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1 Einleitung 

Der Begriff Ermüdung, geht erstmalig auf Braithwaite [1] 1854 zurück. In der technischen Ter-
minologie wird unter Ermüdung die fortschreitende strukturelle Schädigung von Materialien 
unter Einfluss einer zyklischen Belastung verstanden. Die ersten bekannten Ermüdungsversu-
che wurden von Albert [2] 1837 beschrieben. Er führte Bauteilversuche mit einer eigens kon-
struierten Prüfmaschine an Förderketten durch, die im Clausthaler Bergbau versagten und ent-
wickelte daraufhin das geflochtene Drahtseil, dass wenig später weltweit Verwendung fand. 
Weitere populäre Ermüdungsschäden Mitte des 19. Jahrhunderts, vor allem im Bereich des Ei-
senbahnverkehrs mit Teils schweren Personenschäden und Todesfällen, motivierte die Materi-
alwissenschaftler jener Zeit, die Fälle zu dokumentieren und nach Ursachen zu suchen. Die 
ersten systematischen Untersuchungen wurden um 1860 von Wöhler [3] dokumentiert, der den 
Zusammenhang zwischen Beanspruchung und Lastwechselzahl erkannte und mit seinen Arbei-
ten den in der heutigen Fachterminologie verwendeten Begriff der sogenannten Wöhlerline  
oder Wöhlerkurve prägte. [4,5]  

Schäden und Unfälle, die auf Ermüdungsbrüche zurückzuführen sind, erstrecken sich seit den 
beschriebenen Anfängen bis in die heutige Zeit [5,6], wenngleich umfassende Erkenntnisse ge-
wonnen und Methoden entwickelt wurden [4], um die Ermüdungsrissausbreitung in Bauteilen 
bei der Auslegung zu berücksichtigen. Mitunter wurde auch durch Wöhler der Begriff der Er-
müdungsgrenze oder Dauerfestigkeit bzw. seit einigen Jahren Langzeitfestigkeit definiert. Sie 
beschreibt die Beanspruchung, ab der keine Ermüdungsbrüche im Material unter einer festge-
legten Wahrscheinlichkeit mehr auftreten und wurde viele Jahre als gegeben betrachtet. Zusätz-
lich zur Langzeitfestigkeit ist dabei immer eine Grenzlastspielzahl anzugeben, bis zu der die 
Ermüdungsversuche durchgeführt wurden. Mit der Zeit häuften sich allerdings Schadensfälle 
an Bauteilen, die unterhalb der Langzeitfestigkeit (üblicherweise mit einer Grenzlastspielzahl 
von 106 - 107 Zyklen bestimmt) ausgelegt und traditionell als sicher angesehen wurden. Ein 
sehr tragisches Beispiel für ein Ermüdungsversagen unterhalb der Langzeitfestigkeit ist die ICE 
Entgleisung auf der Bahnstrecke zwischen München und Hamburg bei Eschede 1998 [7], durch 
den Bruch eines gummigefederten Radreifens bei 240 km/h, durch dessen Folgen 101 Personen 
um Leben kamen und über 100 Personen verletzt wurden [8]. Weitere Schadensfälle Anfang 
des 21. Jahrhunderts und die wirtschaftlichen sowie gesellschaftlichen Forderungen, dass viele 
lasttragenden Komponenten, Brückenbauwerke und Medizinprodukte hohe Lebensdauern er-
tragen müssen, ohne zu versagen, förderten das Interesse am Ermüdungsverhalten von Kon-
struktionswerkstoffen bei sehr hohen Lastwechselzahlen. Der beschriebene Bereich sehr hoher 
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Lastwechselzahlen wird als Giga Cycle Fatigue, Ultra High Cycle Fatigue oder auch Very High 
Cycle Fatigue (VHCF) bezeichnet und im Allgemeinen mit Ermüdungsversagen bei Lastwech-
selzahlen > 107 Zyklen assoziiert.  

Eine Besonderheit der Ermüdungsschäden im VHCF-Bereich sind die Rissinitiierungsorte, die 
im Vergleich zum Bereich der konventionellen Ermüdung, einen Wechsel von der Bauteilober-
fläche in das Bauteilinnere erfahren. Ermüdungsrisse initiieren demnach häufig an nichtmetal-
lischen Einschlüssen oder Verunreinigungen im Bauteilvolumen, wie es auch in der Sammlung 
von Schäden an Eisenbahnräder aus China nach [9] oder 2008 beim Bruch der Radsatzwelle 
eines ICE3 bei Köln [10] nach ca. 109 Umdrehungen (≈ 3·106 km) beobachtet werden konnte. 
Ermüdungsversagen im VHCF-Bereich beschränkt sich allerdings nicht nur auf die beschrie-
benen Brüche an Radsatzwellen und Bahnrädern. Im Bereich der Automobilindustrie zeigen 
Pennings et al. [11] ein Einschlussversagen an einer Riemenscheibe eines Schubriemens bei 
einem stufenlosen Automatikgetriebe. Shanyavskiy [12] belegt Schäden an Rotorblättern 
und -getrieben, Wellen, Turbinenblätter und Kompressoren von Triebwerken unterschiedlicher 
Materialien aufgrund von Materialversagen, Konstruktionsfehlern oder Fertigungsfehlern. 
Auch wenn kein Schadensfall belegt ist, schