=2mm % a=2mm

w a =3mm

Sa,brutto (m MPa)

—— Fit Gecks-Och

----P,=10%

10 L] L] LN B B B B L] L] LN B B B B L] L] LI B B B I )
10" 10° 10° 10’

N, (in Ssp)

Abbildung 5.10 - Wéhler-Kurven der SEN- und CCT-Proben

Die gangige Unterteilung und Bezeichnung der Bereiche des sigmoidalen Verlaufs der
Wertepaare ist Abbildung 5.11 zu entnehmen. Die Versuche wurden zwar in voller Breite (vom
Zugversuch mit nur einem ,Schwingspiel” bis zum Erreichen der , Dauerfestigkeit” bei 10’
Schwingspielen) durchgefiihrt, dennoch wird der Schwerpunkt der nachfolgenden
Betrachtungen und Auswertungen auf den Bereich von 10* bis 10 Schwingspielen gesetzt
(Zeitfestigkeitsbereich in Abbildung 5.11; high cycle fatigue / HCF).
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a

log S

log N

Bruch

Abbildung 5.11 - Kennwerte und Bereiche einer Wéhler-Kurve (vgl. (Haibach 2006))

Zur mathematischen Beschreibung der Versuchsergebnisse wurde die Gleichung (5-5)
nach Gecks-Och (Gecks und Och 1977) gewahlt, da sie nur zwei Regressionsbeiwerte (a und
B) und zudem die Werkstoffkennwerte der Zugfestigkeit Sz und der Dauer-/Wechselfestigkeit
Sqp beinhaltet.

SB - Sa,D
B
(5)

a

Sa(N) =Sgp + (5-5)

In Abbildung 5.10 sind zum einen die Ergebnisse der SEN-Probe mit gefraster Kerbe und
zum Vergleich mit einer weiteren Kerbgeometrie die experimentellen Ergebnisse von CCT-
Proben nach Brucksch (Brucksch 2009) aufgetragen.

Die durchgdngigen Kurven in Abbildung 5.10 sind die Wohler-Kurven fir eine
Ausfallwahrscheinlichkeit von 50 %. Des Weiteren sind fiir die jeweilige Probengeometrie die
berechneten Streubinder (gestrichelte Kurven) fiir eine Uberlebenswahrscheinlichkeit von 10
% bzw. 90 % angegeben. De facto handelt es sich bei den Grenzkurven des Streubandes um
Toleranzkurven, unterhalb bzw. oberhalb derer sich 90 % der Grundgesamtheit aller
Versuchswerte mit einer einseitigen statistischen Sicherheit von 95 % liegen (Wilrich und
Henning 1987). Die Berechnung der Toleranzkurven berlicksichtigt die Streuung tber den
gesamten Schwingspielbereich. Die Breite der Streubdnder der vier verschiedenen
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5.3 Wohler-Kurven

Probengeometrien ist fiir das hier untersuchte Spannungsverhaltnis im Zeitfestigkeitsbereich
in etwa gleich.

Um den Einfluss der Bohrungen fiir die Potentialabgriffe (siehe Abbildung 4.1) bei den
SEN-Proben auf die Lebensdauer zu beriicksichtigen, wurden Kontrollproben ohne Bohrungen
auf ausgewahlten Lasthorizonten ermiidet und die Ergebnisse in Abbildung 5.10 mit
einbezogen. Da sich die jeweiligen Ergebnisse innerhalb der zugehérigen Streubdnder
befinden, wird der Einfluss der Bohrungen vorerst als marginal bewertet.

EN AW 7475-T761I

L) L) L) L) LRI L) L) L) L) L) L) SEN R = -1
gefraste Kerbe drahterodierte Kerbe

| | a =1,00 mm O a, =1,00 mm

| a =2,00 mm (@) a,_=2,00 mm

B a=300mm O a=300mm

(in MPa)

a,brutto

S

—— Fit Gecks-Och

= Fit Basquin
10 L L L L) L) L

10* 10° 10° 10’

N, (in Ssp)

Abbildung 5.12 - Wéhler-Kurven gefrdster und drahterodierter Kerben im Vergleich

Schliellich wurde der Einfluss des Kerbfertigungsverfahrens untersucht. Wie in Abschnitt
4.2 dargelegt, wurde bei einer weiteren SEN-Probenserie die Kerbe nicht gefrast, sondern
drahterodiert. In Abbildung 5.12 werden die Wohler-Kurven der beiden Fertigungsverfahren
miteinander verglichen. Da sich die Lasthorizonte der Proben mit drahterodierter Kerbe
ausschlieBlich im Zeitfestigkeitsbereich befanden, wurden deren Ergebnisse mathematisch
mit der Gleichung (5-6) nach Basquin beschrieben.

Sa = Sp* (Np)” (5-6)

61




5 Ergebnisse

Hierbei ist b der Basquin-Exponent und Sy der sogenannte Ermidungsfestigkeits-
koeffizient.

Die Kurven der Proben mit drahterodierten Kerben liegen fiir alle drei Kerbtiefen
unterhalb der Kurven der Proben mit gefraster Kerbe und mit abnehmender Nennspannung
weichen die Kurven weiter voneinander ab, d.h. je niedriger die auRen anliegende Spannung
ist, desto eher wirkt sich das Fertigungsverfahren aus. Umgekehrt bedeutet dies, je hoher die
Nennspannung ist, desto dominanter ist die Plastifizierung vor der Kerbwurzel fir die
Lebensdauer im Verhaltnis zum Fertigungsverfahren der Kerbe.

Auffdllig ist, dass trotz des gleichen Kerbtiefenunterschiedes, unabhangig vom
Fertigungsverfahren, die Wohler-Kurven der Proben mit einer Kerbtiefe von 1 mm und 2 mm
weiter auseinander liegen, als die Kurven der Proben mit den Kerbtiefen von 2 mm und 3 mm.

5.4 Periodische Uberlasten

Neben der In-situ-Messung mittels Gleichstrompotentialsonde kénnen auch andere
Verfahren zur Rissldangenbestimmung bzw. Analyse der Rissausbreitung verwendet werden. In
Abschnitt 4.5.2 wurde bereits vorgestellt, dass sich der Rissfortschritt auf der Bruchflache
einer Probe mit Hilfe definierter Lastwechsel, wie sie Uberlasten darstellen, markieren l3sst.
Diese Uberlasten, deren EinflussgréRen, wie Belastungshéhe und -typ in Verbindung mit dem
verwendeten Werkstoff, charakteristisch sind, hinterlassen einen markanten Schwingstreifen
(Uberlastlinie) auf der Bruchfliche (Abbildung 5.15). Bestimmt man die jeweiligen mittleren
Risslangen bis zu den einzelnen Uberlastlinien, so l4sst sich mit Hilfe der zugehérigen Anzahl
an Schwingspielen die Entwicklung einer durchschnittlichen Rissfortschrittsrate ableiten.

Obwohl es nicht der Schwerpunkt der nachfolgenden Versuchsreihe in dieser Arbeit war,
sollte dennoch erwidhnt werden, dass Uberlasten selbst einen charakteristischen Einfluss auf
die Rissfortschrittsrate haben. Prinzipiell kommt es mit dem Einsetzen einer einzelnen
Uberlast mit Zuganteil zu einer Beschleunigung der Rissfortschrittsrate, da sich der Riss
spontan verlangert. Wahrend der nachfolgenden Zyklen auf Grundlastniveau wird die
Rissfortschrittsrate verzogert, bis sie dann wieder das Niveau vor dem Einsetzen der Uberlast
erreicht. Generell Giberwiegt nach Aufbringen der Uberlast der Verzégerungsanteil gegeniiber
der spontanen Rissverlangerung, so dass sich insgesamt die Lebensdauer verlangert. Eine
erste Erkldrung fir die verzdgerte Rissausbreitung nach einer Uberlast geht auf das Modell
von Wheeler (Wheeler 1972) zuriick. Bei Ermiidung bildet sich vor der Rissspitze eines
wachsenden Risses eine zyklische plastische Zone aus. Das Ereignis einer singulidren Uberlast
erzeugt eine massive plastische Verformung vor der Rissspitze. Im Sinne der Bruchmechanik
kann diese als monotone plastische Zone angesehen werden. Solange sich nun die kleinere,
zyklische plastische Zone durch das Gebiet der monotonen plastischen Zone hindurch
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Belastung (in %)

bewegen muss, ist die Rissfortschrittsrate verzégert. Schon Schijve (Schijve 1961) erkannte,
dass der Effekt der Verzégerung der Rissausbreitung bei Uberlasten mit reinem Zuganteil
ausgepragter ist, als bei Uberlasten mit Zug- und Druckanteil, da vermutlich ein Teil der
erzeugten Rickspannungen im Gebiet der plastischen Verformung durch den Druckanteil
wieder abgebaut werden. Detailliertere Untersuchungen dazu finden sich bei Rodling (Rodling
2003), Broll (Broll 2006) und Steinbock (Steinbock 2008).

In Bezug auf die Lebensdauer beinhaltet die Ermidung von SEN-Proben bestehend aus
einer Grundlast mit periodisch eingestreuten Uberlasten zwei Effekte. Die Kerbe der
schwingend belasteten Probe bewirkt eine Lebensdauerverkiirzung im Vergleich zur
ungekerbten Probe bei gleicher Nennspannung, wihrend Uberlasten in bestimmten Grenzen
eine Lebensdauerverlangerung herbeifiihren kénnen. Um eine wechselseitige Beeinflussung
zweier aufeinanderfolgender Uberlasten zu vermeiden, wurde als Intervall n = 10.000
Schwingspielen gewahlt (Tiedemann et al. 2014). DuQuesnay (DuQuesnay et al. 1995) hatte
seinerzeit fiir seine Versuche ein kirzeres Intervall von n = 1.000 Schwingspielen gewahlt.
Dabei zeigte sich, dass bei entsprechend kurzem Intervall die Phase der Verzogerung der
Rissausbreitung entweder stark reduziert oder sogar unterbunden wurde, so dass es zu einer
deutlichen Lebensdauerverkiirzung kam. In diesem Fall kumulierten die Wirkungen der
Spannungskonzentration an der Kerbe und die Schadigung durch die dichtere Folge der
Uberlasten. Dies ist fiir ein Intervall von 1 = 10.000 Schwingspielen nicht der Fall.

Mit Hilfe der im Intervall von n = 10.000 Schwingspielen aufgebrachten, einzelnen
Uberlasten wurde der Rissfortschritt auf der Bruchfliche markiert, um einerseits die
Entwicklung der Rissfortschrittsrate ausgehend von der Kerbe bewerten zu kénnen und
andrerseits das Wachstum kurzer Risse und den Ubergang zum Langrisswachstum mit
durchgehender Rissfront nachvollziehen zu kénnen.

300 ----cccmmmmmem e d e opemmnn o Vberlast 3004

200 200

100 === A== ==y A b e teq---- 100

iAW T
NUATATATRYATATARRYE INRVAVAYATRVAVAVA

-200- -2001

o

o

Belastung (in %)

-300- -3001

Abbildung 5.13 - Zug-Druck-Uberlasten Abbildung 5.14 - Zug-Uberlasten

Es wurden Ermiidungssequenzen sowohl mit symmetrischen Zug-Druck-Uberlasten, als
auch mit reinen Zug-Uberlasten bei einem Spannungsverhiltnis der Grundlast von R = -1
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durchgefiihrt (Abbildung 5.13 und 5.14), um auch quantitativ den Einfluss des jeweiligen
Uberlasttyps auf die Rissfortschrittsrate zu ermitteln.

Rédling (Rédling 2003) fiihrte zur Klassifizierung der Uberlasthéhe in Bezug auf die
Grundlast den Faktor y ein (Gleichung (5-7)).

. So,Uberlast (5-7)

So,Grundlast

Dadurch ergibt sich zur Bestimmung der Uberlasthéhe folgender Zusammenhang
(Gleichung (5-8)):

Uberlasthéhe = (y — 1) - 100 % (5-8)

Um Uberlasten auf der Bruchfliche zu erkennen, hat sich das hochauflésende
Rasterelektronenmikroskop (REM) vom Typ Zeiss Ultra 55 bewadhrt. Zur Abbildung der
Oberflachentopographie wurde der InLens-Detektor zur verwendet.

In Abbildung 5.15 ist die Bruchflache einer SEN-Probe mit einer Kerbtiefe von a; =1 mm
zu sehen, die mit einer Grundlastamplitude von S y,¢¢0 = 80 MPa und Zug-Druck-Uberlasten
mit einer Uberlasthéhe von 200 % ermiidet wurde. Die Oberspannung der Uberlast S, iperiase
erreicht dabei einen Wert, der 54 % vom Ry, ,-Wert betrdgt. Unter Berlcksichtigung der
herrschenden Spannungskonzentration kdme es nach Neuber (Neuber 1985) im Kerbgrund
lokal zu Belastungen, die bei einer ideal-elastischer Rechnung wegen K; - S, jperiase Werte
von 200 % der Zugfestigkeit R,;, annehmen mussten. Bei derartig hohen Belastungen msste
sich die Lebensdauer rapide verringern. Tatsachlich kommt es mit dem Einsetzen der
Uberlasten nur zu einer Plastifizierung im Kerbgrund. Das héchst geschidigte Probenvolumen
nimmt dabei stark zu. Die Plastifizierung im Kerbgrund ab Uberschreiten der FlieRspannung
gy kann nicht mehr mit der Kerbspannungslehre nach Neuber erkldrt werden.

Die Probe versagte nach Ng,,cn = 178.321 Schwingspielen. Auf der Bruchflache sind bis
zum Beginn des Gewaltbruchs (rote Linie) 16 Uberlastlinien erkennbar, was bedeutet, dass die
Rissausbreitung schon innerhalb der ersten 20.000 Zyklen eingesetzt hat, d.h. Nyyitiierung <
11% NBruch-

Auffillig an der Entwicklung der Abstidnde der Uberlastlinien in Abbildung 5.15 ist, dass
sich deren Abstdnde ausgehend von der Kerbe bis zu einem minimalen Abstand verringern
und dann bis zum Probenbruch wieder zunehmen. Gleiches fanden auch Bar und Wilhelm in
ihren Untersuchungen an CCT-Proben aus dem gleichen Werkstoff (Bar und Wilhelm 2013).
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5.4 Periodische Uberlasten

Wie in Abschnitt 4.5.2 erklart, wurden die Risslangen bestimmt, indem die Rissflache
(Polygonzug mit der Freeware Fiji®) durch die Probendicke B dividiert wurde. Die so ermittelte
Risslange stellt aufgrund der gekriimmten Rissfront einen Durchschnittswert dar.

1367 £ 47 pm a

Abbildung 5.15 - Typische Bruchfliche einer Probe ermiidet mit periodischen Uberlasten

Mit diesen so ermittelten durchschnittlichen Risslangen und den zugehoérigen
Schwingspielzahlen kénnen durchschnittliche Rissfortschrittsraten Aa/AN fir den
Rissfortschritt zwischen zwei Uberlastlinien berechnet werden. Der ab- und zunehmende
Abstand der Uberlastlinien ist somit gleichbedeutend mit einer Ab- und Zunahme der
Rissfortschrittsrate. Das Minimum der Rissfortschrittsrate berechnet sich aus den beiden
Uberlastlinien mit dem geringsten Abstand zueinander ( Uberlastlinien). Die
entsprechende Risslange bis zu diesem Minimum wird im Folgenden als a,,,;;, bezeichnet.

3 http://fiji.sc/Fiji
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5 Ergebnisse

Damit stellt sich die Frage nach der Ursache des Absinkens der Rissfortschrittsrate. Zum
einen fallen die hier ermittelten durchschnittlichen Risslangen nicht mehr in den
Definitionsbereich kurzer Risse und zum anderen fordert die LEBM einen kontinuierlichen
Anstieg der Rissfortschrittsrate. Eine Erklarung ware, dass auch die Ausbreitung des langen
Risses dem Gradienten der Kerbspannung unterliegt. Der Abbildung 5.3 ist zu entnehmen,
dass die Spannungsiiberhohung durch die Kerbe (fiir eine SEN-Probe mit a; =1 mm) in einer
Entfernung von 1 mm vor der Kerbwurzel (in Abbildung 5.15: , gestrichelte Linie
1) immer noch ca. 24 % tiber dem Niveau der Nennspannung liegt und erst in einer Entfernung
von 2 mm (in Abbildung 5.15:
Uberhéhung abgeklungen ist.

, gestrichelte Linie 2) auf eine 10-prozentige

Um dieses umfassend aufkldaren zu konnen, wurde eine Versuchsreihe mit drei
verschiedenen Uberlasthéhen (100 %, 150 % und 200 %) und den beiden unterschiedlichen
Uberlastarten (Zug-Uberlast und symmetrische Zug-Druck-Uberlast) an SEN-Proben mit den
drei bereits vorgestellten Kerbtiefen (1, 2 und 3 mm) durchgefiihrt. So sollte festgestellt
werden, in wie weit jenes Minimum der Rissfortschrittsrate auf die Parameter reagiert. Der
Vergleich der Versuchsergebnisse mit den Ergebnissen der Versuche mit konstanter
Belastungsamplitude aus Abschnitt 5.3 befindet sich im Anhang 5. Die dortigen Wdhler-
Diagramme sind erganzt um die Wohler-Kurve einer Uhrglas-Probengeometrie, um die
Auswirkungen der periodischen Uberlasten auf die Lebensdauer bewerten zu kénnen.

beschleunigt
@ a=1mm o
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Abbildung 5.17 - Zug-Uberlasten

In Abbildung 5.16 und 5.17 sind die Gesamtlebensdauern Ng,.,.;, der Versuchsreihen in
Abhingigkeit der Uberlasthéhe und der Spannungsamplitude aufgefiihrt. Die Ng,,,.,-Werte,
bei denen eindeutig eine Verzogerung auftrat, wurden mit einem Wirfel dargestellt (in der
Legende als ,verzogert” bezeichnet). Eine Verzégerung bedeutet neben der verlangerten
Lebensdauer, dass sich bei der Bruchflachenanalyse ein Minimum in der Rissfortschrittsrate
nachweisen liel3.

Bei den Ermiidungsversuchen mit einer Uberlasthéhe von 100 % konnte bei beiden
Uberlastenarten kein Absinken der Rissfortschrittsrate nachgewiesen werden. Daraus l4sst
sich folgern, dass ein gewisser Schwellenwert der Uberlasththe notwendig ist, um ein
Absinken der Rissfortschrittsrate zu bewirken. Allein diese Tatsache fiihrt die bloRe Reduktion
des Absinkens der Rissfortschrittsrate auf den elastischen Spannungsgradienten der Kerbe ad
absurdum. Zudem zeigt die Bruchflachenanalyse, dass sich bereits vor dem Erreichen des
Minimums der Rissfortschrittsrate eine Rissfront (iber die komplette Probendicke gebildet
hat, was per definitionem (siehe Abschnitt 3.1) die vollstindige Entlastung der Kerbe
bedeuten sollte. SchlieBlich fallt auf, dass teilweise bei identischen Belastungskonditionen
sowohl ein signifikantes Minimum mit entsprechender Verlangerung der Lebensdauer
(Wirfel-Symbol), als auch ein kontinuierlicher Anstieg der Rissfortschrittsrate ohne Auftreten
eines Minimums (Kugel-Symbol) beobachtet werden konnte. Dies lieBe sich nur (ber
Unterschiede in der Mikrostruktur zweier Proben, wie z.B. unterschiedlichen
Kornorientierungen, erklaren. Im Fall der Proben mit einer Verzogerung sorgen diese
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5 Ergebnisse

mikrostrukturellen Unterschiede dann dafiir, dass ein Intervall von 77 = 10.000 Schwingspielen
genau nicht mehr ausreicht, damit zwei aufeinander folgende Uberlasten sich nicht
gegenseitig beeinflussen.

Zusammenfassend muss an dieser Stelle konstatiert werden, dass bei den untersuchten
SEN-Proben die Existenz eines Minimums der Rissfortschrittrate langer Risse bei
Ermiidungsversuchen mit periodischen Uberlasten ein durch die Uberlasten bedingtes
Phanomen ist. Von einer Verlangerung des periodischen Intervalls 7 wurde abgesehen, da
eine gewisse Anzahl von Uberlastlinien notwendig erscheint, um sinnvolle Aussagen uber die
Rissentwicklung treffen zu kénnen.

5.5 Anrisslebensdauer

Die folgende Auswertung bezliglich der Anrisslebensdauer Ny,,,iss ist begrenzt auf die
Lasthorizonte S, von 50 bis 80 MPa. Die Wohler-Kurven in diesem Bereich verlaufen nahezu
parallel zueinander verschoben (vgl. Abbildung 5.10) und somit sollte die Vergleichbarkeit in
Bezug auf Anrisse etc. gegeben sein.

Als Anrisslebensdauer soll die Anzahl an Schwingspielen verstanden werden, ab der
nachweislich kontinuierliche Rissausbreitung stattfindet.

Zur Bestimmung der Anrisslebensdauer haben Brucksch (Brucksch 2009) und Felsner
(Felsner 2011) einen Grenzwert der Risslange von 250 um (transformierte Rissldange nach
Johnson aus den DCPD-Werten) bzw. einen prozentualen Anstieg des Potentials um 2 %
angesetzt. Aufgrund der verbesserten Messtechnik der DCPD-Methode und der
zeitsynchronen Erfassung aller Messwerte wird hier ein Verfahren angewandt, dass auch
Livesey und Knott (Livesey und Knott 1979) in einer dhnlichen Weise zur Detektion der
Rissinitilerung nutzten. Die (kontinuierliche) Rissausbreitung beginnt, wenn das letzte,
signifikante Minimum vor einem kontinuierlichen Anstieg des Potentialverlaufs
durchschritten wurde. Dies entspricht in Abbildung 5.18 dem zweiten Minimum. In Abbildung
5.18 sind die Potentialmesswerte von einer ermiideten SEN-Probe mit einer Kerbtiefe von 1
mm zu sehen, die bei konstanter Spannungsamplitude von 80 MPa ca. 114.000 Schwingspiele
bis zum Bruch ertrug. Die Anrisslebensdauer entspricht damit ca. 3 % der Gesamtlebensdauer!

Das messtechnisch erfassbare, erste Minimum wurde nicht zur Rissdetektion
herangezogen. Dieses rapide Absinken des Potentials nach dem ersten Schwingspiel erkannte
auch Ljustell (Ljustell 2013) bei seinen Messungen. Der Versuch der experimentellen
Optimierung zur Vermeidung dieses anfanglichen Absinkens ergab, dass dieser Verlauf nicht
im Zusammenhang mit der Rissausbreitung steht. Fir das Absinken wahrend der ersten
Schwingspiele scheinen beim Einsetzen der Versuchslast die Eigenverformung der
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5.5 Anrisslebensdauer

Potentialabgriffe, die Deformation der weicheren Plattierschicht, sowie lokaler Abrieb der
oberflachlichen Oxidschicht der Aluminium-Probe und einer damit verbundenen Abnahme
des Widerstands verantwortlich zu sein.

Potential (in mV)

0,202 T T T T T
erster Messwert
Start der Rissausbreitung
0,200 / .
erstes Minimum zweites Minimum
0,198 , i | i i :
0 2000 4000 6000 8000 10000
Zyklen
Abbildung 5.18 - Letztes Minimum vor einem kontinuierlichen Anstieg
0,210 T T T T
0.208 Risslange a,,, =250 um
1 (nach Johnsoﬁ) ]
~ 0,206
>
€ ] J
=
=< 0,204 -
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°
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Abbildung 5.19 - Anriss gemdf3 der Kriterien aiech = 250 um und 2 %-Kriterium
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5 Ergebnisse

In Abbildung 5.19 ist der vormals definierte Grenzwert des Rissausbreitungsbeginns mit
Atech = 250 pum, sowie fur das 2 %-Kriterium gekennzeichnet. Es ist offenkundig, dass diese
Anrissdefinitionen einen GroRteil relevanter Rissausbreitungswerte unterschlagen. Letzteres
ist auch der alteren Messtechnik geschuldet.

In den Abbildungen 5.20 und 5.21 sind die Auswerteverfahren zur Bestimmung der
Anrisslebensdauer nach dem 250 um-Kriterium und dem neuen Kriterium (letztes Minimum
vor einem kontinuierlichen Potentialanstieg) einander gegenlibergestellt. Die Abbildungen
sind getrennt nach dem Fertigungsverfahren der Kerben, um den Einfluss der jeweiligen
Fertigung auf die Lebensdauer trennen zu kénnen.

In Abbildung 5.20 ist fur das alte Verfahren eine Abhangigkeit der Anrisslebensdauer
Ngnriss von der Spannungsamplitude zu erkennen, d.h. mit abnehmender
Spannungsamplitude wachst der Anteil der Anrisslebensdauer an der Gesamtlebensdauer.
Dieser Trend ist beim neuen Auswerteverfahren nicht mehr nachweisbar.

Felsner (Felsner 2011) konnte aus der Abhdngigkeit der Anrisslebensdauer von der
Spannungsamplitude bei der Auswertung mit Hilfe des 2 %-Kriteriums fir den Fall
Nynriss/Ngruch = 1 (AN o — 0) eine , Dauerfestigkeit” ableiten. Aufgrund dieser Definition
des Beginns der kontinuierlichen Rissausbreitung ist ein Grofteil der Kurzrissausbreitung
schon in der Anrisslebensdauer Ny,,,iss €nthalten.

Das neue Auswerteverfahren konnte daher diesen Zusammenhang nicht bestatigen, da
sich gezeigt hat, dass der Lebensdaueranteil der Rissausbreitung AN dominiert. Es wird
deshalb auch angenommen, dass selbst wenn sich das Belastungsniveau im Bereich der
sogenannten ,Dauerfestigkeit” des Werkstoffes befindet, sich friihe Anrisse zwar bilden, diese
jedoch dann ,einschlafen”, was wiederum in einer Dauerfestigkeit miindet.

Die grau markierten Bereiche in beiden Abbildungen unterstreichen, dass kontinuierliche
Rissausbreitung — unabhangig vom Fertigungsverfahren — bereits unterhalb von ca. 20 % der
Gesamtlebensdauer nachweisbar ist. Damit sind 80 % der Gesamtlebensdauer Uber reinen
Rissfortschritt berechenbar.
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5.5 Anrisslebensdauer
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Abbildung 5.20 — Normierte Anrisslebensdauer als Funktion von S, fiir gefrdste Kerben
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Abbildung 5.21 - Normierte Anrisslebensdauer als Funktion von S, fiir drahterodierte Kerben
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5 Ergebnisse

5.6 Vermessung der viertelelliptischen Rissausbreitung im Anrissstadium

Der vorangegangene Abschnitt 5.5 hat verdeutlicht, dass die Phase der Rissausbreitung
die Lebensdauer bestimmt und dass dabei die Ausbreitung kurzer Risse bis zur Bildung einer
durchgehenden Rissfront dominiert. Die urspriingliche Intention, die Lebensdauer einer Probe
ausgehend von einer initialen DefektgroRe mit reiner Rissfortschrittsrechnung vorherzusagen,
ist damit abgesichert. Es gilt nun die Ausbreitung kurzer Risse im Einflussbereich der Kerbe
genauer zu untersuchen.

Fiir die folgende Vorstellung der Ergebnisse und deren Auswertung wird die Nomenklatur
gemald Abbildung 5.22 festgelegt.

[ ™ W
Y Y
Z |_X
— D’\f\/\/
Ac a,  lha
B W
— et

Abbildung 5.22 - Rissausbreitungsrichtungen

In Kapitel 3 wurde bereits beschrieben, dass die Rissinitiierung tGberwiegend an der
Oberflache erfolgt, wodurch die Ausbreitung kurzer Risse zwangslaufig in zwei Richtungen
betrachtet werden muss; entlang der Oberflache (z-Richtung) und in die Tiefe (x-Richtung).
Der Umstand einer zweidimensionalen Rissausbreitung wird bei den meisten ganzheitlichen
Modellierungsansdtzen vernachldssigt. Berlicksichtigt man, vor dem Hintergrund des
Langrisswachstums (durchgehende Rissfront, Ausbreitung in x-Richtung), auch beim
Kurzrisswachstum nur die Ausbreitung in x-Richtung, unterschldgt man, dass unter
Umstianden Wechselwirkungen der Rissausbreitungsanteile in x- und z-Richtung bestehen,
sowie den Einfluss des Spannungsfeldes, der in beiden Hauptausbreitungsrichtungen
unterschiedlich wirksam sein kann. Entstehende Abweichungen zwischen den Experimenten
und dem Modell werden dann mit sogenannten Korrekturtermen fiir das Kurzstadium
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5.6 Vermessung der viertelelliptischen Rissausbreitung im Anrissstadium

korrigiert. Um die zweidimensionale Rissausbreitung, sprich Aa(x) und Ac(z), zu verstehen,
mussen die Rissfronten topographisch erfasst werden.

In Abschnitt 5.4 wurde gezeigt, dass eine Markierung des Rissfortschritts auf der
Bruchfliche mit periodischen Uberlasten méglich ist. Allerdings stellte sich die Methode als
ungeeignet heraus, um Vorhersagen fir Ermidungsexperimente mit einer konstanten
Belastungsamplitude abzuleiten. Die Uberlasten selbst, ebenso wie z.B. der definierte,
periodische Wechsel des Spannungsverhdltnisses als ein weiteres Markierungsverfahren,
Uben einen Einfluss auf die Rissfortschrittrate aus, wodurch die reine Wirkung des
Kerbspannungsfeldes auf den Rissfortschritt nicht mehr eindeutig separiert werden kann.

Um nunmehr den Einfluss einer Kerbe auf die Rissfortschrittsrate bei konstanter zyklischer
Belastung bestimmen zu kénnen und dabei auch die Entwicklung der Anrisse bzw. kurzen Risse
nachzuvollziehen, wurden die in Abschnitt 4.2 eingefiihrten SEN-Proben aus EN AW 7475-
T761 ohne Bohrungen fiir die Potentialabgriffe gefertigt. Es war dadurch moglich, mit der
bestmoglichen Auflésung im REM die Oberflache (x-y-Ebene und y-z-Ebene im Kerbgrund) zu
analysieren und somit die friihe Rissentwicklung in zwei Richtungen zu verfolgen.

Die modifizierten SEN-Proben wurden auf ausgewdhlten Spannungsniveaus fiir eine
vordefinierte Anzahl an Schwingspielen in der ERIKA ermidet, dann ausgebaut und im REM
analysiert. Es wurden die Risslangen sowohl im Kerbgrund (y-z-Ebene), als auch auf den beiden
Seitenflachen der Probe im Bereich der Kerbe (x-y-Ebene) vermessen. Danach wurden die
Proben wieder in der ERIKA fiir ein weiteres definiertes Schwingspielintervall ermidet und die
Risslangen im Anschluss erneut mittels REM bestimmt. Diese Abfolge wurde bis zur Bildung
einer durchgehenden Rissfront Giber die komplette Probendicke B im Kerbgrund (y-z-Ebene)
wiederholt. Der daraus resultierende Zeitpunkt markierte den Ubergang vom
zweidimensionalen Kurz- zum eindimensionalen Langrisswachstum mit nur einer
Hauptausbreitungsrichtung. Die Proben wurden im Stadium der Langrissausbreitung ohne
weitere Unterbrechung bis zum Probenbruch ermidet.

Um ausschlieen zu konnen, dass der wiederholte Probenausbau einen nennenswerten
Einfluss auf die Lebensdauer der SEN-Proben hatte, wurden die Lebensdauern mit den
Wodhler-Kurven der kontinuierlich ermiideten Proben aus Abschnitt 5.3 verglichen (Abbildung
5.23). Alle Ergebnisse lagen im Bereich der Streubander ihrer kontinuierlich ermideten
Pendants.

Es wurden nur SEN-Proben mit gefraster Kerbe untersucht, da die
Oberflachenbeschaffenheit der drahterodierten Kerben eine Rissdetektion im REM nicht
zulieR. Die aufgeschmolzenen Bereiche des drahterodierten Kerbgrundes verdeckten zu viele
Risssegmente.

Die Vermessung der Risslangen im unbelasteten Zustand im REM barg eine Fehlerquelle,
die darauf beruht, dass die Bestimmung der Rissspitze eines geschlossenen Risses auf der
jeweiligen Probenoberflache nicht unbedingt eindeutig ist. Es wird zwar prinzipiell ein
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Messfehler in x- und z-Richtung unterstellt, jedoch haben erste Abschatzungen gezeigt, dass
zwischen den Risslangen und den maoglichen Fehlerlangen mindestens eine Groflenordnung
liegt. Ein nomineller Fehlerwert wird deshalb zunachst nicht eingefiihrt.

EN AW 2024-T351 R=-1 111711 ENAW 7475-T761 R=-1

SEN (gefraste Kerbe) ¢ a,=1,09 mm SEN (gefraste Kerbe)

REM-Untersuchung
B a=1mm A a =1mm

a =2mm A a,=2mm

ak:Smm A ak:Smm

(in MPa)

a, brutto

S

— Fit Gecks-Och

----P,=10%
......... P, =90 %

10

10* 10° 10° 10’
(in Ssp)

NBruch

Abbildung 5.23 - Wéhlerkurven - REM-Untersuchung

In einer weiteren Versuchsreihe wurden SEN-Proben aus der Aluminiumlegierung EN AW
2024-T351 mit gefraster Kerbe (a; = 1,09 mm, p = 0,5 mm, K; = 3,8) und ebenfalls ohne
Potentialabgriffbohrungen den gleichen  Messbedingungen unterworfen. Diese
Vergleichsreihe sollte zeigen, ob die Anrissgeometrie und der Ort der Rissinitiierung bei der
gewadhlten Probenform unabhangig vom Werkstoff bzw. der Materialsteifigkeit sind. Die
entsprechenden Gesamtlebensdauern lagen im Bereich der Streuung der Woéhler-Kurven, wie
Abbildung 5.23 zeigt.

In Abbildung 5.24 sind Eckanrisse der Probe 1 (siehe Abbildung 5.27) mittels REM-
Aufnahmen der Seitenflachen und des Kerbgrunds nach 40.000 Schwingspielen abgebildet;
dies entspricht ca. 50 % der Gesamtlebensdauer. Probe 1 wurde mit einer konstanten
Nennspannung von 80 MPa ermidet (siehe Tabelle 5.4). Die roten Linien zeichnen den Verlauf
der beiden Haupteckanrisse nach. Die Pfeile markieren Nebeneckanrisse, die
sich in den Ermiidungsetappen unterschiedlich stark ausbreiteten und schlieBlich stoppten.
Takahashi et al. (Takahashi et al. 2012) untersuchten an Kreiskerben (EN AW 6061-T6)
ebenfalls mikrostrukturell kurze Risse und fanden, dass es bei Ermidungsversuchen an Kerben
anfanglich zur Bildung mehrerer Anrisse kommen kann. Die Eckanrisse bilden sich in einem
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Gebiet, das in Abschnitt 5.1 als die hochst belastete Flache bezeichnet wird, wie ein Vergleich
der Abbildung 5.24 mit den Abbildungen 5.4 bis 5.6 beweist. Die umgebende Mikrostruktur
der einzelnen Anrisse, wie Korngrenzen bzw. Kornorientierungen, und der lokale
Spannungsgradient entscheiden dann dartiber, welcher dieser Anrisse sich zum Hauptriss
entwickelt, wahrend die restlichen Anrisse zum Stehen kommen.

Seitenfliche |

Abbildung 5.24 - REM-Aufnahme des Kerbgrundes

Solange die maximale Spannung im Kerbgrund — unabhadngig von der Kerbtiefe — den
Bereich des R ,-Wertes nicht Gberschritt (0y,qx = Onenn * Kt < Rpo2), breiteten sich bei 14
von 16 Proben zwei Haupteckanrisse aus; bei den beiden anderen Proben dominierte ein
einzelner Eckanriss.

Bei weiteren Proben, bei denen g,,.,,, S0 hoch gewahlt wurde, dass 0,,4x = Onenn * K¢ >
Ry, galt, kam es im Kerbgrund zu einer Vielzahl von Anrissen auf einem wesentlich gréBeren
Flachenstiick, wie in Abbildung 5.25 zu sehen ist (rote Linien; Zustand nach 15 % von Ng,ycn
bei theoretisch 0yqx kerbgruna = 500 MPa). Dies ist nach dem Spannungsintegralkonzept
(siehe Abschnitt 5.1) zu erwarten gewesen.

Abbildung 5.25 - REM-Aufnahme einer Probe mit massiver Plastifizierung im Bereich des Kerbgrundes
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Die Abbildungen 5.4 bis 5.6 zeigten bereits, dass mit steigender Belastung (oder hoherem
Kerbfaktor) auch das hochst beanspruchte Volumen im Kerbgrund zunimmt. Die
Belastungshdéhe oyenn - K¢ bestimmt demzufolge auch die Ausdehnung der plastifizierten
Zone an der Kerbspitze und damit das Gebiet, in dem sich die Anrisse bilden mussen.

Der Streifen in Abbildung 5.24 kennzeichnet den tiefsten Bereich des
Kerbgrundes (Kerbwurzel), in dem gleichmaRige Frasriefen (siehe vergroRRerter Bildausschnitt)
die Topographie bestimmen. Diese Riefen sind aus Fertigungsgriinden (niedrige
Umlaufgeschwindigkeit an der Werkzeugspitze) nicht zu vermeiden und hinterlassen in dem
gekennzeichneten Bereich Druckeigenspannungen, die den wahren Kerbfaktor lokal
reduzieren. Damit befindet sich die hochste Spannungskonzentration nicht zwangsweise an
der Kerbwurzel, sondern leicht in y-Richtung verschoben, was die aulRermittigen Anrisse (y-
Richtung) erklart. Abbildung 5.26 stellt die fertigungsbedingte Abwandlung der hoéchst
belasteten Flache der Kerbe (x-y-Ebene) aus Abbildung 5.8 dar. Die Flache
entspricht dem Einflussbereich der Frasriefen und den dadurch reduzierten inneren
Spannungen.

Abbildung 5.26 - Fertigungsbedingte Abwandlung der héchst belasteten Flédche

Um ahnliche zyklische Verformungszustande mit geringer Ausdehnung im Kerbgrund
vorliegen zu haben, wurden fiir die weitere Auswertung nur die Proben betrachtet, bei denen
Onenn * Kt < Rpop1 = 400 MPa galt. Wie in Abschnitt 4.1.1 angenommen, sind bis zu einer
Gesamtdehnung von ca. 2 % die messbaren Verformungen der statischen und der zyklischen
Spannungs-Dehnungs-Kurve anndhernd gleich, wobei sicherlich Unterschiede im Geflige
vorliegen. Aus diesem Grund kann der statische Ry o1-Wert in erster Naherung auch als
Kriterium fir die Ermudung verwendet werden. Es galt im Kerbgrund Ae,; <1 - 1074, da bei
allen fiinf Proben a,,,, = 308 MPa war. Durch die Wahl dieses Spannungsniveaus konnten
sich mit hoher Wahrscheinlichkeit nur zwei ausbreitungsfihige Eckanrisse im Gebiet der
hochsten Verformung bilden. Die zu den Proben gehorigen Werkstoff-, Belastungs- und
Lebensdauerdaten sind in Tabelle 5.4 zusammengefasst.
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5.6 Vermessung der viertelelliptischen Rissausbreitung im Anrissstadium

Tabelle 5.4 - Probendateniibersicht der 2D-Rissausbreitung

Bezeichnung Werkstoff ag (inmm) | Sgprutto (iN MPa) | Gy (in MPa) | Nppoyep (in Ssp)
Probe 1 EN AW 7475-T761 1,00 80 305,6 83.945
Probe 2 EN AW 7475-T761 1,00 80 305,6 82.726
Probe 3 EN AW 7475-T761 2,00 60 310,2 75.786
Probe 4 EN AW 7475-T761 3,00 50 313,0 59.558
Probe 5 EN AW 2024-T351 1,09 80 304,0 78.842

Die Ergebnisse der Vermessung der Risslangen in x- und z-Richtung sind in den
Abbildungen 5.27 bis 5.31 in einer Projektion in die x-z-Ebene auf Hohe der Kerbwurzel
dargestellt. In den Abbildungen ist zusatzlich die Rissausbreitungsrichtung (RAR) des
Langrisswachstums angegeben. Durch die unterschiedlichen Risslangen in x- und z-Richtung
wurden die Eckanrisse als Viertelellipse dargestellt. Parida et al. (Parida et al. 1998) fanden
ebenfalls bei Ermiidungsintervallmessungen, dass bei Eckanrisssen an einer Kerbwurzel die
Risslange entlang der Probendicke stets langer waren als diejenigen auf den Seitenflachen,
woraus sich eine viertelelliptische Anrissgeometrie begriindet.

Bei den Proben, bei denen sich in einem spaten Messintervall schon eine durchgehende
Rissfront Uiber die gesamte Probendicke B im Kerbgrund gebildet hatte, wurde ein letztes Mal
die Risslange a auf den jeweiligen Seitenflaichen bestimmt und deren Spitzen durch eine
Gerade (idealisierte Rissfront) in der x-z-Ebene verbunden.

] EN AW 7475-T761

S, brutto = 80 MPa O,y = 305,6 MPa N uch = 83.945 Ssp

60.000 Ssp

20.000 Ssp

s00005:0
oo

Abbildung 5.27 - 2D-Rissausbreitung auf der Bruchfléche, Probe 1
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EN AW 7475-T761
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Abbildung 5.28 - 2D-Rissausbreitung auf der Bruchfléche, Probe 2
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EN AW 7475-T761
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Abbildung 5.29 - 2D-Rissausbreitung auf der Bruchfléche, Probe 3
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Abbildung 5.30 - 2D-Rissausbreitung auf der Bruchfléche, Probe 4
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5.6 Vermessung der viertelelliptischen Rissausbreitung im Anrissstadium

EN AW 2024-T351

a,= 1,00 mm S brutto = 80 MPa Ormax = 304 MPa Ngruch = 78.842 Ssp

a,brutto
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Abbildung 5.31 - 2D-Rissausbreitung auf der Bruchflédche, Probe 5

Die zweidimensionale, viertelelliptische Rissausbreitung auf den stilisierten Bruchflachen
legt offen, dass die Rissausbreitung in z-Richtung bei kurzen Risse an Kerben dominiert. Zwar
wies mitunter einer der Eckanrisse zwischenzeitlich in x-Richtung gréRere Werte der Risslange
auf, jedoch wurde dies binnen der nachsten 10.000 bis 20.000 Schwingspielen egalisiert und
es stellte sich die viertelelliptische Eckanrissgeometrie mit der groBen Halbachse in z-Richtung
wieder ein. Die kurzzeitige ,Entartung” der Viertelellipse mit der groBen Halbachse in x-
Richtung kann u.a. auf gefligebedingte Ausbreitungsblockaden in z-Richtung zuriickgefiihrt
werden. Dies ist wiederum ein Beweis daflir, dass kurze Risse auf mikrostrukturelle
Gegebenheiten reagieren und damit nur bedingt der LEBM gehorchen.

Bei den SEN-Proben aus der Legierung EN AW 2024-T351 (Probe 5) bildeten sich wahrend
Ermidung auf dem gewadhlten Lasthorizont ebenfalls tGberwiegend zwei viertelelliptische
Eckanrisse. Die Anrisse waren im Vergleich zu den Proben mit der gleichen Kerbtiefe und den
gleichen Ermiidungskonditionen der Legierung EN AW 7475-T761 (Probe 1 und 2) etwas
grofler, was sich durch einen geringeren Materialwiderstand begriinden lasst (vgl. Tabelle 4.2
und Tabelle 4.3).

Bei den nachfolgenden Modellansatzen wird daher von dem Anrissszenario zweier
viertelelliptischer Haupteckanrisse (c: groRe Halbachse, a: kleine Halbachse) ausgegangen.
Eine mogliche Erklarung fiir die Bildung elliptischer Anrisse wird in dem Umstand gesehen,
dass das ideal elastische Spannungsfeld in x-Richtung einen abnehmenden Gradienten
aufweist, wahrend in z-Richtung entlang der Kerbwurzel die maximale Spannung o,y
herrscht. Dass Uberwiegend Eckanrisse beobachtet wurden, wird auf die Plattierschicht, die
beide untersuchten Werkstoffe aus Korrosionsschutzgriinden aufweisen, zurlickgefihrt.

Im Vergleich der Proben 1 - 4 (Abbildung 5.27 bis 5.30) fallt auf, dass alle Proben nach
20.000 Schwingspielen ahnlich grofle Eckanrisse aufweisen. Dagegen weicht der
Rissfortschritt nach 40.000 Schwingspielen erheblich voneinander ab. Nach 40.000
Schwingspielen haben beispielsweise die Eckanrisse der Proben 1 und 2 (ay = 1 mm) in z-
Richtung in der Summe noch nicht einmal ein Drittel der Probendicke tGberschritten, wahrend

79




5 Ergebnisse

sich bei Probe 4 (a;, = 3 mm) bereits ein Riss mit einer geschlossenen Rissfront lGber die
gesamte Probendicke B und einer entsprechenden Ausdehnung in x-Richtung gebildet hat.
40.000 Schwingspiele entsprechen bei den Proben 1 und 2 ca. der Halfte, bei der Probe 4 etwa
zwei Drittel der Lebensdauer. Nach 60.000 Schwingspielen (ca. 75 % Ng,cn) hat sich auch bei
Probe 1 ein Riss mit durchgehender Rissfront gebildet, der dennoch kiirzer ist als der Riss nach
40.000 Schwingspielen (ca. 67 % Ng;,cn) bei Probe 4.

Zu Versuchsbeginn lag bei allen fiinf Proben die gleiche maximale Spannung im Kerbgrund
Omax VOr. Die aulRen anliegende Nennspannung bei der Ermidung der Probe 4 war deshalb
vor dem Hintergrund der unterschiedlich hohen Kerbfaktoren (siehe Tabelle 5.1) 30 MPa
niedriger als bei Probe 1 und 2 (siehe Tabelle 5.4). Die Ergebnisse aus Abschnitt 5.1 legen
deshalb nahe, dass das hochst belastete Volumen bei den fiinf Proben etwa gleich grof
gewesen sein muss. Im Sinne der Kontinuumsmechanik (Neuber) sollten daher alle
,Rissflachen” im entsprechenden Untersuchungsintervall das gleiche Aussehen besitzen, da
gleich grolRe, hochst belastete Volumen prinzipiell gleich hohe Spannungsintensitatsfaktoren
bedingen und diese zu gleichen Rissfortschritten flihren. Dies trifft aber nur flr die Anrisse bis
20.000 Schwingspiele anndhernd zu.

Zur Erklarung des beschriebenen Unterschiedes des Rissfortschritts kdnnte man auch den
Spannungsgradienten der jeweiligen Kerbtiefe heranziehen. Im Fall der Proben 1 und 2 misste
dieser dann starker abfallen, damit deren Anrisse trotz gleichem a,,,, zu Versuchsbeginn in
ihrer Ausbreitung so gravierend hinter den Rissfortschritt der Probe 4 zuriickfallen. Jedoch
wurde in Abschnitt 5.1 gezeigt, dass zumindest die ideal-elastischen Spannungskomponenten
dyy(x), die bisher zur Beschreibung des Spannungsabfalls verwendet wurden (siehe Abschnitt
3.2, Methode des Spannungsgradienten), von g,,,, und dem Kerbradius p abhdngen. Beide
Werte sind fir die verglichenen Proben gleich, womit auch der Kerbspannungsverlauf gleich
sein musste.

Es ergibt sich die Schlussfolgerung, dass ein statisches, ideal elastisches
Kerbspannungsfeld im Sinne der Kerbspannungslehre die Ausbreitung von Rissen in Kerben
nur unzureichend beschreibt. Der Einfluss der Kerbe auf die Rissausbreitung unter zyklischer
Beanspruchung, genauer gesagt, das Rissausbreitungsverhalten im Bereich der angerissenen
Kerbe lasst sich offensichtlich nicht aus einer kontinuumsmechanischen Betrachtung ableiten.

Die Kerbe scheint schon entlastet zu sein, deutlich bevor sich eine Rissfront Uiber die
gesamte Probendicke gebildet hat. Die Behandlung der weiteren Rissausbreitung wiirde mit

der LEBM erfolgen. Es gilt dann ab Entlastung der Kerbe AK = Ao - \/m - (Aa+ a;) " f (%),

wodurch sich Unterschiede im Rissfortschritt sowohl auf die Nennspannung, als auch auf die
Kerbtiefe zurtickfiihren lieRen.
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6 Diskussion

6.1 EinfUhrung

Die Versuchsergebnisse haben gezeigt, dass wahrend der zyklischen Beanspruchung in
gekerbten Bauteilen auch auf moderaten Belastungsniveaus sehr frih ausbreitungsfdhige
Risse entstehen, deren ,Ausbreitungsgeschichte” experimentell verifizierbar ist. Damit
dominiert die Rissausbreitung die Gesamtlebensdauer. Altere Ansitze, bei denen die
Rissfortschrittsrechnung bestenfalls das letzte Drittel der Lebensdauer abdeckte, scheinen
damit Uberholt. Zugleich kann eine statistische Betrachtung der Anrisslebensdauer
vernachlassigt werden. Die Gesamtlebensdauer setzt sich damit nur noch aus der Kurzriss-
und der Langrissausbreitung zusammen, d.h. Ng,,cn = ANgc + AN, (siehe Abbildung 2.6).

Ublicherweise gelingt die Beschreibung der Rissausbreitung mittels der linear elastischen
Bruchmechanik, obwohl diese, wie eingangs dargelegt, streng genommen einem engen
Fenster in ihrer Anwendbarkeit unterliegt. Solange die Bruchmechanik in Bezug auf die reale
Rissausbreitung nicht als geschlossene Theorie verstanden werden kann, miussen
Moglichkeiten fur Erweiterungen und Anpassungen, die den experimentellen Gegebenheiten
(Mikrostruktur etc.) geschuldet sind, ergriffen werden. Mit anderen Worten: Die
Bruchmechanik stellt derzeit das bestmaogliche Instrument zur Berechnung der Lebensdauer
dar, wenn diese durch reine Rissausbreitung bestimmt ist.

In einer ersten Bewertung der Messergebnisse ist ein Einfluss von Fertigungsverfahren
und Kerbgeometrie auf die Gesamtlebensdauer nicht von der Hand zu weisen. Es ist daher
notwendig, diese Erkenntnis vor dem Hintergrund bruchmechanischer und
kontinuumsmechanischer Aspekte zu diskutieren, und die daraus resultierenden,
charakteristischen EinflussgroBen zu identifizieren und zu quantifizieren. Diese GrofSen und
ihre funktionale Beschreibung sollen Einzug in ein neues Berechnungsverfahren zur
Lebensdauervorhersage erhalten.

Zwar existieren ausreichend Vorhersagemethoden der Lebensdauer, jedoch ist man
versucht, auftretende Ungenauigkeiten bei der Korrelation mit den Messwerten durch
empirische Anpassungsparameter zu kompensieren (Vasudevan et al. 2001). Die Anzahl der
Anpassungsparameter kann somit als ein Mal3 fiir die Qualitat der Methode verstanden
werden, da diese Parameter mit keiner bekannten mikrostrukturellen GréBe eindeutig
korreliert werden kénnen.

Es wird daflir pladiert, moglichst solche GroRen zu verwenden, die physikalisch
beschreibbar sind. Die initiale Risslange a;,; fir Rissfortschrittsrechnungen gehort allerdings
nur bedingt dazu, da sie spannungsabhangig angepasst werden muss (siehe Abbildung 2.6).
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Die Ergebnisse dieser Arbeit zeigen, dass kurze Risse nachgewiesenermallen aus
viertelelliptischen Eckanrissen bestehen, die sich zweidimensional im Bauteil ausbreiten. Dies
erfordert ein Umdenken in der Modellierung des Rissfortschritts. Fiir die zweidimensionalen
Eckanrisse wird deshalb ein neuer Ausbreitungsablauf prasentiert.

Der Rissausbreitungsmodellierung und der daraus resultierenden Lebensdauervorhersage
muss aber zundchst eine kritische Betrachtung des Risslangenmessverfahrens mit Hilfe der
Gleichstrompotentialsonde vorangestellt werden. Dabei sind einige Umrechnungsverfahren
der Potentialsondenwerte in Risslangen zu diskutieren, da diese prinzipiell flr ihre
Anwendung auf die individuelle Geometrie der Anrisse kalibriert werden missen.

Auf das Bindeglied zwischen technischer und bruchmechanischer Rissausbreitung mittels
RissschlielRen (Crack Closure, CC) wird hier bewusst verzichtet. Eine akzeptable Kausalkette fiir
anfangliche Verzogerungen der Rissfortschrittsrate kurzer Risse lieRe sich mit Hilfe des
RissschlielRens herleiten. Das RissschlieRen von kurzen Rissen ist jedoch nur sehr schwer bzw.
gar nicht messbar. Dies liegt u.a. darin begriindet, dass kurze Risse Uberwiegend einer
gemischten Belastung aus Modus Il (kein RissschlieRen) und Modus | (RissschlieRen kann
auftreten) unterliegen, der ,,wahre” Anteil und Einfluss des RissschlieBens also nicht separiert
werden kann. Und so bleibt das RissschlieRen eine Hilfskonstruktion, die experimentelle
Unsicherheiten birgt. Elbers (Elber 1970) urspriingliche Entdeckung, dass sich ein Riss nur im
Bereich eines effektiven Spannungsintensitatsfaktors, d.h. zwischen der maximalen Belastung
und der notwendigen Belastung fiir die Offnung des Risses, ausbreiten kann, wurde in Bezug
auf kristallographische Risse bereits widerlegt (u.a. Gudladt et al. 1993). Zahlreiche weitere
Griinde fiur berechtigte Zweifel am CC finden sich bei (Kujawski 2001).

6.2 Kritische Betrachtungen der Risslangenmessung mittels DCPD

Bereits in Abschnitt 4.5 wurde die Gleichstrompotentialsonde fiir die in dieser Arbeit
untersuchten SEN-Proben aus der Legierung EN AW 7475 T761 als das geeignetste Verfahren
zur Rissdetektion und zur In-situ-Messung der Rissausbreitung vorgestellt. Zudem konnte
durch die verbesserte Messgenauigkeit in Abschnitt 5.5 gezeigt werden, dass die
Rissausbreitung friiher einsetzt, als bisher nachweisbar gewesen ist.

In Verbindung mit den Ergebnissen aus Abschnitt 5.6 wird deutlich, dass die existenten
Umrechnungsvarianten von Potentialsondenwerten in Risslangen einer Transformation fir
das Kurzrisswachstum bediirfen, um auch im Frihstadium der Rissausbreitung verldssliche
Aussagen Uber die Rissldange treffen zu kénnen.

Die wohl am haufigsten verwendete Losung der Laplace-Gleichung nach Johnson
unterliegt, wie in Abschnitt 4.5.2 vorgestellt, der Einschrankung, dass sie auf die x-y-Ebene
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6.2 Kritische Betrachtungen der Risslangenmessung mittels DCPD

begrenzt ist (Johnson 1965). Es kann also weder eine Aussage liber die Geometrie, noch die
Anzahl der Anrisse getroffen werden, da die Potentialsonde die Zunahme einer Rissflache und
damit integral misst. Fiir Messungen von absoluten Risslangen muss die Potentialsonde
zudem kalibriert werden. Dies geschieht, indem der halbe Potentialabgriffabstand y, in der
Johnson-Formel angepasst wird. Die Kalibrierung mit den experimentellen, sowie mit den
numerischen Ergebnissen lieferte hierbei Gbereinstimmend einen Wert von y, = 2,37 mm fir
die untersuchte Legierung EN AW 7475-T761.

In Abbildung 6.1 ist, bedingt durch die Geometrie der Sondenmessung, der mogliche
Wertebereich, der abhangig ist vom Durchmesser der Potentialabgriffstifte, fir die Anpassung
des halben Potentialabgriffabstandes mit 1,5 < y, < 2,5 mm angegeben. Die Johnson-Formel
mit den beiden Grenzwerten des halben Abgriffabstands y, von 1,5 mm und 2,5 mm wurde
auf den gleichen U/U,-N-Datensatz angewandt. Zu erkennen ist, dass sich der gesamte
Kurvenverlauf in Abhdngigkeit des halben Potentialabgriffabstandes dandert. Mit steigendem
Yo sinkt die Kurve im Anfangsbereich und weist nach der Plateauphase eine héhere Steigung
auf. Es ist also gerade fiir die Bestimmung der Rissfortschrittsrate ganz entscheidend, welcher
Potentialabgriffabstand angesetzt wird, da sonst erhebliche Abweichungen zwischen der
realen Rissfortschrittsrate und der aus den gemessenen Werten generierten Rate auftreten.
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Abbildung 6.1 - Auswirkungen der Anpassung des Potentialabgriffabstandes
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Flr die Herleitung seiner Kalibrierfunktion wahlte Johnson einen unendlich schmalen
Schlitz als Ausgangsschadigung seiner Probe. Wie unterschiedlich der Verlauf der elektrischen
Feldstarke in Bezug auf die Startkonfiguration ausfallt, wird in Abbildung 6.2 und 6.3 deutlich.
In Abbildung 6.2 ist das FE-Modell einer einseitig angerissenen Probe mit einer Risslange von
1,5 mm zu sehen. Dabei deuten die farbigen Pfeile den Verlauf des elektrischen Feldes an. Im
Vergleich dazu ist in Abbildung 6.3 eine SEN-Probe mit der U-Kerbe (a; = 1 mm) und einer
Risslange von 0,5 mm abgebildet. Unter bruchmechanischen Gesichtspunkte ist die
Gesamtrisslange der beiden Probenkonfigurationen zwar gleich, der Verlauf des elektrischen
Feldes im rissspitzennahen Bereich aber sehr unterschiedlich.

Abbildung 6.2 - Einseitig angerissene Probe Abbildung 6.3 - SEN-Probe mit Riss

(a =Aa =15mm) (a =Aa+a,=05mm+1mm)

Aa (in mm) [SEN-Probe mita, =1 mm]
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Abbildung 6.4 - Differenz der elektrischen Potentiale einer angerissenen Probe mit und ohne Kerbe
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Dies schlagt sich folglich auch in der Abweichung der gemessenen Potentialdifferenzen
AU nieder. In Abbildung 6.4 ist fur die beiden verglichenen, angerissenen Proben die
Abweichung der simulierten Potentiale angegeben. Fir Aa > a, folgt AU - 0. Umgekehrt
bedeutet dies, dass je kiirzer der Riss ist, desto groRer ist die Abweichung AU zwischen den
Startkonfigurationen. Dementsprechend ist es fiir die Kalibrierung der Potentialsonde im
Kurzrissbereich zur prazisen Risslangenbestimmung entscheidend, welche Kalibrierfunktion
fiir die vorliegende Probengeometrie verwendet wird.
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Abbildung 6.5 - Vergleich der Kalibrierfunktionen nach Johnson und Knott an einer SEN-Probe

Knott leitete fir halbkreisférmige, halbelliptische und V-Kerben Kalibrierfunktionen mit
Hilfe der Methode der konformen Abbildung her (Clark und Knott 1975; Knott 1980). Fiir eine
halbkreisformige Kerbe, bei der sich die Potentialabgriffe theoretisch an den Schnittpunkten
des Kreisumfangs mit der Probenstirnseite (y-z-Ebene) befinden, erhielt er die Gleichung (6-1)
bzw. Gleichung (6-2). Diese Funktion nach Knott wurde in erster Naherung fir die
untersuchten SEN-Proben in einem Vergleich mit der Johnson-Formel genutzt. Beide
Funktionen wurden auf die Ergebnisse einer FEM-Rissausbreitungssimulation fiir eine
kerbparallele, durchgehende Rissfront angewandt. In Abbildung 6.5 weist dabei die Formel
nach Knott im Anfangsbereich die hohere Korrelation auf, wahrend die Johnson-Formel mit
zunehmender Risslange den Kurventrend besser wiedergibt.
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U 1 /a,+a a
_:_.( kT % ) (6-1)
Uy 2 ag a,+a
A U
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Neben der soeben aufgezeigten Notwendigkeit, die endliche Kerbgeometrie im
Frihstadium der Rissausbreitung bei einer Kalibrierung zu beriicksichtigen, verdeutlichen die
Ergebnisse aus Abschnitt 5.6, dass die durchgehende, kerbparallele Rissfront ein idealisierter
Zustand ist, der, wenn (iberhaupt, in der fortgeschrittenen Langrissausbreitung zu finden ist.

Abbildung 6.6 zeigt einen einzelnen Eckanriss im Kerbgrund (y-z-Ebene) mit einer Ldnge ¢
von 244 um. Die REM-Aufnahme zeigt eine Probe mit einer Kerbtiefe a; =1 mm, die mit einer
konstanten Last von 80 MPa ermudet wurde, bei 21 % der Lebensdauer Ng,,cn- ZUr Messung
des zugehorigen Potentials wurde die Anordnung der Potentialabgriffe gewahlt, wie in
Abbildung 6.7 skizziert. Der Potentialanstieg im Intervall von 10.000 bis 20.000 Schwingspielen
(von 10,5 % auf 21 % Ng,ycn) Um ca. 1 pV (siehe Abbildung 6.7) kann bei einem
durchschnittlichen Verhaltnis der Halbachsen von 1:1,5 bis 1:2 auf eine Rissflaiche von
ungefdhr 0,023-0,031 mm? zuriickgefuhrt werden. Es ist also durchaus moglich, auch kleinste
Risse im Mikrometerbereich mit der Potentialsonde zu detektieren.
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Abbildung 6.6 - Ein viertelelliptischer
Eckanriss im Kerbgrund Zyklen
Abbildung 6.7 - Signifikanter Potentialanstieg als Reaktion auf den einzelnen
Eckanriss

86




6.2 Kritische Betrachtungen der Risslangenmessung mittels DCPD

In Abschnitt 5.6 wurde geschildert, dass es bei Versuchsbeginn zur Bildung mehrerer
Eckanrisse kommen kann, von denen sich einer zum Haupteckanriss entwickelt. Flir weitere
Betrachtungen wird unterstellt, dass die gemessenen Potentialdanderungen ausschlieBlich
durch die jeweiligen Hauptanrisse erzeugt werden.

Auch wenn die Formel nach Knott fiir sehr kurze Risse an Kerben die héhere Korrelation
aufweist, wird dennoch die Johnson-Formel zunachst praferiert, da sie sich liber die gesamte
Risslange  anpassen lasst, wahrend Knotts Ansatz Einzelfalllésungen  ohne
Anpassungsparameter generiert.

Um mit Hilfe der Johnson-Formel die ,,wahre” Rissfortschrittsrate in der Kurzrissphase in
x- und z-Richtung bestimmen zu kdnnen, ist eine Transformation der Johnson-Risslange in die
dominierende Anrissgeometrie notwendig, wie Abbildung 6.8a und 6.8b zeigen. Die mit der
Johnson-Formel in eine Risslange umgerechneten Potentialsondendaten bedeuten eine
durchgehende, kerbparallele, eindimensionale Rissfront. Demgegeniber stehen die
Messergebnisse aus Abschnitt 5.6, wonach die SEN-Proben im Bereich der Kerbwurzel
Uberwiegend mit zwei viertelelliptischen, zweidimensionalen Eckrissen anreillen, welche erst
im Zuge des Rissfortschritts zusammenwachsen und dabei eine durchgehende Rissfront bilden
(Abbildung 6.8c). Die Risslange nach Johnson ist demzufolge in x-Richtung auch bedeutend
kirzer als die entsprechende, messbare Risslange der Eckanrisse; Aa;opnson1p K

AaEckanrisse,ZD .

Rissfortschritt

z mathematische z Z
| Transformation | |

Ac

«——><—> <> —D>—>
a, Aa a, ANa ay Aa
(a) Johnson-Risslange (1D: Aa; Ac=B) (b) Risslange gem. dominierender (c) Ubergang 2D = 1D

Anrissgeometrie (2D: Aa; Ac)

Abbildung 6.8 - Transformation der Johnson-Rissldnge in viertelelliptische Anrisse
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. (in mm)

a +a

X

Abbildung 6.9 stellt die moglichen Grenzfalle der Anrissbildung dar. Auf der einen Seite
steht dabei die durchgehende, kerbparallele Rissfront (rote Kurve) und auf der anderen Seite
ein einzelner viertelkreisformiger Eckanriss (blaue Kurve). In der Darstellung ist in x-Richtung
die Kerbtiefe a; von 1 mm inkludiert. Das , wahre” Anrissbild liegt zwischen diesen beiden
Grenzkurven. Im Anhang 6 befindet sich ein Gedankenexperiment zur Vertiefung der

EN AW 7475-T761I

37

Grenzkurven (FEM)

1 Viertelkreis (Eckanriss)

2 zwei Viertelkreise

3 zwei Viertelellipsen (a:c = 1:2)

4 durchgehende Rissfront (kerbparallel)

N

_____
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mittlere Risslange nach der Wurzel-Funktion
(Anpassung an die Grenzkurven)
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u/u
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Abbildung 6.9 - Grenzfille méglicher Anrisse und die mittlere Rissldnge

Umrechnungsproblematik und der sich daraus ergebenden Unterschiede.

Um schlielllich die endliche Kerbgeometrie sowie die unterschiedlichen Anrisstypen bei
der Umrechnung der Potentialsondendaten in Risslangen beriicksichtigen zu kénnen, wird ein

neuer, simpler Ansatz auf Basis einer Wurzel-Funktion (Gleichung (6-3)) eingefiihrt.

Der Anpassungsparameter g steht dabei in Verbindung mit der Neigung der

U
ax=q-(U——1
0

r

>+ak

Anpassungskurve und der Parameter r mit dem Grad der Kurvenkrimmung.
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Abbildung 6.10 - Kalibrierung zweier viertelelliptischer Anrisse

Angewandt auf zwei Viertelellipsen mit einem Halbachsenverhaltnis von 1:3 wird mit der

Gleichung (6-3) ein BestimmtheitsmaR R?,,.,. von 0,99544 erreicht. Im Vergleich dazu sind in

Abbildung 6.10 die Kalibrierfunktionen nach Johnson und Knott erganzt. Die Vorteile der

empirischen Anpassung, die auf

offensichtlich.

zweidimensionaler

Tabelle 6.1 - Ergebnisse der Anpassung der Wurzelfunktion

Rissausbreitung beruht,

Risstyp Yo (in mm) q r REorr.
2 Viertellipsen (a:c = 1:2) 2 2,2692 0,43526 | 0,99421
2 Viertellipsen (a:c = 1:3) 2 1,92448 0,43119 | 0,99544
durchgehende Rissfront 2 3,0805 0,68815 | 0,99946
durchgehende Rissfront 4 5,36107 0,63363 | 0,99976
mittlere Risslange 2 2,9187 0,55575 | 0,93728

sind

Die Wurzelanpassungsfunktion wurde in einem weiteren Validierungsschritt auf zwei

viertelelliptische Eckanrisse mit einem Halbachsenverhaltnis von 1:2 und 1:3 sowie auf einen

Riss mit durchgehender Rissfront angewandt (siehe Abbildung 6.11). Die zugehorigen

Parameter und deren Gute sind der Tabelle 6.1 zu entnehmen.
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Abbildung 6.11 - Wurzelfit fiir unterschiedliche Risstypen

Die horizontalen, gestrichelten Geraden in Abbildung 6.11 markieren den jeweiligen
Zeitpunkt des Zusammenwachsens der beiden symmetrischen, viertelelliptischen Eckanrisse
(vgl. Abbildung 6.8b und 6.8c). Mit dem Zusammenwachsen der Viertelellipsen ndhern sich
deren Kurven starker der Kurve des durchgehenden Risses an, da der Flachenunterschied
immer weiter abnimmt und die Rissausbreitung nur noch in x-Richtung stattfindet.

Auch bei einer VergroRerung des Potentialabgriffabstandes kann die Gleichung (6-3)
erfolgreich an die Messergebnisse angepasst werden, wie in Abbildung 6.12 zu sehen ist (siehe
auch Tabelle 6.1). In dieser Abbildung wird noch einmal deutlich, wie sehr die Empfindlichkeit
der DCPD-Messmethode von eben diesem Abgriffabstand abhangig ist. Je groRer der
Abgriffabstand ist, desto groRer ist das Rissinkrement, welches bei gleicher Potentialanderung
aufgelost werden kann (vgl. auch Abbildung 4.6).

Da die mit Hilfe der Johnson-Formel ermittelten Risslangen kurze Risse (selbst Risse mit
durchgehender, kerbparalleler Rissfront) ausgehend von Kerben stets unterschatzen, wird die
Wurzel-Funktion (Gleichung (6-3)) auf eine mittlere Rissldnge der relevanten Anrisstypen
kalibriert (siehe Abbildung 6.9). Fir die Auswertung kurzer Risse werden als Anrisstypen zwei
Viertelkreise, zwei Viertelellipsen und fiir den Ubergang zum langen Riss der durchgehende
Riss gewadhlt. Bei der untersuchten Legierung rissen die Proben fast ausschlielich mit zwei
Eckanrissen an, so dass eine Begrenzung der moglichen Anrisse auf den Bereich zwischen zwei
viertelkreisformigen Eckanrisse und dem durchgehenden Riss sinnvoll erscheint. Durch die
zusatzliche  Berlcksichtigung des  Anrisstyps zweier Viertelellipsen mit einem
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6.2 Kritische Betrachtungen der Risslangenmessung mittels DCPD

Halbachsenverhaltnis von 1:2 erfahrt die Mittelung eine geeignete Gewichtung innerhalb des
relevanten Bereichs. Die ermittelten Anpassungsparameter an die Kurven der drei
ausgewahlten Anrisstypen finden sich ebenfalls in Tabelle 6.1.
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Abbildung 6.12 - Wurzelfit fiir zwei unterschiedliche yo

In einem abschlieBenden Schritt hinsichtlich der Optimierung der Auswertung und
Transformation der Potentialsondendaten wurde die Wurzel-Funktion mit den
Anpassungsparametern aus der Mittelungsprozedur genutzt, um aus der Kurve in Abbildung
6.13 eine reale Rissfortschrittsrate flr das Kurzrisswachstum zu generieren, wie in Abbildung
6.14 dargestellt. Dabei wurde die Rissfortschrittsrate gemadR der in Abschnitt 4.6
vorgeschlagenen LOESS-Methode berechnet. Die Messkurve des Potentials gehort zu der in
Abschnitt 5.5 bereits vorgestellten SEN-Probe (Abbildung 5.18 und 5.19). Das Minimum der
Rissfortschrittsrate wurde auf eine Risslange a,,;, von 123 pm bestimmt. Zum direkten
Vergleich ist in Abbildung 6.14 auch die sich ergebende Rissfortschrittsrate bei Verwendung
der Johnson-Funktion abgebildet. Da die Kurve flacher verlauft, als die mittels Wurzel-
Funktion bestimmte Kurve, wird das Minimum schon nach 47 um erreicht. Die Existenz des
Minimums in der Rissfortschrittsrate ist also grundsatzlich real (vgl. daflir den grau
hinterlegten Bereich in Abbildung 5.19 nach ca. 30.000 Schwingspielen). Sie betrifft den
Kurzrisszustand, bei dem — gemessen an den Ergebnissen aus Abschnitt 5.6 — noch keine
geschlossene Rissfront vorliegt, d.h., es breiten sich lediglich die beiden Eckanrisse aus.
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6 Diskussion

Bei dem Vergleich der beiden Auswertemethoden in Abbildung 6.14 bleibt abschlieBend
festzustellen, dass der Absolutwert der Risslange von der gewadhlten Kalibrierfunktion
abhéangt. Eine prazise Kalibrierung der Risslange in x- und z-Richtung ist mit der verwendeten
Messmethodik nur moglich, wenn man die exakte Anrissgeometrie kennt. Die
Kalibrierfunktion zur Auswertung kann also erst nach dem Experiment exakt festgelegt
werden bzw. die Kalibrierfunktion nach Johnson kann fiir die In-situ-Messung verwendet
werden und die exakte Auswertung erfolgt dann spater. Dabei gilt, dass je mehr Anrisse sich
bilden, desto geringer wird die Abweichung durch eine erste Kalibrierung mit der Johnson-
Funktion.

Die Entwicklung einer Kalibrierfunktion anhand einer experimentell nachgewiesenen,
dominierenden Anrissgeometrie ist somit in letzter Konsequenz ein Kompromiss, da die
Anrissgeometrie einer jeden Probe von der individuellen Mikrostruktur beeinflusst wird und
dadurch nie vollkommen identische Rissverlaufe auftreten.

Solange sich also Anrisse, d.h. kurze Risse, zweidimensional ausbreiten, kann die
Umwandlung der Potentialsondendaten in Risslangen mit Hilfe einer Kalibrierfunktion
Uberwiegend nur ein qualitatives Abbild der Rissausbreitung liefern. Erst mit Erreichen einer
durchgehenden Rissfront lber die komplette Probendicke und dadurch der Rissausbreitung
in eine Richtung ldsst sich einem Potentialanstieg eine Rissverlangerung mit einem geringen
Fehler zuordnen. Abweichungen oder Fehler ergeben sich hier u.a. durch nicht kerbparallele
Rissfronten bzw. stark gekrimmte Fronten.
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Abbildung 6.14 - Vergleich der ermittelten Rissfortschrittsrate

6.3 Der Kerbgrund als lebensdauerbestimmende Grolse

Um den Kerbeinfluss bzw. den Kerbfaktoreinfluss auf die Lebensdauer abschatzen zu
konnen, wurden die Wohler-Kurven (Abschnitt 5.3) im Zeitfestigkeitsbereich auf den
jeweiligen Maximalwert der Spannung im Kerbgrund transformiert. Die hier vorgenommene
Analyse wurde auf den Zeitfestigkeitsbereich mit einem a,,4,-Wert unterhalb des R,
beschrankt, so dass zyklisch induzierte, elastisch-plastische Verformungsaspekte wegen

Aey, < 2- 1073 minimiert werden konnten.

Die maximalspannungstransformierten Woéhler-Kurven fir die beiden unterschiedlich
gefertigten Kerben sind in Abbildung 6.15 dargestellt. Separiert nach den
Kerbfertigungsverfahren wurde eine Regression der Datenpunkte nach Basquin (Gleichung
(5-6)) vorgenommen. Die an die Daten angepasste Basquin-Gerade beriicksichtigt neben
gefrasten Kerben in SEN-Proben auch die Wertepaare der CCT-Proben. Letztere fallen
aufgrund der gebohrten Kerbldcher ebenfalls in die Kategorie der spanenden Fertigung.
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Abbildung 6.15 — opax-transformierte Wéohler-Kurven im Zeitfestigkeitsbereich

Die Regressionsanalyse der Basquin-Geraden ergab fir die Proben mit
gefraster/gebohrter Kerbe ein korrigiertes BestimmtheitsmaB von etwa 98 %. Die
Behauptung, nach der sich Wohler-Kurven von Proben unterschiedlicher Kerbtiefe im Bereich
der Zeitfestigkeit mit Hilfe des Neuberschen Kerbfaktors ineinander iberfiihren lassen, ist im
Sinne der Kontinuumsmechanik dadurch gerechtfertigt.

Auch die Regressionsgerade fiir die SEN-Proben mit drahterodierter Kerbe weist bei dem
gleichen Normierungsverfahren ein korrigiertes BestimmtheitsmaR von 98 % auf. Ahnlich wie
bei den Wohler-Kurven in Abschnitt 5.3 nimmt mit abnehmender Maximalspannung der
Abstand zwischen den Werten der Proben mit drahterodierter Kerbe und denen mit gefraster
Kerbe zu. Dieser Befund lasst sich nicht ohne weitere Annahmen mit der Kontinuumsmechanik
und damit der Kerbspannungslehre erklaren. Es muss nun eine mikrostrukturelle Kerbwirkung
eingeflihrt werden, die umso ausgepragter ist, je geringer der Anteil der lokalen Plastifizierung
wird.

Die Ursache der mikrostrukturellen Kerbwirkung wird in dem Fertigungsprozess gesehen.
Die Drahterosion besteht aus drei Phasen: Ziindphase, Entladephase und Abbauphase (Risse
2012). Wahrend der Ziindphase wird ein elektrisches Feld in einem Dielektrikum zwischen
dem Werkstiick und dem Erodierdraht als Elektrode aufgebaut. An der Stelle des minimalen
Abstands zwischen Werkstiick und Draht kommt es zur Bildung eines ionisierten Kanals und
dadurch zum FlieBen eines elektrischen Stromes. In der Entladephase wird der Strom konstant
gehalten und die elektrische Energie wird in thermische Energie umgesetzt. Material schmilzt
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auf und verdampft und es entsteht Plasma. Durch das Abschalten der Spannung in der
Abbauphase wird der Stromfluss unterbrochen, wodurch die Schmelze explosionsartig
verdampft und geschmolzenes Material aus dem Werkstick und der Elektrode
herausgeschleudert werden. Dies fiuhrt zu der in Abbildung 6.16 sichtbaren
Oberflachenstruktur, die als eine Art rauhigkeitsinduzierte Kerbstruktur betrachtet werden
kann. Die erstarrten Schmelzzonen auf der Kerboberflache der erodierten Kerbe sind gut
erkennbar. Kerben dieser Art kdnnen nicht mit der klassischen Kerbspannungslehre erfasst
werden.

Die in Abbildung 6.17 dargestellte Kerboberflache einer gefrasten Kerbe hingegen sehr
wohl. Der transparente, Streifen kennzeichnet die fertigungsbedingten
Frasriefen im Bereich der Kerbwurzel (vgl. Abbildung 5.24).

Abbildung 6.16 - Ausschnitt aus einem drahterodierten Abbildung 6.17 - Ausschnitt aus einem gefrdsten Kerbgrund
Kerbgrund (REM) (REM)

Die Entstehung einer rauhigkeitsinduzierten Kerbstruktur fiihrt bei der Drahterosion zur
Bildung von Mikrorissen zwischen der aufgeschmolzenen, oberflichennahen Schicht und dem
Vollmaterial im Erstarrungsprozess, wie Murray und lzquierdo et al. (Murray 2012; Izquierdo
et al. 2012) zeigen konnten. Die Existenz dieser Mikrorisse als Vorschadigung des Werkstoffes
flihrt dazu, dass bei niedrigen Belastungen die Proben mit drahterodierten Kerben friiher
versagen, da sich einige der Mikrorisse bereits durch die ersten Schwingspiele ausbreiten,
wahrend bei den Proben mit gefraster Kerbe auf dem gleichen Belastungsniveau erst eine
gewisse Anzahl an Schwingspielen noétig ist, um ausbreitungsfahige Risse zu erzeugen. Mit
zunehmender Belastungshohe steigt bei den Proben mit gefraster Kerbe die
Wahrscheinlichkeit, auch innerhalb der ersten Schwingspiele ausbreitungsfahige Risse zu
bilden, womit der Unterschied der Fertigungsverfahren hinsichtlich der Lebensdauer
abgebaut wird.

Allerdings garantiert streng genommen auch das Frasen keine ideale Kerbe, wie sie fir
theoretische Kerbfaktor-Betrachtungen zugrunde gelegt wird. In Abschnitt 5.6 wurde gezeigt,
dass es durch das Frasen zu Druckeigenspannungen bzw. Rickspannungen an der tiefsten
Stelle der Kerbe kommt, welche die Spannungsiiberhéhung reduziert. Bezlglich der
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»Nebenwirkungen” beider Fertigungsprozesse wird bei Suresh und Ritchie (Suresh und Ritchie
1984) davon abgeraten, die Proben nach der Fertigung der Kerbe zu gliihen zu wollen, um die
Druckeigenspannungen zu beseitigen. Eine nachgelagerte Warmebehandlung wirde den
Zustand eines thermo-mechanisch eingestellten Werkstoffes, wie die in der vorliegenden
Arbeit verwendete Aluminiumknetlegierung EN 7475-T761, abandern, was wiederum einen
Einfluss auf die Lebensdauer haben kdnnte.

Bei den gefrasten Kerben wurde der Anteil, um den die Spannungstiberhéhung durch die
Fertigung reduziert wird, nicht weiter bestimmt. Die Lebensdauerstreuung wurde dennoch
gering gehalten, wie die Regressionsanalyse zeigte. Dies spricht fiir die hohe Fertigungsgiite
der Kerbherstellung.

Nachdem nun grundsatzlich gezeigt werden konnte, dass die Lebensdauern von Proben
unterschiedlicher Kerbtiefen mit Hilfe der Maximalspannung im Kerbgrund ineinander
Uberfihrbar sind, soll nun in einem weiteren Schritt die anfangliche Einschrankung des
Maximalspannungsniveaus auf Werte unterhalb der plastischen 0,2 %-Dehngrenze
aufgehoben werden, da die eigentliche Herausforderung der Kerbspannungsanalyse die lokale
Plastifizierung und die etwaige zyklische Verfestigung vor dem Beginn der Rissausbreitung
darstellt. Fir einen plastifizierten Kerbgrund schlieRt sich die Frage nach dem lokalen
Spannungsverhaltnis R an der Kerbwurzel an.

Im Falle der ideal-elastischen Rechnung gilt fiir die Maximalspannung 0,,4x = Opnenn * K¢
(siehe Gleichung (2-8)). Mit Einsetzen der Plastifizierung ist die Maximalspannung jedoch
weitestgehend unbekannt, weshalb die Bestimmungsgleichung wie folgt erweitert werden
muss:

Omax = Onenn " K¢ "y mit 0 <a, <1 (6-4)

Dabei ist @, ein phanomenologischer, materialabhdngiger Stitzfaktor, der notwendig ist,
sobald gy, < S, < Ry, gilt. Streng genommen wird nicht die maximale Spannung G4,
beliebig groR, sondern das hochst belastete Volumen steigt mit zunehmender Nennspannung
an, wie in Abschnitt 5.1 dargelegt wurde.

Um die lokale Anderung des Spannungsverhiltnisses und den Einfluss der Plastifizierung
im Kerbbereich bewerten zu kénnen, wurden fiir ein Spannungsverhaltnis von R = 0,7 im
Zeitfestigkeitsbereich Wohler-Kurven aufgenommen (siehe Abbildung 6.18). Fir die
betrachteten Lastniveaus und dem Spannungsverhaltnis R =0,7 galtim Kerbgrund sogar schon
im Fall der Unterspannung: S, - K; = Ry 5.

Wenn man nun S, - K; Uber die Gesamtlebensdauer Ng,,.;, auftragt, erhdlt man eine Art
Wohler-Kurve, wie in Abbildung 6.19 dargestellt.
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97




6 Diskussion

Die Lebensdauer der Proben mit unterschiedlichen Kerbtiefen lasst sich also mit Hilfe der
ideal elastischen Rechnung ineinander Giberfiihren. Wenn die GréRe S, - K; als reale Spannung
betrachtet wiirde, so lagen die transformierten Werte in Abbildung 6.19 alle iber dem Ryo2-
Wert. Die anliegende Nennspannung kann aber durch eine plastisch begrenzte
Spannungsliberhéhung lediglich massive plastische Verformung im Kerbbereich hervorrufen.
Ahnlich wie bei der ideal elastischen Rechnung (Abbildung 6.15) wurde bei der Regression der
Basquin-Geraden ein hohes BestimmtheitsmaR von 96,24 % erreicht und auch die Steigung
der Basquin-Gerade ist fur die Versuchsreihen mit R =-1 und R = 0,7 mit b =-0,24 gleich hoch.
Allerdings sind beide Kurven parallel verschoben.

Folglich lasst sich die Normierung mittels der Maximalspannung im Kerbgrund auch Gber
den ideal elastischen Bereich hinaus durchfiihren. Entscheidend fir die
kontinuumsmechanische Transformation scheint nicht die Maximalspannung zu sein, sondern
das hochst belastete Volumen an der Kerbspitze. Ist bei zwei Proben unterschiedlicher
Kerbtiefe die rechnerische, ideal elastische Maximalspannung gleich grof3, so ist auch das
hochst belastete Volumen gleich grol? (siehe Abschnitt 5.1). Und dies gilt auch dann, wenn die
Maximalspannung im Kerbgrund die FlieBgrenze tberschritten hat. In diesem Fall ist dann der
plastifizierte Bereich gleich groR.

Anzumerken bleibt dennoch, dass die vorgenommene Transformation der Lebensdauer
mit Hilfe der Maximalspannung grundsatzlich einen Probenzustand ohne Riss voraussetzt.
Demnach waére die Anwendungsgrenze der kontinummsmechanischen
Maximalspannungstransformation bei einer nur gering zyklisch verfestigenden Legierung die
Anrisslebensdauer Nj,,iss- Die Anrisslebensdauer im bruchmechanischen Sinn betragt
allerdings maximal nur 20 % der Gesamtlebensdauer und hangt nicht von der Nennspannung
ab (siehe Abschnitt 5.5). Fiir viele Spannungsniveaus ist Ny, iss schon innerhalb weniger
Schwingspiele erreicht. Aber auch die Rissfortschrittslebensdauer des langen Risses AN,
betragt in der Regel weniger als 20 % der Gesamtlebensdauer, wie in Abschnitt 5.5 gezeigt
werden konnte. Daraus folgt, dass die Rissfortschrittslebensdauer des kurzen Risses AN, die
Gesamtlebensdauer bestimmt. Somit funktioniert die Transformation der Lebensdauer
mittels der Maximalspannung deshalb eher zufillig, weil aus kontinuumsmechanischer Sicht
die lebensdauerbestimmende Phase ANg. in der spannungsabhdngigen, technischen
Anrisslebensdauer bis zum a;,., enthalten ist (siehe Abbildung 2.6).
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6.4 Lebensdauerbetrachtung tUber das Kurzrisswachstum

In einer weiteren Versuchsreihe zur Absicherung der Erkenntnisse aus Abbildung 6.15 und
6.19 wurde die Nennspannung so angepasst, dass zu Versuchsbeginn unter Bericksichtigung
des jeweiligen Kerbfaktors rechnerisch die gleiche Maximalspannung im Kerbgrund bei den
SEN-Proben mit den drei unterschiedlichen Kerbtiefen anlag. Die errechneten
Bruttospannungen, die zum Erreichen der jeweiligen Maximalspannung erforderlich gewesen
sind, sind in Tabelle 6.2 angegeben.

Tabelle 6.2 - Zugehdérige Bruttospannung fiir gleiche Maximalwerte im Kerbgrund

Kerbtiefe a; (in mm)
1 2 3
Kerbfaktor Nypoor (in Ssp)
3,82 5,17 6,26
Omax,kerbgrund = 280 MPa | 73,33 MPa | 53,66 MPa | 44,30 MPa | 129.000 + 12.600
Omax,kerbgrund = 310 MPa 80 60 50 73.100 £ 12.400
Omax,kerbgrund = 350 MPa | 91,66 MPa | 67,65 MPa | 55,82 MPa 43.800 = 3.700

Die Abbildungen 6.20 und 6.21, sowie die Abbildungen 6.22 und 6.23 zeigen die
normierten Potentialverlaufe der ermideten SEN-Proben flir eine berechnete
Maximalspannung im Kerbgrund von 280 MPa bzw. 350 MPa. Die mittleren Lebensdauern
lagen jeweils bei 129.000 + 12.600 bzw. bei 43.800 + 3.700 Schwingspielen. Die geringe
Standardabweichung in beiden Fallen von 9-10 % der Gesamtlebensdauer wird als Indiz dafir
gewertet, dass dhnliche Lebensdauern von Proben mit unterschiedlich hohen Kerbfaktoren
bei einer Belastung mit gleichen maximalen Spannung im Kerbgrund erreicht werden kdénnen.

Fir die Bewertung der Potentialverldufe sei kurz angefiihrt und wiederholt, dass sich mit
Hilfe einer Kalibrierfunktion aus den U/U,-Werten Risslangen bestimmen lassen, wie u.a. in
Abschnitt 6.2 gezeigt. Dieser Zusammenhang hat zur Folge, dass eine Anderung der Steigung
des normierten Potentials A(U/U,)/AN gleichbedeutend ist mit einer Anderung der
Rissfortschrittsrate Aa/AN.

Bei der Betrachtung des normierten Potentials im Bereich von 1,00-1,03 in Abbildung 6.21
ist zu erkennen, dass bei der roten Kurve der Probe mit einer Kerbtiefe a; von 1 mm der Riss
nach einer anfanglich hohen Rissfortschrittsrate (Bereich zwischen 17.500-25.000
Schwingspielen) eine Verzogerung im Lebensdauerabschnitt zwischen 25.000-60.000
Schwingspielen erfahrt, bevor er bis zum Probenbruch wieder beschleunigt wird. Untersucht
man den gleichen Potentialbereich bei der hdheren Maximalspannung im Kerbgrund von 350
MPa (Abbildung 6.23), so zeigt sich, dass im Fall der roten Kurve die anfangliche
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Beschleunigung noch hoher ist und der vormals verzégerte Bereich sich nun zu einem
Plateaubereich verdndert, was mit einem temporaren Rissstopp gleichzusetzen ist.

Vergleicht man weiterhin die Unterschiede im Verlauf der griinen Kurve, die die
Messwerte der SEN-Probe mit einer Kerbtiefe von 2 mm wiedergibt, so verzeichnet die Kurve
flir eine Maximalspannung von 280 MPa in Abbildung 6.21 nach einem messtechnisch
bedingten, rapiden Potentialabfall ab ca. 20.000 Schwingspielen einen kontinuierlichen
Potentialanstieg bis zum Probenbruch. Hingegen kommt es fiir die h6here Maximalspannung
in Abbildung 6.23 nach einem anfanglichen Potentialanstieg, ahnlich wie beim Kurvenverlauf
der roten Kurve in Abbildung 6.21, zu einer Verzégerung, gefolgt von einer Beschleunigung bis
zum Probenversagen. Daraus folgt, dass die Ausbildung einer Verzégerungsphase nicht von
der Maximalspannung im Kerbgrund abhangt.

Stellt man jedoch fiir die beiden dhnlichen Kurvenverlaufe (rote Kurve in Abbildung 6.21
und griine Kurve in Abbildung 6.23) die aulRen anliegenden Nennspannungen gegeniiber, so
liegt die Vermutung nahe, dass die H6he der Nennspannung die Veranderung im
Rissausbreitungsverhalten bedingt. Ab einem Belastungsniveau von 56 MPa < S, ¢ < 68
MPa kommt es zur Ausbildung einer Verzogerungsphase, die mit zunehmender
Nennspannung immer ausgepragter wird.

EN AW 7475-T761I

5 T T
Gmax‘ Kerbgrund =280 MPa
R=-1
4 —
4 | SEN (gefraste Kerbe)
a, =1mm, Sa‘bmm =73 MPa
31 a=2mm, S, =54MPa
:)o a =3mm,S, . =44 MPa
=2 !
D

) Py

1 _éﬁ

0

0 20000 40000 60000 80000 100000 120000 140000
Zyklen

Abbildung 6.20 - Potentialverlauf der SEN-Proben bei 0,qx von 280 MPa, gesamt
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Abbildung 6.21 - Potentialverlauf der SEN-Proben bei oma von 280 MPa, Teilbereich
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Abbildung 6.22 - Potentialverlauf der SEN-Proben bei omax von 350 MPa, gesamt
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Abbildung 6.23 - Potentialverlauf der SEN-Proben bei oqx von 350 MPa, Teilbereich

In Abschnitt 5.6 (vgl. Abbildung 5.27 bis 5.30) wurde erwadhnt, dass es trotz der anndahernd
gleichen Maximalbelastung im Kerbgrund in Hohe von 310 MPa ab 40.000 Schwingspielen zu
signifikanten Unterschieden in der Ausdehnung der Eckanrisse bzw. des Rissfortschritts der
Proben kam. Beispielsweise wirkte die Probe mit einer Kerbtiefe von 1 mm in diesem
Lebensdauerabschnitt verzogert gegeniiber der Probe mit einer drei Millimeter tiefen Kerbe.
Tabelle 5.4 zeigt, dass sich die Lebensdauern und Nennspannungen reziprok proportional zur
Kerbtiefe verhielten. Die mittlere Lebensdauer dieser Proben lag bei 73.100 Schwingspielen
mit einer Standardabweichung von 12.400 Schwingspielen, d.h. die Standardabweichung
betrug etwa 17 % der mittleren Lebensdauer. Die erhdhte Standardabweichung wird hier auf
das wiederholte Ein- und Ausbauen der Proben zur Vermessung der Risslangen zurlickgefihrt.
Die zugehdrigen Nennspannungen sind ebenfalls in der Tabelle 6.2 aufgefihrt.

Aufgrund der eben geschilderten Beobachtungen wurde in einer abschlieBenden Analyse
der nennspannungsabhangige Kurvenverlauf des Potentials im Bereich von 1,00-1,05 fiir die
jeweilige Kerbtiefe auf einen absoluten Grenzwert hin untersucht, ab dem die Rissausbreitung
nachweislich eine Verzogerung erfahrt. Hierfir wurden ausgewahlte Potentialverldufe
kontinuierlich ermideter Proben miteinander verglichen.
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Abbildung 6.24 - Entwicklung des Verzégerungsbereichs mit zunehmender Spannung bei ay =1 mm

Anhand der cyanfarbenen Geraden (g1.1 —g3.3) in den Abbildungen 6.24 bis 6.26, die den
Rissfortschritt der beginnenden Rissausbreitung hervorheben sollen, lasst sich ableiten, dass
sich der Riss anfanglich umso schneller ausbreitet, je héher die aullen anliegende Spannung

. d L . .
ist, da ﬁ~AKm~a,?;nn-(n-a)2. Dies entspricht der Vorstellung der LEBM. Im

anschlielenden Lebensdauerabschnitt hingegen ist zu erkennen, dass sich mit zunehmender
Nennspannung ein immer ausgepragterer Plateaubereich ausbildet. Dies wiederum l3sst sich
mit der klassischen LEBM nicht erklaren. Die Ausbildung dieses verzogerten Bereichs ist
offenkundig abhdangig vom Nennwert der aul3en anliegenden Spannung und der Kerbtiefe. So
l[asst sich fur Kerbtiefen von 1 mm und 2 mm ab ca. 40-50 MPa eine Abnahme der
Rissgeschwindigkeit nachweisen und im Bereich ab etwa 90 MPa hat sich fiir allen drei
Kerbtiefen ein Plateau entwickelt.

Es wird letztendlich gezeigt, dass die Kerbspannungsiiberhéhung das hochst belastete
Volumen bestimmt. Die Behauptung, nach der kurze Risse ausgehend von Kerben in x-
Richtung dem Kerbspannungsgradienten unterliegen, kann aufgrund der Experimente nicht
aufrecht erhalten werden. Mit der Bildung eines ausbreitungsfahigen Risses bestimmt nicht
mehr die Kerbspannung, sondern Nennspannung und Kerbtiefe die Rissausbreitung.
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Abbildung 6.25 - Entwicklung des Verzégerungsbereichs mit zunehmender Spannung bei ax=2 mm
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Abbildung 6.26 - Entwicklung des Verzégerungsbereichs mit zunehmender Spannung bei ax =3 mm
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6.5 Bruchmechanische Ergebnistransformation

Auch rein bruchmechanisch lassen sich die in Abschnitt 5.3 erhaltenen Ergebnisse
analysieren, um zu prifen, in welcher Beziehung die erreichten Lebensdauern mit den drei
unterschiedlichen Kerbtiefen stehen. Im Unterschied zur kontinuumsmechanischen
Perspektive kann in der Bruchmechanik die Kerbtiefe als ein Riss betrachtet werden, wenn
folgendes gilt (siehe u.a. Suresh 1998):

Aa>01..02a, > a

gesamt = (ak + Aa) (6-5)

Wenn diese Bedingung verletzt wird, kann dies mitunter zu erheblichen Abweichungen
zwischen modellbasierten Lebensdauerprognosen und den wahren Lebensdauern fihren, da
die Kerbe a; mit Einsetzen der Ermidung nicht als ein ideal scharfer Riss der Linge a;
betrachtet werden kann.

Es werden im Folgenden drei mogliche Varianten mit dem Ziel vorgestellt, die Wéhler-
Kurven mit Hilfe bruchmechanischer oder kontinuumsmechanischer GrofRen ineinander
Uberfiihren zu kénnen. Aus Griinden der Vereinfachung und Ubersichtlichkeit wird die
Zuordnung einer GroRe zu einer bestimmten Kerbtiefe mit einem entsprechenden Index
(Kerbtiefe a; = 1 mm entspricht dem Index ,,1“ usw.) versehen.

Variante 1

In der ersten Variante wird angenommen, dass zum Erreichen dhnlicher Lebensdauern bei
zwei SEN-Proben mit unterschiedlich tiefen Kerben die Spannungsintensitatsfaktoren zu
Versuchsbeginn gleich sein missen. Aus dieser Annahme folgt, dass sich beide Risse mit der
gleichen Rissfortschrittsrate ausbreiten wirden. Durch die unterschiedlichen Kerbtiefen bzw.
Startrisslangen ist eine Angleichung der Spannung per Transformation notwendig, um die
Eingangsforderung K = const. zu erfillen.

Fir die Kerbtiefen a; =1 mm und a; = 2mmi ist in Gleichung (6-6) - (6-8) exemplarisch das
Vorgehen zur Transformation des Nennspannungswertes der SEN-Probe mit einer Kerbtiefe
von 2 mm in den Spannungswert der Probe mit einer Kerbtiefe von 1 mm angegeben.

AK; = AK, mit  agy =5 ag (6-6)

1 2 ]
Aal-\/n-1-10‘3-f<ﬁ)=A02-\/7r-2-10‘3-f(ﬁ) (6-7)
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A0-1=<

V2 1,19

Ve, (6-8)
Ji 115

> - AUZ = 1,4‘7 ) AO-Z = Vzl_)l ) AO-Z

Die weiteren Transformationsfaktoren V! (der untere Index gibt die Richtung der

Transformation an) berechnen sich analog und finden sich in Tabelle 6.3. Es wurden alle

Kurven auf die Spannungswerte der SEN-Probe mit a; = 1 mm transformiert.

Tabelle 6.3 - Transformationsfaktoren der Variante 1

Transformationsfaktor | Wert
Vi, 1,47
Vi, 1,85
Véer- 0,80
Vi, 1

Werden die erhalte
5.10 angewandt, ergibt

nen Transformationsfaktoren auf die Messergebnisse aus Abbildung
sich der Verlauf in Abbildung 6.27. Eine Regression der Datenpunkte

nach Basquin (Gleichung (5-6)) ergibt eine sehr gute Korrelation von 98,6 %.
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Abbildung 6.27 - Bruchmechanische Transformation der Spannungswerte gem. Variante 1
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Der Begriff ,transformierte Spannung” als Beschriftung der Ordinate bezieht sich auf die
Spannungswerte der Proben mit einer Kerbtiefe von 2 und 3 mm. Die ,transformierte

. . . _ . 1
Spannung” Otrans Ist fOIg“Ch- Otrans = Sa,brutto (akz' ak3) V2,3—>1-

Variante 2

Im Sinne der Kontinuumsmechanik lassen sich die Verhaltnisse zwischen den drei
verwendeten Kerbfaktoren bilden, die als Transformationsfaktoren VKM bezeichnet werden.
Diese Transformationsfaktoren lassen sich aus Tabelle 5.1 bestimmen. Als Referenzgrolle
dient wiederum der Kerbfaktor fiir die Standardkerbe a; = 1 mm (siehe Gleichung (6-9)).
Durch die Anwendung der sich ergebenen Transformationsfaktoren aus Tabelle 6.4 auf die
Daten aus Abbildung 5.10 ergibt sich die neue Lage der Datenpunkte in Abbildung 6.28. Eine
Regression nach Basquin flihrt hier zu einer vergleichbar hohen Korrelation von 98,42 %.

5,17 :
Ao, = =— Ao, = 1,35 Ag, = VEM . Ag, (6-9)
3,82
[EN AW 7475—761'
200 T —— T T —

1 ~ — ~FitBasquin (R, =0,9842)| 1
< 150
S s ]

- \. -
= 4 A -~ N m 4
o) i A |
5 " A
(% 1 > *\I .
(&) 1 HAN ~ | —
= YA
@ ~
£ 1 A ccr R=-1 \.! ]
8 I
® - AN 1
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= - HA.
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50 « ] ‘.\
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k AA\ N
B 3=3mm
10* 10° 10°
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Abbildung 6.28 - Kontinuumsmechanische Transformation der Spannungswerte durch Verhdltnisbildung der K;
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Tabelle 6.4 - Transformationsfaktoren durch Verhdltnisbildung der K;

Transformationsfaktor | Wert
v 1,35

/A5¢] 1,64

Vi 0,78

Der Vergleich der Varianten 1 und 2 zeigt, dass eine Transformation der Spannungswerte
sowohl mit der kontinuumsmechanisch, als auch mit der bruchmechanisch induzierten
Variante zum gleichen Ergebnis fiihrt. Die Lebensdauern von Proben mit unterschiedlichen
Kerbtiefen lassen sich somit auf Grundlage der Nennspannungen ineinander (berflihren.
Anders ausgedriickt, ldsst sich mit Hilfe der Wohler-Kurve einer ermiideten SEN-Probe und
einem der eben vorgestellten Transformationsfaktoren die Lebensdauer einer Probe mit einer
anderen Kerbtiefe extrapolieren.

Variante 3

Die dritte Variante basiert auf der LEBM und es wird der Versuch unternommen, die
Spannungen fir die drei unterschiedlichen Kerbtiefen so abzustimmen, dass fiir das Erreichen
einer definierten Rissldnge die gleiche Anzahl an Schwingspielen benétigt wird. Das Prinzip ist
in Abbildung 6.29a bis c dargestellt. Bis zur Stelle X (hier: a = 4 mm) soll die Schwingspielzahl
fur alle drei Probengeometrien gleich sein, wodurch wegen ay; < ai, < ai; folgt, dass a; >
0, > 03. Es wird vereinfachend angenommen, dass Rissfortschrittsrate zwischen zwei
vertikalen, gestrichelten Linien konstant ist und die Rissausbreitung dem Zusammenhang nach
Paris und Erdogan (Gleichung (2-12)) folgt, womit Cpy = 2,1-:10° und npg = 3 sind (siehe
Abbildung 5.9).

I

(a)

Abbildung 6.29 - Prinzipskizze zur Spannungsanpassung mit dem Ziel gleicher Lebensdauern (in mm)
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Als Referenzprobe wurde die SEN-Probe mit a; = 3 mm (Abbildung 6.29c) genutzt, d.h.
die Spannungen der anderen Probe wurde so angepasst, dass sie genauso viele Schwingspiele
zum Erreichen der Risslange an der Stelle X bendtigen, wie die Referenzprobe fiir den einen
Millimeter (von der Kerbtiefe a; = 3 mm bis zur Gesamtrisslange 4 mm).

Die fiir die Berechnung benétigten Korrekturfunktionswerte f(a/W) sind in Tabelle 6.5
aufgefiihrt.

Das Berechnungsprinzip des Faktors fiir die Spannungsanpassung wird hier fiir eine SEN-
Probe mit einer Kerbtiefe a;, = 3 mm und einer SEN-Probe mit einer Kerbtiefe a;, = 2 mm
veranschaulicht. Es werden die Variablen p, und p; (Gleichung (6-10) und (6-11)) eingefihrt,
um konstante Werte zusammenzufassen.

Tabelle 6.5 - Korrekturfunktionswerte
SEN-Probe CCT-Probe
1
f(ﬁ) = fsena = 1,151 f( o ) = feera,975 = 1,025
2
f(E) = fsenz = 1191 | f = feerz = 1,059
3
f (_2) = fsen3z = 1,238

/N
w
N——

20

[

P2 =VT2-1073 " fopn (6-10)
ps =Vm-3-1073 " fopn3 (6-11)
Mit der Rissfortschrittsrate da/dN in Gleichung (6-12) I4sst sich fuir eine Rissverlangerung

von Aa = 1 mm die Lebensdauer (N5_,4),, berechnen. Hierbei kennzeichnet der Index (3 —
4) das entsprechende Risslangeninkrement von der Kerbtiefe 3 mm bis zur Risslange 4 mm.

da n
(ﬁ)(I3 =C(05°p3) (6-12)
1 mm
(N3-4)oy = —7— 613
(@),
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Die Eingangsforderung lautete, dass die Lebensdauer (N3_,4),,3 gleich sein mége mit der
Lebensdauer der Probe in Abbildung 6.29b beim Erreichen der Risslange an der Stelle X. Durch
die gewadhlte Rissinkrementlange von Aa = 1 mm ergibt sich Gleichung (6-14). Nach dem
Einsetzen der zugehorigen GrofRen in Gleichung (6-15) lasst sich diese nach g; umstellen
(Gleichung (6-16)) und man erhélt den Transformationsfaktor V2,,.

(N3—>4)a3 = (N2—>3)0'2 + (N3—>4)02 (6-14)
1 _ 1 N 1

C-(o3-p3)™ C- (0 p)" C- (0 p3)" (6-15)
BT |prapr 27 Vi3 -0 (6-16)

Die Berechnung kann analog fiir die Probenpaare mit einer Kerbtiefe a;, = 3 mm und
a; = 1 mm, sowie fur die SEN-Probe mit einer Kerbtiefe a;, = 3 mm und einer CCT-Probe mit
einer Kerbtiefe von p = a;, = 1,975 mm durchgefiihrt werden, wodurch man schlieBlich die
Faktoren in Tabelle 6.6 erhalt.

Tabelle 6.6 - Transformationsfaktoren der Variante 3

Schrittweite Aa =1 mm Schrittweite Aa = 0,5 mm vergleichbarer
Transformationsfaktor | Wert | Transformationsfaktor | Wert | Kehrwert Variante 1
VZ,s 0,69 VZ,s 0,694
V2,5 0,47 V2,5 0,485 Vi,; =0,54
Véoros 0,45

Auch die hier erhaltenen Transformationsfaktoren wurden auf die Ergebnisse aus
Abbildung 5.10 angewandt, wodurch sich die Datenpunkte, wie in Abbildung 6.30 ersichtlich,
annihernd auf eine Gerade verschieben. Das BestimmtheitsmaR in Héhe von RZ,,, = 94,8 %
ist bei dieser Transformation geringfligig kleiner als bei den beiden vorangegangen Varianten.

Verkleinert man die Schrittweite fir die Berechnung Aa auf 0,5 mm, vergroRert sich der
Wert flir den Transformationsfaktor (siehe Tabelle 6.6), was fir die roten und griinen
Datenpunkte der Proben mit den Kerbtiefen von 1 mm und 2 mm bedeutet, dass sie sich
weiter den blauen Datenpunkten der Referenzprobe mit einer Kerbtiefe von 3 mm anndhern.
Eine Verkleinerung der Schrittweite ist dahingehend begrenzt, dass die Forderung der
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6.5 Bruchmechanische Ergebnistransformation

Gleichung (6-5) stets erfiillt sein muss, um die Rissausbreitung mit der LEBM beschreiben zu
kénnen.

In der rechten Spalte der Tabelle 6.6 ist der Kehrwert fir die in der Variante 1
vorgenommene Transformation der Spannungswerte von Proben mit a; = 3 mm in Richtung
der Proben mit einer Kerbtiefe von 1 mm angegeben. Die mittlere Zeile dieser Tabelle deutet
an, dass sich mit abnehmendem Rissinkrement der Transformationsfaktor der Variante 3 dem
Faktor der Variante 1 annahert.
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Abbildung 6.30 - Bruchmechanische Transformation der Spannungswerte gem. Variante 3

Aus diesem Grund wird abschlieBend nur die Variante 1 im Vergleich zum
kontinuumsmechanischen Vorgehen bewertet. Hinzu kommt, dass durch die Variante 3
suggeriert wird, dass die Proben trotz unterschiedlich hoher Nennspannungen bei der
gleichen Gesamtrisslange versagen, was generell nicht der Fall ist. Denn mit zunehmender
Belastungshoéhe bei einstufigen Ermidungsexperimenten nimmt die Gesamtrisslange bis zum
Probenbruch ab und der Anteil am Restquerschnitt, der dem Gewaltbruch unterliegt, steigt
(Richard und Sander 2009).

Die Gegeniberstellung der Transformationsfaktoren aus Tabelle 6.3 und Tabelle 6.4 zeigt,
dass die Faktoren der kontinuumsmechanischen Transformation (Variante 2) nur knapp
unterhalb der Faktoren der Variante 1 liegen. Vor dem Hintergrund der Streuung der
Lebensdauer ist demzufolge keiner Variante zwingend der Vorzug zu geben, jedoch sollte
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6 Diskussion

bericksichtigt werden, dass die guten Transformationsergebnisse daher riihren, dass die
Anrisslebensdauer der untersuchten Legierung EN AW 7475-T761 im Zeitfestigkeitsbereich
einen geringen Anteil an der Gesamtlebensdauer bis zum Probenbruch einnimmt (siehe
Abschnitt 5.5).

6.6 Ursachen fur den viertelelliptischen Anriss

In Abhangigkeit der Probenbeschaffenheit und -geometrie variiert das Verhaltnis von
Anrisslebensdauer Nyg,,,iss ZU Rissfortschrittslebensdauer AN (siehe auch Abschnitt 2.4).

Bei einem Einkristall oder einer hochreinen Legierungen mit glatter Materialoberflache
dominiert die Phase der Anrisslebensdauer die Gesamtlebensdauer. Diese kann sogar
zwischen 75 % bis 90 % der Gesamtlebensdauer ausmachen.

Demgegenliber stehen technische Legierungen mit Kerben, bei denen eine Vielzahl von
Spannungskonzentratoren (siehe Abbildung 6.31) die Phase der Rissinitiierung Nypitiierung
minimieren. Zur Auswahl der moglichen Merkmale der Spannungskonzentration in Abbildung
6.31 seien noch Korngrenzen, Tripelpunkte, fertigungsbedingte Riefen oder Grate erganzt.

Thermische Spannungen

Korrosionsvertiefungen

N cerstellen [
o ®
&

L

Abbildung 6.31 - Merkmale lokaler Spannungskonzentrationen einer technischen Legierung (nach (Vasudevan et al. 2001))
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6.6 Ursachen fiir den viertelelliptischen Anriss

All diese Merkmale kénnen wahrend der Ermidung teils allein oder auch kombiniert dafir
sorgen, dass frih lokal die FlieBgrenze tberschritten und dadurch schon innerhalb der ersten
Schwingspiele ein ausbreitungsfahiger Riss initiiert wird (Miller 1993; Krupp 2004). In
Abschnitt 5.5 wurde gezeigt, dass die Anrisslebensdauer fiir die in dieser Arbeit untersuchten
SEN-Proben aus der Legierung EN AW 7475-T761 hochstens 20 % der Gesamtlebensdauer
ausmachte.

Sadananda und Vasudevan (Sadananda und Vasudevan 1998) subsumieren die eben
erwdhnten Merkmale der Spannungskonzentration unter dem Begriff der Eigenspannungen,
die einen direkten Einfluss auf den Wert K,,,, ausliben. Das Konzept der mechanischen
Ahnlichkeit, wonach gleiche Rissspitzenspannungen gleiche Rissfortschrittsraten verursachen,
gilt noch immer. Allerdings muss die auBen anliegende Spannung um die Eigenspannungen
erweitert werden. Durch die Berticksichtigung von Eigenspannungen und aul3en anliegender
Spannungen verliert auch die Kurzrissausbreitung ihren vermeintlich abweichenden,
besonderen Charakter (Vasudevan et al. 2001; Davidson et al. 2003). Die risstreibende Kraft
bemisst sich folglich lokal und nicht aus dem Fernfeld. Leider kennt man die Eigenspannungen,
die bruchmechanisch relevant sind, nicht sehr gut.

In hochreinen, grob kristallinen Werkstoffen bestimmen Versetzungswechselwirkungen
bzw. ihre Konfiguration die lokalen Spannungsfelder. In technischen Al-Legierungen dariiber
hinaus auch eisenhaltige Primarphasen. Weiland et al. (Weiland et al. 2009) bestimmten an
der Al-Knetlegierung EN AW 7075-T651 quantitativ den Einfluss von Primadrphasen-Partikel auf
die Rissinitiierung. Sie fanden heraus, dass sich die Risse vorwiegend an Partikel mit einem
Durchmesser von mehr als 5 um bildeten und konnten zudem keine Rissinitiierung an
Korngrenzen infolge von Versetzungsbewegungen beobachten.

Barter et al. (Barter et al. 2012) gingen noch einen Schritt weiter und untersuchten
umfassend verschiedene, in der Luftfahrt typische Legierungen hinsichtlich risseinleitender
Imperfektionen. Sie bestatigten friihere Erkenntnisse, dass bei hochfesten Al-Legierungen
Risse fast immer als Oberflachenrisse beginnen, und dass bei technischen Legierungen die
Risse durch das Versagen eisenhaltiger Primarphasen eingeleitet werden. Dies ist der Fall,
wenn diese gebrochenen Partikel als Ausgangsrisslange a;,,; zwischen 10-20 um ins Material
hineinreichen. Diese GréRenordnung wird auch von Murakami und Endo (Murakami und Endo
1983), als auch Newman et al. (Newman et al. 1999) angegeben.

Die beiden in Abschnitt 5.6 untersuchten Al-Legierungen verfligen beide aus
Korrosionsschutzgriinden Uber aufgewalzte, weiche Plattierschichten, die aufgrund ihrer
guten plastischen Verformbarkeit Gleitbandrisse beglinstigen.

Infolge der niedrigeren mechanischen Belastbarkeit dieser Plattierschichten wird die
Rissbildung an den AulRenkanten des Kerbgrundes geférdert. Die Risse der Plattierschicht
bilden am Ubergang der Plattierschicht zum Kernmaterial eine zuséitzliche
Spannungskonzentration, wodurch die dort lokalisierten Partikel brechen und der
Rissfortschritt ins Kernmaterial fortgetragen wird.
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In Abbildung 6.32 ist eine REM-Aufnahme des Kerbgrundes in der x-y-Ebene bei 400facher
VergrofRerung abgebildet. Der Hauptriss ist in rot eingefarbt und in ein Nebenriss,
der sich nicht weiter ausbreitete. Die Aufnahme zeigt den linken Eckanriss der Probe 3 aus
Abschnitt 5.6 nach 40.000 Schwingspielen. Der Hauptriss hat hier in x-Richtung eine Lange von
209 um. Mit 14.000facher VergroRRerung ist ein Abschnitt des Risses genauer analysiert
worden. In der VergroRBerung sind einzelne Schwingspielstreifen parallel zur Bildebene zu
erkennen, was bedeutet, dass sich in diesem Abschnitt der Riss in z-Richtung, d.h. in die
Dickenrichtung, ausgebreitet hat.

400fach

Abbildung 6.32 - Rissausbreitung ausgehend von der Plattierschicht in z-Richtung

Die zweidimensionale Rissausbreitung ist also evident fir die friihen Stadien der
Lebensdauerbetrachtung.
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6.7 Modellierung der Rissausbreitung und Berechnungsverfahren der Lebensdauer

6.7 Modellierung der Rissausbreitung und Berechnungsverfahren der
Lebensdauer

Im Zuge der Modellierung des Rissfortschritts und der damit verbundenen Vorhersage von
Bauteillebensdauern existieren unterschiedliche Ansatze, die unter Berlicksichtigung der
jeweils zu Grunde gelegten Messdaten ihre Berechtigung haben. Verallgemeinernd kann man
diesbezliglich von ingenieurmaRigen Betrachtungen sprechen, wobei zwar mikrostrukturelle
Details unberiicksichtigt bleiben, die Grundmechanismen aber beinhaltet sind (Davidson et al.
2003). Im Grunde genommen gibt es bis dato aufgrund der hohen Komplexitat der
Rissausbreitung kein  umfassendes, allgemein glltiges Modell zur prazisen
Lebensdauervorhersage lber alle GréBenordnungen hinweg. Daher koexistiert eine Vielzahl
an Modellen, bei deren experimenteller Herleitung bestimmte Schwerpunkte gesetzt wurden.
Es stellt sich auch die Frage, ob ein Ansatz, der praktisch jede Eingangsgroe, wie z.B. die
Oberflachenbeschaffenheit, Spannungskonzentratoren, Partikelverteilung, Umwelteinfllsse
etc. bericksichtigt, trotz der Unterstlitzung durch Hochleistungsrechner (iberhaupt noch
handhabbar ist. Darliber hinaus stellt sich auch die Frage, ob ein derartiger
Datenerfassungsaufwand vor der Inbetriebnahme von Bauteilen durchfiihrbar und sinnvoll ist.
Es bietet sich daher an, den Ansatzen den Vorzug zu geben, die aufgrund ihres speziellen
Anwendungsbereiches zwar nicht alle materialphysikalischen Phanomene beinhalten,
dennoch aber mit der Hilfe weniger Anpassungsparametern akzeptable Lebensdauern
vorhersagen.

Die Vorhersagevarianten, die auf Rissen und damit auf der Bruchmechanik basieren,
setzen eine initiale RissgrofRe zur inkrementellen Lebensdauerberechnung voraus (siehe auch
Ranganathan et al. 2009). Diesbezliglich kritisieren Merati und Eastaugh (Merati und Eastaugh
2007), dass die bruchmechanischen Ansdtze die Rissbildungsphase nicht angemessen
berlicksichtigen. Auch Schijve (Schijve 2003) weist darauf hin, dass prinzipiell zwischen einer
Rissinitiierungs- und einer Rissausbreitungsphase zu unterscheiden ist und dass die
Anwendung der Bruchmechanik auf erstere ungeeignet erscheint. Danach waren also zwei
verschiedene Modelle von N6ten, die in der Summe die Gesamtlebensdauer ergeben. Leider
ist der Ubergang von dem einen in den anderen Mechanismus nicht eindeutig.

Die Einwande von Merati, Eastaugh und Schijve beziglich der Rissinitiierungsphase
kénnen aber fur die weitere Diskussion ignoriert werden, da durch die Ergebnisse in Abschnitt
5.5 bereits gezeigt werden konnte, dass die Rissausbreitung bei den in dieser Arbeit
untersuchten SEN-Proben aus der technischen Legierung EN AW 7475-T761 schon sehr frih
einsetzt und dadurch eine Rissbildungsphase vernachlassigbar kurz ist.

Bedeutender an den experimentellen Ergebnissen ist aber, dass das Stadium des Anrisses
neu ausgelegt bzw. neu interpretiert werden muss. Bisherige Berechnungsvarianten
verfolgten die Rissausbreitung nur in x-Richtung. Die Ergebnisse aus Abschnitt 5.6 und 6.6
machen aber deutlich, dass die Rissausbreitung bis zur Bildung einer geschlossenen Rissfront
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Uber die Probendicke ein zweidimensionaler Prozess ist, bei dem die Ausbreitung in x- und in
z-Richtung voneinander abhdngen.

Im Folgenden werden deshalb zundchst noch einmal zwei eindimensionale
Berechnungsvarianten vorgestellt und deren Grenzen aufgezeigt, bevor das zweidimensionale
Kurzrisswachstum der viertelelliptischen Eckanrisse analysiert und diskutiert wird. Fir alle
Varianten soll die Rissausbreitungskurve aus Abschnitt 5.2 gelten.

6.7.1 Eindimensionale Rissausbreitung

I Bruchmechanik

Den Ausgangspunkt der Berechnungsvarianten bildet die Simulation des Rissfortschritts
entsprechend der reinen Bruchmechanik, d.h. die Kerbtiefe geht als Ausgangsrisslange in den
Spannungsintensitatsfaktor K,,,,, ein (Gleichung (6-17)). Dabei ergeben sich anfanglich schon
derart hohe Spannungsintensitatsfaktoren, dass die Rissausbreitung im Bereich Il der
Rissausbreitungskurve einsetzt (siehe Abbildung 5.9, grauer Bereich). Eine Beschreibung der
Rissausbreitung nach Paris und Erdogan ist dementsprechend ausreichend (Gleichung (2-12)).

Kpax =S, -7 (ay +Aa) - f (%Aa) fir Aa>01..02"a, (6-17)

Bei konservativer Rechnung ergeben sich die Kurvenverldufe wie in Abbildung 6.33 und
6.34 dargestellt. Dort ist fir zwei unterschiedliche Belastungsniveaus die bruchmechanisch
simulierte Rissausbreitung im Vergleich mit der experimentell bestimmten Rissfortschrittsrate
zu erkennen. Beide Abbildungen zeigen, dass fir alle drei Kerbtiefen die simulierte
Rissfortschrittsrate im Anfangsbereich der Rissverlangerung Aa jeweils deutlich Gber der
experimentellen Rate liegt. Die Abweichung ist umso grolRer, je geringer die Kerbtiefe ist.

Mit Hilfe der bruchmechanischen Rissfortschrittsrate wurde inkrementell (logarithmisch)
die Lebensdauer bis zu einer Gesamtrisslange von a = 8 mm (Grenze der Giiltigkeit der
Korrekturfunktion, siehe Abbildung 4.4) bestimmt und mit den experimentell ermittelten
Wohler-Kurven aus Abschnitt 5.3 verglichen (Abbildung 6.35).
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Abbildung 6.33 - Bruchmechanisch simulierte Rissausbreitung bei einer Belastung von Sq prutto = 60 MPa
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Abbildung 6.34 - Bruchmechanisch simulierte Rissausbreitung bei einer Belastung von Sq prutto = 80 MPa
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Wie erwartet (aus Abbildung 6.33 und 6.34) ist die Abweichung der simulierten
Lebensdauer von der Wohler-Kurve umso starker je geringer die Kerbtiefe ist. Die
Ubereinstimmung zwischen Modell und Experiment ist demzufolge fiir eine Kerbtiefe von a,,
= 3 mm am hochsten, was damit zusammenhangt, dass sich bei gleicher aullen anliegender
Spannung bei den SEN-Proben mit tieferer Kerbe friiher eine geschlossene Rissfront liber die
gesamte Probendicke B entwickelt (vgl. hierzu Abbildung 5.24 und 5.25, beide Proben wurden
mit Sg prutto = 80 MPa ermidet).

[EN AW 7475-T761I oy Ro1
90 TR T
\ Wohler-Kurve (experimentell)
“.“ a, = 1mm
\\\ —a =2mm
80 | N a, =3mm
\‘\ I. Bruchmechanik
\ <> a,=1mm
,(t? \\\ <> a =2mm
o O a=3mm
s 70
=
&
(%)
60
— Fit Gecks-Och
----P,=10%
--------- P, =90 %
50 T T L % T
10*
N, (in Ssp)
Abbildung 6.35 - Bruchmechanisch simulierte Lebensdauern
ll.  Ortliches Konzept

Die Beschreibungsvarianten der Rissausbreitung gemaR der Methode des
Spannungsgradienten (Abschnitt 3.2), die lokale Spannungsiiberh6hungen bericksichtigen,
werden auch oOrtliche Konzepte genannt. Zur Beschreibung des Spannungsgradienten
ausgehend von einer Kerbwurzel wurde der in Abschnitt 5.1 hergeleitete, statische 2-
Parameter-Exponential-Ansatz genutzt. Zudem wurde als Anpassungsparameter der
Rissfortschrittsrechnung die initiale Risslange a;,; in den Spannungsintensitatsfaktor K,
(Gleichung (6-18)) implementiert. Es hatte sich bei der Anpassung der Modellrechnungen an
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die experimentellen Kurven gezeigt, dass die Ausgangsrisslange a;,; sowohl von der
Nennspannung, als auch vom jeweiligen Kerbfaktor abhangt.

Kmax = Uyy(x' So) - \/77: (Aini(Sa, Ke) + Aa) f< W —a,

Die experimentelle Kurve des Rissfortschritts aus Abbildung 6.34 der SEN-Probe mit a;, =
1 mm ist in Abbildung 6.36 drei Ansatzen des ortlichen Konzepts gegenibergestellt. Neben
dem Ansatz gemaR Gleichung (6-18) wurde ein Ansatz nach Luk3s und Newman (Lukas et al.
1986; Lukas 1987) und ein Ansatz nach Kujawski (Kujawski 1991), der auch schon in Abschnitt
5.1 Anwendung gefunden hat, angegeben. Die entsprechenden Formelzusammenhange
finden sich in Anhang 7.
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Abbildung 6.36 - Vergleich der Rissfortschrittsrate auf Grundlage eines értlichen Konzepts

Deutlich wird, dass mit der Berlcksichtigung des Spannungsgradienten der
Anfangsbereich der Rissausbreitung besser als bei der rein bruchmechanischen Variante
nachgebildet wird, jedoch liegen die simulierten Kurven insgesamt oberhalb der
entsprechenden experimentellen Werte. Mit zunehmender Kerbtiefe nimmt dieser
Unterschied zu (Abbildung 6.37).
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Abbildung 6.37 - Simulierte Rissausbreitung nach dem értlichen Konzept bei einer Belastung von Sq prutto = 80 MPa

Auch fir das ortliche Konzept (Gleichung (6-18)) wurde die Lebensdauer inkrementell auf
zwei Belastungsniveaus bestimmt und mit den Wohler-Kurven aus Abschnitt 5.3 verglichen.
In Abbildung 6.38 zeigt sich im Gegensatz zur bruchmechanischen Berechnung, dass die
Lebensdauer fiir eine SEN-Probe mit einer Kerbtiefe von a; =1 mm im Rahmen der Streuung
der experimentellen Werte akzeptabel vorhergesagt werden konnte. Hingegen liegen die
Lebensdauern fiir die Proben mit den Kerbtiefen von a; =2 mm und a; = 3 mm deutlich tber
den gemessenen Lebensdauern und zwar noch ausgepragter im Falle der tieferen Kerbe.

Weiterhin sind in Abbildung 6.37 die angepassten initialen Risslangen a;,,; fir das ortliche
Konzept angegeben. Mit zunehmender Kerbtiefe steigt der Wert dieser Anfangsrisslange, was
widerspriichlich erscheint, da man aufgrund der steigenden Maximalspannung im Kerbgrund
erwarten wirde, dass die initiale Risslange abnehmen miisste. Andererseits kénnte man
argumentieren, dass mit der hoheren, lokalen Spannung bei Ermidungsbeginn eine groRere
EingangsdefektgroRe erzeugt wird. Unabhangig welcher Argumentation man folgen méchte,
bleibt die GroRe a;,; dennoch nur ein Anpassungsparameter, der oftmals zufdllig in der
GroRRenordnung von mikrostrukturellen Langen liegt.

Zusammenfassend kann fiir die eindimensionalen Konzepte festgehalten werden, dass
das bruchmechanische Konzept umso bessere Ergebnisse liefert, je tiefer die Kerbe ist. Und
umgekehrt weist das 6rtliche Konzept fiir die flacheren Kerben die héhere Ubereinstimmung
zwischen der simulierten Lebensdauer und den experimentellen Werten auf.
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Abbildung 6.38 - Lebensdauervorhersage nach dem értlichen Konzept

Verstehen lasst sich dies, wenn man sich die spannungsabhangige Plastifizierung des
Kerbgrundes und der damit verknipften Rissbildung noch einmal vor Augen fiihrt. Den
Ausgangspunkt der Erklarung soll die Ermidung der SEN-Probe mit einer Kerbtiefe von 3 mm
unter einer Belastung von S, brutto = 80 MPa aus Abschnitt 5.6 sein, bei der sich nachweislich
sehr friih ein Riss mit durchgehender Rissfront bildete. Die durchgehende Rissfront markiert
definitionsgemal (siehe Abschnitt 3.1) den spatesten Zeitpunkt der vollstindigen
Kerbentlastung. Fir die Abweichungen des ortlichen Konzepts bedeutet dies, dass je friiher
sich die durchgehende Rissfront bildet und damit die Wirkung des Spannungsgradienten auf
den Rissfortschritt aufgehoben wird, desto eher muss die Kerbtiefe a;, als Risslangenanteil im
Spannungsintensitatsfaktor bericksichtigt werden. Andernfalls Gberschatzt man zwangslaufig
die wahre Lebensdauer. Im Gegenzug muss die Ubereinstimmung zwischen Modell und
Experimenten fir Proben mit geringerer Kerbtiefe héher sein, wie Abbildung 6.38 bestatigt,
da die spannungskontrollierte Bildung einer durchgehenden Rissfront den wesentlichen Teil
der Gesamtlebensdauer ausmacht.

Die gleiche Argumentationslogik gilt auch fiir das bruchmechanische Konzept. Durch die
frihe Kerbentlastung bei einer Probengeometrie mit hoher Kerbtiefe dominiert der
Modellierungsanteil, bei dem die Kerbtiefe einer Ausgangsrisslange entspricht, wodurch fir
die tieferen Kerben die vorhergesagte Lebensdauer besser den experimentellen Werten
entspricht. Umgekehrt benétigt die Bildung einer durchgehenden Rissfront bei Proben mit
flacherer Kerbe aufgrund der geringeren Spannungsiiberhéhung im Kerbgrund einen
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grofleren Anteil der Lebensdauer. Setzt man nun direkt flir die flachen Kerben die Kerbtiefe
im Sinne der LEBM als Ausgangsrisslange an, so unterschatzt man die wahre Lebensdauer.

6.7.2 Zweidimensionale Rissausbreitung

Spatestens durch die Ergebnisse aus Abschnitt 5.6 ist klar geworden, dass die
Rissausbreitung bis zum Erreichen einer durchgehenden Rissfront Uber die komplette
Probendicke B zweidimensional betrachtet werden muss. Im Fall der in dieser Arbeit
untersuchten Al-Knetlegierung EN AW 7475-T761 wurden Uiberwiegend zwei viertelelliptische
Eckanrisse beobachtet. Fir die Herleitung eines Rissausbreitungsmodells wird vorerst
angenommen, dass diese beiden Eckanrisse in erster Naherung symmetrisch seien.

Durch die Hinzunahme einer weiteren Risswachstumsdimension sind des Weiteren bei
der Rissausbreitung folgende Phasen zu unterscheiden (vgl. u.a. (Johnson 1977; Rudd et al.
1977)):

a. Wachstum zweier viertelelliptischer Eckanrisse in x- und z-Richtung,
b. Zusammenwachsen der Eckanrisse und Ausbildung einer durchgehenden
Rissfront,

c. Risswachstum in x-Richtung bis zum Probenbruch.

Fir die Phase b sei hier angemerkt, dass bei der Koaleszenz zweier Risse eine
Wechselwirkung auftritt, die dazu flihrt, dass die Risse sich gegenseitig , anziehen”, d.h. sie
beschleunigen sich gegenseitig, sofern sie sich in einer Ebene befinden (siehe Hu et al. 2009).
Dieser Aspekt wurde bei der Modellierung nicht bericksichtigt.

Zudem lasst sich mit der FE-Methode zeigen, dass bei der Ausbreitung zweier
symmetrischer Eckanrisse der Kerbfaktor bzw. die Maximalspannung im Kerbgrund (y-z-
Ebene) steigt. In Tabelle 6.7 ist die Entwicklung des Kerbfaktors fir eine SEN-Probe mit einer
Kerbtiefe von a; =1 mm beispielhaft angegeben. Auch dieser Aspekt wurde zundchst bei der
Kerbfaktor in
Zusammenhdngen stets einen festen Wert in z-Richtung in Abhédngigkeit der Kerbtiefe

Modellierung nicht einbezogen, wodurch der den nachfolgenden

einnimmt.

Tabelle 6.7 - Entwicklung des Kerbfaktors wdhrend der Ausbreitung zweier viertelelliptischer Eckanrisse

Risstyp Risslange a | Risslange ¢ | gesamte Rissflache | Kerbfaktor
(in mm) (in mm) (in mm?) K,
kein Riss - - - 3,82
2 viertelelliptische Eckanrisse 0,25 0,5 /16 3,92
2 viertelelliptische Eckanrisse 0,5 1 /4 4,46
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IIl.  Unabhdéngige Ausbreitung von Eckanrissen in x- und z-Richtung

Bei der Simulation der viertelelliptischen Eckanrissausbreitung mit unabhdngigem
Kurzrisswachstum in x- und z-Richtung wird erst einmal angenommen, dass der Eckanriss in x-
Richtung dem Kerbspanungsgradienten (Gleichung (5-1)) unterliegt und in z-Richtung
durchgehend die Maximalspannung im Kerbgrund erfahrt.

Ausgehend von einer initialen DefektgroBe (z.B. eine gebrochene, eisenhaltige
Primdrphase) mit einer prinzipiell unterschiedlichen Ausdehnung in x- und z-Richtung wurde
fiir ein bestimmtes, festes Schwingspielintervall die Rissausbreitung in die jeweilige Richtung
berechnet. Die neuen Halbachsenlangen der vergréBerten Viertelellipse wurden dann
genutzt, um fiir das nachste Schwingspielintervall die Rissverlangerung in die beiden
Ausbreitungsrichtungen zu bestimmen. Diese Abfolge wurde wiederholt, bis in z-Richtung
mindestens die halbe Probendicke erreicht wurde. In beide Rissausbreitungsrichtungen wurde
die geometrische Korrekturfunktion einer SEN-Probe nach Gleichung (4-1) verwendet,
aufgrund der Symmetriebedingungen wurde allerdings in z-Richtung die halbe Probendicke
als Probenbreite angesetzt.

= = = simulierte Rissfront (Abschnitt 6.7.2, Il1.)

0’5 ] a|ni,>< =22 “m’ Cini,z =15 lJ'm
40.000 Ssp
0,4 4 Probe 1, linker Eckanriss
(Abschnitt 5.6)
0.3 I <0.000
B 20000

30.000 Ssp

Risslange a (in mm) [x-Richtung]

0,0 0,1 0,2 0,3 0,4 0,5

Risslange ¢ (in mm) [z-Richtung]

Abbildung 6.39 - Unabhdngige Rissausbreitung in x- und z-Richtung

Die simulierte Rissfront fiir ein Intervall von 10.000 Schwingspielen wurde in Abbildung
6.39, wie auch in der Bewertung der folgenden Berechnungsalternativen, mit dem linken,
viertelelliptischen Eckanriss der Probe 1 aus Abschnitt 5.6 verglichen. Hierbei stellt die
Auswahl dieses speziellen Eckanrisses als experimenteller Referenzriss lediglich eine
subjektive Auswahl zur qualitativen Analyse der wesentlichen Zusammenhange dar.
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Uber die beiden Parameter a;,; , und ¢;y; , der initialen DefektgréBe wurde die Rissfront
an die erste experimentell ermittelte Rissfront nach 20.000 Schwingspielen angepasst. Schon
die folgende simulierte Rissfront nach 30.000 Schwingspielen weicht erheblich von der
experimentellen Referenz ab. Auch wenn die Anpassung in ihrer Glite abhédngig ist von den
Langenwerten des Ausgangsdefekts und dem Schwingspielintervall zur Berechnung der
Rissausbreitung, lasst sich dennoch bereits schlussfolgern, dass die Rissausbreitung in x- und
z-Richtung nicht unabhdngig voneinander ist und die geometrische Form des
viertelelliptischen Eckanrisse kein bloRes Resultat zweier unabhédngiger, unterschiedlich
schneller Ausbreitungsvorgange darstellt.

V. Konstantes Halbachsenverhdltnis

Aufbauend auf  die  experimentellen Befunde  wurde die bisherige
Rissausbreitungssimulation derart abgewandelt, dass die viertelelliptische Risskontur stets an
ein festes Halbachsenverhaltnis gebunden ist. Schon Johnson (Johnson 1977) bestatigt die
Beobachtung, dass sich die Rissfront von Oberflachenrissen in der Regel bei einem festen
Verhaltnis der Halbachsen stabilisiert. Er gibt fiir das Verhaltnis von a : ¢ (kleine Halbachse :
grol3e Halbachse) einen Wertebereich von 1:1-1:1,32 an. Bei den in Abschnitt 5.6 bestimmten
Rissfronten ergab sich ein durchschnittliches Halbachsenverhaltnis von 1:1,5, welches im
Folgenden verwendet wird.

a) Berechnung von c und Bestimmung von a durch das feste Achsenverhdltnis

In der ersten Variante wurde ausgehend von einer initialen Defektlange c;,; , die
Rissverlangerung in z-Richtung unter der Wirkung der Maximalspannung im Kerbgrund
berechnet und im Anschluss durch das feste Achsenverhaltnis die Rissverlangerung in x-
Richtung abgeleitet. Die initiale Rissldnge c;,; , wurde auch hier so gewahlt, dass die simulierte
Rissfront moglichst kongruent mit der ersten experimentell bestimmten Rissfront nach 20.000
Schwingspielen war.

In Abbildung 6.40 ist zu erkennen, dass die nachste, berechnete Rissfront nach 30.000
Schwingspielen im Vergleich zu Abbildung 6.39 nun auch in x-Richtung viel starker von der
experimentellen Rissfront abweicht. Dies deutet daraufhin, dass die Rissausbreitung in z-
Richtung nicht voll der Maximalspannung unterliegt, sondern in ihrer Ausbreitung verzogert
wird.
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1,0
E = = = simulierte Rissfront (Abschnitt 6.7.2, IV.a)
0’9_ Ciniz:l5 um
= i Probe 1, linker Eckanriss
5 0,8 (Abschnitt 5.6)
E 071 _ _ 30.000Ssp
g e . B oo
z 0,6 - s - 20.000
£ 1 T
c 0,57 S e
= ] S o
o> 04 hN
(D L =
: \
) 0,3 \
5] \
4
0,2 \\
0,1
0,0 \ L) I L) I L) I
0,0 Y00, 0.2 0,4 0,6 0,8 1,0
Ssp

Risslange c (in mm) [z-Richtung]

Abbildung 6.40 - Berechnete Risslénge c und Bestimmung der Rissléinge a durch ein festes Achsenverhdltnis

b) Berechnung von a und Bestimmung von c durch das feste Achsenverhdltnis

Das feste Halbachsenverhaltnis wurde als logische Fortfiihrung der Untersuchungsreihe
in einer weiteren simulierten Rissausbreitung beibehalten. Nun wurde zunachst die
Rissausbreitung in x-Richtung unter dem Einfluss des Kerbspannungsgradienten bestimmt und
darauf folgend die Rissverlangerung in z-Richtung unter Zuhilfenahme des festgelegten
Achsenverhdltnisses abgeleitet. Diese Berechnungsreihenfolge bzw. Richtung der
Abhdngigkeit ,hemmt” die Rissausbreitung in z-Richtung durch die Koppelung an den

statischen Spannungsgradienten in x-Richtung.

Als Ergebnis ist in Abbildung 6.41 zu sehen, dass in dieser Simulationsreihenfolge der
Unterschied zwischen der berechneten Rissfront und der experimentell gemessenen
Ausdehnung des Eckanrisses nach 40.000 Schwingspielen geringer ausfallt, als bei den beiden
zuvor vorgestellten Varianten. Die wahren Risslangen werden hier nur noch um einen Faktor
von 1,6-1,8 tGberschatzt. Aullerdem wird in der Simulation erreicht, dass sich im Intervall von
40.000-60.000 Schwingspielen eine geschlossene Rissfront iber die Probendicke ausbildet,
was dem Ergebnis der Probe 1 in Abbildung 5.27 entspricht.
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1,0
E = = = simulierte Rissfront (Abschnitt 6.7.2, IV.b)
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1 (Abschnitt 5.6)
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0,0 \ 0,2 0,4 0,6 0,8 1,0

P Risslange ¢ (in mm) [z-Richtung]

Abbildung 6.41 - Berechnete Rissliinge a und Bestimmung der Risslinge c durch ein festes Achsenverhdltnis

Die vorgenommene Rissausbreitungssimulation mit einem festen Halbachsenverhaltnis
macht deutlich, dass die Ausbreitung in x- und z-Richtung definitiv ein gekoppelter Vorgang
ist. Zudem deutet die Variante IV.b (Abbildung 6.41) an, dass im Ausbreitungsprozess eine
Verzégerungskomponente existiert, wie im Fall der Variante IV.b der angesetzte
Spannungsabfall in x-Richtung. Die Kopplung der beiden Ausbreitungsrichtungen Uber ein
festes Halbachsenverhdltnis darf letztlich aber nur als ein Hilfsmittel zur Simulation der
Rissausbreitung verstanden werden.
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V. Viertelelliptische Rissausbreitung unter Berlicksichtigung der wechselseitigen

Beeinflussung der Rissausbreitungsrichtungen

Fir die komplexe, viertelelliptische Ausbreitung eines Eckanrisses wurden bereits
Simulationsansatze vorgeschlagen, die aufwendig aus einer groflen Ergebnisdatenmenge
numerischer Berechnungen hergeleitet wurden, wie u.a. in Gleichung (3-13) und (3-14).
Jedoch sind dies ausschliellich empirische Ansatze, die eine Vielzahl von
Anpassungsparameter beinhalten. Durch die daraus resultierende, hohe Anzahl an
Freiheitsgraden wird eine gute Korrelation zwischen der Simulation und den numerischen
Ergebnissen erreicht. Auch wenn sich gewisse Parameter einzelnen materialphysikalischen
Aspekten zuordnen lassen und man insgesamt mit den empirischen Ansdtzen in der Lage ist,
einen Spannungsintensitatsfaktor an jeder Stelle der Rissfront anzugeben, ldsst sich dies
jedoch vorerst nicht experimentell verifizieren. Der eigentliche Ausbreitungsprozess konnte
bisher nicht abgebildet werden. Ohne gezielte Markierung des Rissfortschritts auf der
Bruchflache und der damit verbundenen Einflussnahme auf die Rissausbreitung lasst sich der
Rissfortschritt in der Kurzrissphase bei konstanter Belastung experimentell nur Gber die
Probenoberflache nachverfolgen.

Durch die Erkenntnisse aus den bisher vorgestellten zweidimensionalen
Berechnungsvarianten Il bis IV.b und den experimentellen Ergebnissen der vorliegenden
Arbeit wird im Folgenden eine neue Modellvorstellung der Kurzrissausbreitung prasentiert,
welche die Entstehung von Eckanrisse ausgehend von Kerben in elliptischer Form begriindet
und den Prozess der viertelelliptischen Rissausbreitung erlautert.

Es wird zunachst vorausgesetzt, dass bezliglich der Spannungsverteilung an der Kerbspitze
weiterhin in x-Richtung zu Versuchsbeginn der in Abschnitt 5.1 bestimmte Spannungsgradient
und in z-Richtung konstant die maximale Spannung durch die kerbbedingte
Spannungsiiberhéhung gilt.

Den Ausgangspunkt der Modellvorstellung bildet ein initialer Defekt im Eckbereich der
Kerbwurzel, von dem aus sich innerhalb weniger Schwingspiele ein Riss ausbreitet. Abbildung
6.32 hat anhand der Schwingspielstreifen gezeigt, dass die dominante Ausbreitungsrichtung
im Anrissstadium die z-Richtung ist, was auf die Wirklinie der Maximalspannung entlang der
Kerbwurzel zurlckgefihrt wird. Der Riss breitet sich also vom initialen Defekt ausgehend in z-
Richtung aus, d.h. in Richtung der groBten Spannung und erzwingt dabei zugleich einen
Rissfortschritt in x-Richtung. Die Ausbreitung in x-Richtung ist damit im Anrissstadium eine
bloRe Folge der Rissausbreitung in z-Richtung. Die erzwungene Ausbreitung des Risses in x-
Richtung bewirkt eine Entlastung der Kerbe. Diese Entlastung fiihrt dazu, dass sich der
eingangs angesetzte Spannungsgradient der Versuchsstartkonfiguration ohne Riss nicht
auswirkt. Da die beiden Hauptausbreitungsrichtungen x und z aber nicht unabhangig
voneinander sind, sondern durch die gemeinsame Rissfront miteinander gekoppelt sind,
hemmt die Entlastung der Kerbe in x-Richtung auch die dominante Ausbreitung des
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Eckanrisses in z-Richtung. Die Rissausbreitung in z-Richtung sinkt in Folge aber nicht auf das
Niveau der Rissfortschrittsrate in x-Richtung, da die Uberhéhung der Spannung entlang der
Kerbwurzel bei sich ausbreitenden Eckanrissen steigt, wie Tabelle 6.7 zeigt. Dieser Anstieg der
Spannungstiberhéhung infolge der Querschnittsabnahme kompensiert dementsprechend
einen Teil der induzierten Verzégerung. Aus der Dominanz der Rissausbreitung in z-Richtung
folgt die Einnahme einer viertelelliptischen Eckanrissgeometrie, die in Abschnitt 5.6 eindeutig
nachgewiesen wurde.

Ab dem Zeitpunkt der vollstandigen Kerbentlastung in x-Richtung ist es notwendig, die
Kerbtiefe fir die Bestimmung einer Spannungsintensitdt einzubeziehen. Die Kerbe wird ab
diesem Moment im Sinne der LEBM einer Ausgangsrisslange gleichgesetzt und zu der
aktuellen Rissverlangerung in x-Richtung addiert.

Der Nachweis fiir die Modellvorstellung der viertelelliptischen Rissausbreitung lasst sich
erbringen, indem man anhand der in Abschnitt 5.6 ermittelten Rissldnge auf die lokale
Spannung g;,xq; zuriickrechnet. Es wird dafiir angenommen, dass sich die viertelelliptische
Rissausbreitung entlang der Oberflache in x- und z-Richtung lokal in erster Naherung mit der
LEBM beschreiben lasst.

Mit den Rissinkrementen Aa und den zugehorigen Schwingspielintervallen AN aus
Abschnitt 5.6, sowie den ermittelten Anpassungsparametern C und m der
Rissausbreitungskurve nach Paris und Erdogan (siehe Abbildung 5.9) lasst sich der
Spannungsintensitatsfaktor in x-Richtung K,, bestimmen (Gleichung (6-19)).

A Ym
a
SOk = K=

(49/an)
C

(6-19)

Fir den Spannungsintensititsfaktor gilt K =o-+vm-a-f(a/W), wodurch man
schlieRlich den Wert der lokalen Spannung 0;,xq; erhalt (Gleichung (6-20)). Da a als jeweilige
Ausgangsrisslange des Berechnungsintervalls, die Korrekturfunktion f(a/W) und K, gemaR
Gleichung (6-19) bekannt sind, kann auf die ortsabhdngige Spannung 0,4, x zuriickgerechnet

werden.
Y
Aa m
CYan) oo
K, ¢
Olokalx = ﬁ = Olokalx = m ] f

Fir die Rissinkremente Ac in z-Richtung erfolgt die Berechnung der lokalen Spannungen
Olokal,z analog.
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Die Rickrechnung auf die lokalen Spannungswerte gj,xq1, UNd Ojokq1, Wurde fir drei
SEN-Proben mit a; = 1 mm, die mit einer Nennspannung von 80 MPa ermiidet wurden,
durchgefihrt (u.a. Proben 1 und 2 aus Abschnitt 5.6). Dabei wurde das erste
Schwingspielintervall bewusst nicht berlicksichtigt, um bei der Interpretation der Ergebnisse
unabhangig zu sein von der unbekannten initialen Defektgrofle a;y,;.

Die Ergebnisse der Bestimmung der lokalen Spannungen 0joxq1x UNd Ojogqr, Sind in
Abbildung 6.42 bzw. 6.43 den statischen Kerbspannungswerten aus der
Kontinuumsmechanik, d.h. ohne Riss gegenilibergestellt. Es ist fir beide
Ausbreitungsrichtungen ersichtlich, dass mit Einsetzen der Rissausbreitung des kurzen Risses
die dazu nétige Spannung 0;,,4 immer kleiner ist als der statische Spannungswert, der sich
aus der Kontinuumsmechanik ergibt.

Aus dem Absinken der lokalen Spannung in Abbildung 6.42 folgt eine Abnahme der

Rissfortschrittsrate, da g;,x4; Proportional zu (Aa/AN)l/m ist (siehe Gleichung (6-20)). Der
Rissfortschritt wird also in z-Richtung verzogert, was sich bereits durch die Ergebnisse der
Berechnungsvarianten Il bis IV.b angedeutet hat (Abbildung 6.39 bis 6.41).

z-Richtung
350
SEN-Probe, a, =1 mm
] Sa.brutto = 80 MPa
300 94— R=-1
g

250 \\ L ) Kerbspannungslehre (statisch, ohne Riss)
. G, .. [FEM]
g ©

N
= S, R o
< 200 \ & Bruchmechanik (zyklisch, mit Riss)
< \ <
> | \ B\ o berechnetes G, alz [Experimente]
b \\\
\ @
150 o
@
] 00‘
.\\
100 \
\
50 ) ) L] L] L]
0,0 0,2 0,4 0,6 0,8 1,0

¢ (in mm)

Abbildung 6.42 - Lokale o,,-Spannungswerte entlang der z-Richtung auf der Probenoberfléiche
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Entsprechend der neuen Modellvorstellung sinkt die Spannung in x-Richtung mit dem
Einsetzen der Rissausbreitung auf den Nennwert ab. In Abbildung 6.43 ist auch zu erkennen,
dass das sofortige Absinken durch die gekoppelte Ausbreitung beider Oberflachenrichtungen
verzogert wird und die Nennspannung erst in einem Risslangenbereich von a = 150 um
erreicht wird. Dieser Bereich markiert durch die vollstandige Entlastung der Kerbe in x-
Richtung den frihesten Zeitpunkt, ab dem eine Bruchmechanik angewandt werden kann. Im
Risslangenbereich von a = 500 um hat sich bereits eine durchgehende Rissfront (ber die
Probendicke gebildet, so dass ab hier spatestens die Bedingungen fiir die reine LEBM erfullt
sind.

Die Streuung der lokalen Spannungswerte wird auf den unterschiedlichen Grad der
Plastifizierung in Abhangigkeit der ortlichen Kornorientierung zurtickgefiihrt.

x-Richtung
350
SEN-Probe, a, =1 mm
. Sa,brutto = 80 MPa

300 R=-1

250 Kerbspannungslehre (statisch, ohne Riss)
— \ ny(x) [FEM]
© v
o |
= \ . . I
c 200 s Bruchmechanik (zyklisch, mit Riss)
v; ] .\‘\\ .\ ® berechnetes G, [Experimente]
e} |

V@r?d- \\dr \

g '\
100 4%, —
\
50 T T T T
0,0 0,2 0,4 0,6 0,8 1,0
a (in mm)

Abbildung 6.43 - Lokale o,,-Spannungswerte entlang der x-Richtung auf der Probenoberfliche

Eine Erweiterung des Modells in Bezug auf die eigentliche Verzégerungsgrofle ist in
Abbildung 6.44 skizziert. Im linken Teilbild ist der Bereich des viertelelliptischen Eckanrisses
markiert, der im rechten Teilbild vergroRRert dargestellt wurde. Im rechten Bild ist in x-Richtung
der Gradient der Spannung und die Maximalspannung im Kerbgrund g,,,, in z-Richtung der
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rein statischen Spannungsverteilung zu Versuchsbeginn nochmals in Diagrammform erganzt.
Die Ausbreitung des viertelelliptischen Eckanrisses ist mit den Rissfronten 1 und 2 angedeutet.

Abbildung 6.44 - Wechselseitige Beeinflussung der Rissausbreitungsrichtungen

Es wird nun fiir die Ausbreitung eines Risses ein minimaler Offnungswinkel der Rissspitze
9 im Sinne eines CTOD-Konzepts vorausgesetzt. Durch die hohere Spannung in z-Richtung (y-
z-Ebene) breitet sich der Riss dominant in diese Richtung aus, da jedoch in x-Richtung die
Spannungstiberhdhung mit beginnender Rissausbreitung auf die Nennspannung absinkt, wirkt
sich ein Zwang in Abhéangigkeit der Materialsteifigkeit in z-Richtung aus. Dieser Zwang ist in
Abbildung 6.44 durch die beiden pinkfarbenen Pfeile angedeutet. Die Wolbung im Bereich der
Pfeilspitzen soll darauf hinweisen, dass das Material am Ubergang der beiden
unterschiedlichen Spannungsverteilungen sich nicht beliebig anpasst, sondern den Ausgleich
an einer ,schwacheren” Stelle vornimmt. Dieser Ausgleich wird durch die Minimierung des
Offnungswinkels der Rissspitze 9, erreicht, wodurch die Ausbreitung in z-Richtung gehemmt
wird.

Die Modellierung der zweidimensionalen Rissausbreitung an Kerben hat insgesamt
unterstrichen, dass die Gesamtlebensdauer durch das Kurzrisswachstum bestimmt wird und
dass dabei die Entwicklung des Anrisses in Verbindung mit der Entlastung der Kerbe im Fokus
steht. Die neue Modellvorstellung der viertelelliptischen Rissausbreitung (Variante V) liefert
hierzu einen Erklarungsansatz fur die experimentellen Befunde, wodurch schlief8lich in der
Lebensdauervorhersage nicht mehr die Anrisslebensdauer, sondern im Zuge einer
mathematische Beschreibung des gesamten Prozesses die lokale Mikrostruktur zum
streuenden Merkmal wird.
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7 Zusammenfassung und Ausblick

Eine Optimierung der Lebensdauervorhersage an gekerbten Strukturen gemdaR des
Untertitels der vorliegenden Arbeit ist nicht allein in einer exakten Vorhersage der Anzahl an
Schwingspielen bis zum Probenbruch zu sehen, sondern vielmehr in einer Erhéhung des
Verstandnisses des gesamten Rissausbreitungsprozesses. Hierbei stellt sich vor allem die
Frage, wo infolge der Rissbildung die Beschreibung einer zyklischen belasteten Kerbe mit der
Kerbspannungslehre endet und eine Beschreibung des Rissfortschritts im kerbnahen Bereich
im Sinne der Bruchmechanik beginnt.

Zur Untersuchung des Einflusses der Kerbspannung auf die Rissausbreitung und dadurch
auch auf die Gesamtlebensdauer, sowie zur Bestimmung des Augenblicks der Kerbentlastung
wurden SEN-Proben mit drei unterschiedlichen Kerbtiefen (a; = 1, 2 und 3 mm) aus der
Luftfahrt-Legierung EN AW 7475-T761 in Einstufenversuchen ermiidet. Der Schwerpunkt lag
dabei auf der Analyse des zweidimensionalen Kurzrisswachstums.

Als die geeignetste Messmethode zur Detektion der Rissinitiierung und In-situ-Messung
der Rissausbreitung wurde eine Gleichstrompotentialsonde verwendet. Durch die hohe
Auflésung der verwendeten Potentialsonde konnte gezeigt werden, dass der Beginn der
Rissausbreitung im untersuchten Zeitfestigkeitsbereich sicher innerhalb der ersten 20 % der
Gesamtlebensdauer nachgewiesen werden kann, oft sogar schon nach wenigen hundert
Schwingspielen. Die sogenannte Anrisslebensdauer wird dadurch vernachldssigbar und
demzufolge wird die Gesamtlebensdauer durch reine Rissausbreitung bestimmt.

Hinsichtlich der Umwandlung von Potentialsondendaten in Risslangen im Kurzrissstadium,
d.h. bis spatestens zur Bildung einer geschlossenen Rissfront (iber die gesamte Probendicke,
wurde demonstriert, dass der Absolutwert der Risslange neben der Kerbgeometrie vor allem
von der Geometrie der Anrisse abhangt. Eine prazise Kalibrierung der Potentialsonde fiir die
zweidimensionale Ausbreitung kurzer Risse ist folglich erst nach einem Experiment méglich.
Es bleibt zudem stets zu bericksichtigen, dass die Anrisse von Probe zu Probe aufgrund von
Unterschieden in der Mikrostruktur voneinander abweichen konnen, wodurch die
Kalibrierung genau genommen fiir den Einzelfall erfolgen muss.

An den untersuchten SEN-Proben bildeten sich Uberwiegend zwei viertelelliptische
Eckanrisse, u.a. bedingt durch die beidseitig aufgewalzte Plattierschicht, so dass eine neue,
spezielle Kalibrierfunktion, die den Einfluss der Kerbe und die durchschnittliche
Anrissgeometrie berlicksichtigt, vorgeschlagen und mit der Kalibrierfunktion nach Johnson
verglichen wurde.

Vor dem Hintergrund der Lebensdauervorhersage auf Grundlage von Wohler-Kurven
wurden sowohl kontinuumsmechanische, als auch bruchmechanische
Spannungstransformationen diskutiert. Seitens der Kontinuumsmechanik wurde zum einen
die Maximalspannung im Kerbgrund bzw. das hochst belastete Volumen an der Kerbspitze
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genutzt, um die Wohler-Kurven der SEN-Proben mit den Kerbtiefen a; von 2 und 3 mm auf
das Niveau der Kurve der Proben mit einer 1 mm tiefen Kerbe zu transformieren. Zum anderen
lieRBen sich die Wohler-Kurven auch durch die Verhaltnisbildung der Kerbfaktoren ineinander
Uberfihren. Demgegeniiber wurde auf Seiten der Bruchmechanik einerseits das Prinzip
angewandt, dass gleiche Spannungsintensitdtsfaktoren zu gleichen Rissfortschrittsraten
fiihren, wodurch sich bei je zwei unterschiedlichen Kerbtiefen im Wesentlichen eine
Transformation der Spannung Uber das Verhaltnis der Quadratwurzeln der Kerbtiefen ergibt.
Andrerseits wurde ein Ansatz Uber den Rissfortschritt verfolgt, wonach die Anzahl der
Schwingspiele trotz unterschiedlicher Kerbtiefen bis zu einer definierten Gesamtrisslange
gleich sein sollte.

Alle vier Transformationsvarianten lieferten im Rahmen der statistischen Streuung der
experimentell ermittelten Woéhler-Kurven im Zeitfestigkeitsbereich dhnlich gute Ergebnisse,
so dass keiner Variante zwingend der Vorzug zu geben ist. Aus Sicht des Anwenders wurde
damit ein bekanntes Dilemma betont, denn in der Praxis lassen sich mit den
Transformationsfaktoren Uberschlagig Lebensdauern fir unterschiedliche
Kerbkonfigurationen aus nur einer experimentell ermittelten Referenzkurve ableiten, ohne
dass der eigentliche Rissausbreitungsvorgang verstanden wurde.

Eine Modellierung der Rissausbreitung erfolgte zunachst nur in die Ausbreitungsrichtung
des Langrisswachstums. Hierbei wurde die rein bruchmechanische Rissausbreitung, bei der
die Kerbtiefe als Ausgangsrisslange in die Berechnung eingeht, einer Variante auf Basis eines
ortlichen Konzepts gegeniibergestellt. In der Variante des ortlichen Konzepts wurde fiir den
Verlauf der kerbbedingten Spannungsiberhéhung ein Spannungsgradient, der aus FEM-
Ergebnissen hergeleitet wurde, angesetzt und eine initiale DefektgrofRe eingefiihrt, die den
Beginn der kontinuierlichen Rissausbreitung darstellt. Die durch die beiden
Berechnungsvarianten bestimmten Lebensdauern wurden mit den experimentell ermittelten
Wodhler-Kurven verglichen. Dabei stellte sich fir die bruchmechanische Variante heraus, dass
im Fall der tieferen Kerben die besseren Ergebnisse erzielt wurden, d.h. die berechneten
entsprachen den experimentell ermittelten Lebensdauern. Die Lebensdauern der Proben mit
einer 1 mm tiefen Kerbe wurden hingegen stark unterschatzt. Die Begriindung wird darin
gesehen, dass auf dem gleichen Belastungsniveau bei der Probe mit einer héheren Kerbtiefe
weniger Schwingspiele zur Bildung einer durchgehenden Rissfront bendtigt werden, wodurch
die Kerbtiefe deutlich friiher als Rissldnge eingeht.

Im Vergleich dazu ergab das 6rtliche Konzept fiir die flacheren Kerbtiefen eine héhere
Ubereinstimmung zwischen Rechnung und Experiment. Hier wurde nur der Gradient der
Spannung beriicksichtigt, was zu einer Uberschitzung der Lebensdauern der Proben mit den
tieferen Kerben fiihrte. Dies wurde als Indiz dafiir gewertet, dass die Kerben schon deutlich
vor dem Erreichen einer durchgehenden Rissfront entlastet sind und eine Beschreibung des
Rissfortschritts mit Hilfe des kontinuumsmechanischen Spannungsgradienten, der -
entsprechend der betrachteten Literatur — statisch und vielfach fir ideal elastisches

134




7 Zusammenfassung und Ausblick

Materialverhalten hergeleitet wurde, den wahren Prozess der Rissausbreitung nicht
wiedergibt.

Eine detaillierte Analyse der zweidimensionalen Kurzrissausbreitung erfolgte schlieflich
dadurch, dass die Rissverlangerung nach definierten Schwingspielintervallen auf der
Probenoberflache vermessen wurde. Zum einen, weil gezeigt werden konnte, dass eine
Markierung des Rissfortschritts auf der Bruchfliche mittels Uberlasten (iberlasteigenen
Effekten unterliegt, wodurch Riickschliisse auf den Rissfortschritt eines Einstufenversuchs
verwehrt bleiben. Und zum anderen, weil die Potentialsondenwerte als integrale
Messmethode keine Auskunft (iber die Anrissgeometrie und ihre Entwicklung liefern.

Die Langen der Eckanrisse auf den Seitenflichen und im Kerbgrund wurden im REM
bestimmt und ergaben Viertelellipsen, bei denen die groRe Halbachse entlang des Kerbgrunds
verlief. Hierauf aufbauend wurde die zweidimensionale Rissausbreitung modelliert. Es konnte
sukzessive gezeigt werden, dass die Ausbreitung der kurzen Risse in die beiden
Oberflachenrichtungen nicht unabhangig voneinander ist und dass die Rissverlangerung
entlang des Kerbgrundes zunachst die dominante GroRe ist.

Unter der Voraussetzung, dass die Beschreibung des Fortschritts der Eckanrisse in einer
ersten Naherung lokal mit der Bruchmechanik maoglich ist, wurde auf die entsprechenden
Spannungen zurickgerechnet, die lokal den gemessenen Rissfortschritt bedingt haben
mussen. Die berechneten, lokalen Spannungen fielen ausgehend von dem Maximalwert der
kerbdingten Spannungsiiberh6hung in beide Ausbreitungsrichtungen bereits nach etwa 150
pm auf die Nennspannung ab und lagen stets unterhalb der theoretischen Spannungswerte
der Kerbspannungslehre.

Als Erklarung wurde postuliert, dass ein ausbreitungsfahiger Defekt im Eckbereich des
Kerbgrundes mit Einsetzen des Rissfortschritts in die Langriss-Ausbreitungsrichtung nicht
mehr der Kerbspannungsiiberhohung unterliegt. Entlang des Kerbgrunds jedoch bleibt die
Wirkung der Kerbe erhalten, so dass durch die Rissfront-Koppelung der oberflachlichen
Ausbreitungsrichtungen der Spannungswert in die Langriss-Richtung nicht sofort auf die
Nennspannung absinkt und die Spannungsiberhohung entlang des Kerbgrundes
andersherum verringert wird.

Neben einer geeigneten mathematischen Beschreibung der wechselseitigen
Beeinflussung der Ausbreitungsrichtungen im kerbnahen Bereich ist dieses Postulat durch
gleichartige Versuche an SEN-Proben aus einem anderen Werkstoff abzusichern, wie z.B.
einem Stahl, um einen Einfluss des E-Moduls beriicksichtigen zu kénnen.

Erste weiterfliihrende Experimente durch gelaserte Mikrokerben im Kerbgrund haben
bereits gezeigt, dass sich definierte Anrisse lokal erzwingen lassen, wodurch sich die
zweidimensionale Modellierung der Kurzrissausbreitung im Kerbgrund weiter systematisieren
liele.
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Anhang 1

Gross et al. (Gross et al. 1964):

a 2 3 4

f (%) =1,12-0,231- (W) + 10,55 - (%) — 21,72 (%) +30,39- (%)

Feddersen (Isida 1973; Irwin et al. 1968):

Anhang 2

Formeln zur Bestimmung der linear-elastischen Kerbfaktoren

Dubbel (Fjeldstad 2007)

0,1 N 013 179°
ag/p (ak/P)l’zs

Kt:1+
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Baratta / Neil (Harkegard 1982)

295
K, = 0,780 + 2,243 - ?

Peterson (Pilkey et al. 2008)

ag
K, = 0,855+ 2,21 - ?

Anhang 3

Formeln zur Bestimmung des Kerbspannungsgradienten og,,(x)

FUr gy Bilt: Opgy = Kt,brutto " Openn = Kt,netto " Opetto

(1) Usami (Usami 1987)

Omax 1 1

3
14=- .
3 +2 X +2 X

ayy(x) =

(2) Neuber (Shin et al. 1994)

, p
0y (X) = Omax * P tdx

(3) Creager-Paris nach Glinka fir y =0

(Creager und Paris 1967; Glinka und Newport 1987)
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=75 |G )

(4) Chen-Pan (Shin et al. 1994)

’ p
Tyy(X) = Omax * 18 x

(5) Kujawski (Kujawski 1991)

1 X -0,5 x -1,5
O-yy(x)=0-max'5'f' (1+2;) +<1+2';)

ffart>0.2 f=1+%-(§—0,2)

(6) Sahn-Goldner (Sdhn 1993)

|G+ 7+t , (4 J8) Gr2-)

O'yy(x) = Onenn | 7 (i + Z) ay 73. (i + Z)Z |

(7) Glinka-Newport (stumpfe Kerbe: K; < 4,5) (Glinka und Newport 1987)

X x\15 2\ 2 2\ 3
o,,(x) =0 . [1 - 2,33 (—) + 2,59 (—) - 0,907 - (—) + 0,037 - (—) l
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Anhang 4

2-Parameter-Exponential-Fit

Fir ak=1 mm:

{(Openn) = —2,24478-107° - 62,,.,, + 2,63888

§(Onenn) = 2,65504 - 10710 O-rlzlenn + 0,56935

Flr ak=2 mm:
{(Openn) = —3,55597 - 107> * 0.2, + 2,28441

f(o-nenn) =6,5716-1071° - O-rlllenn + 0,5397

Firak=3 mm:
{(Openn) = —5,16557 - 107> * 62, + 2,12346

§(Openn) = 1,22531 - 1072~ O';L}enn + 0,5135

Anhang 5

In Abbildung 8.1 bis 8.3 sind die Ergebnisse der Versuchsreihen der mit periodischen
Uberlasten ermiideten SEN-Proben dargestellt. Die jeweiligen Experimente wurden in das
Wohler-Diagramm entsprechend des Lasthorizontes ihrer Grundlast eingetragen. Der in
Abschnitt 5.4 erwdhnte diametrale Effekt der kerbdingten Lebensdauerverkiirzung
(Lebensdauer im Streubereich der Versuchsreihe mit konstanter Belastungsamplitude) und
der Lebensdauerverlingerung durch Uberlasten ist im Vergleich zur Lebensdauer einer
Uhrglas-Probe (keine signifikante Kerbwirkung) besonders bei den reinen Zug-Uberlasten gut
zu erkennen. Die Ergebnisse der Uhrglas-Proben sind Brucksch (Brucksch 2009) entnommen.
Die lebensdauerverkiirzende Wirkung der Kerbe wird besonders im Fall der Zug-Uberlasten
mit Uberlasthéhen von 200 % stark kompensiert. Tendenziell I4sst sich festhalten, dass je
tiefer die Kerbe der SEN-Probe, desto groBer wird Anteil der Lebensdauerverlangerung durch
die periodischen Uberlasten und dies umso ausgepragter bei reinen Zug-Uberlasten.
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Abbildung 8.1 - Auswirkungen periodischer Uberlasten bei einer Kerbtiefe von 1 mm
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Abbildung 8.2 - Auswirkungen periodischer Uberlasten bei einer Kerbtiefe von 2 mm
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Abbildung 8.3 - Auswirkungen periodischer Uberlasten bei einer Kerbtiefe von 3 mm

Anhang 6

Zur Verdeutlichung des sich ergebenden Unterschiedes aufgrund unterschiedlicher
Anrissgeometrien wurde in Abbildung 8.4 ein Vergleich Uber die Flachendanderungsrate (in
um?2/Zyklus) der Anrisse gewéhlt. Es wurde hierzu die Annahme getroffen, dass ein Riss sich
innerhalb von 10.000 Schwingspielen um 1 um in x-Richtung ausbreitet. Es wurden vier
Anrisstypen gegenlbergestellt: ein Viertelkreis, eine Viertelellipse, zwei Viertelellipsen und
ein Riss mit durchgehender Rissfront. Grau hinterlegt ist in Abbildung 8.4 der Endzustand der
Anrisse nach dem Belastungsintervall. Vom Endzustand ausgehend gibt es nun zwei Wege, um
einen flachenbedingten Unterschied in der Risslange zu beschreiben. Die Umrechnung (A)
transformiert die Eckanrisse bei gleicher Flachendnderungsrate in die flaichendquivalente
Risslange eines kerbparallelen Risses mit durchgehender Rissfront. Vergleicht man in diesem
Fall z.B. zwei viertelelliptische Eckanrisse (grau hinterlegte, Raute) mit dem Riss
mit einer durchgehenden Rissfront, so hat bei gleicher Flachendanderungsrate der
durchgehende Riss eine um fast drei GroRenordnungen kleinere Ausdehnung in x-Richtung.
Die Potentialsonde wiirde diesbeziiglich die gleiche Potentialdnderung anzeigen, wahrend die
in der Literatur dominierende Betrachtung der Rissausbreitung in x-Richtung sich stark
unterscheidet. Zur gleichen Schlussfolgerung gelangt man, wenn man bei dem exemplarischen
Endzustand des durchgehenden Risses (grau hinterlegtes, rotes Quadrat) mit der Umrechnung
(B) ansetzt. Die hier erreichte Risstiefe in x-Richtung ist deutlich geringer, als die Risstiefe der
flachendquivalenten Eckanrisse.
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Umrechnung (B) ins
1 Flachenaquivalent

T—T T T L T—T T TTTIT T T T TTTTT T TTTTTY

der Eckanrisse

Eckanrisse
® Viertelkreis u Ao
A Vviertelellipse (a:c = 1:3)

[ EERIT

10* , A
2 Viertelellipsen (a:c = 1:3)

durchgéngiger Riss
B kerbparallele Rissfront

10°

Umrechnung (A) ins
Flachen&quivalent
eines durchgéangigen Risse

) f

a -Tiefengleichheit

10°

d(Flache)/dN (in pm%zZyklus)

-4
107y = T E
] Annahme: Risswachstum von 0 pm auf 1 um in a -Richtung in 10.000 Ssp I
10° AR e e EELLIES S SIS S S S IS S S S S S S
10* 10° 0,01 0,1 1 10 100

a, (in pm)

Abbildung 8.4 - Fldchendiquivalente Umrechnung von Rissen an einer SEN-Probe

Anhang 7

Lukas/Newman (Lukas et al. 1986; Lukas 1987)

K = 1,12-K; -V - Aa
J1+45-(Aa/p)

Kujawski (Kujawski 1991)

Aa -1/2 Aa —3/2 Aa
K=1,122-0-’—ﬂ'ak'<1+1/&)'l(1+2'7> +(1+2-?> l =
f=1 fir  Aa/p <0,2
tan L A ..
) s
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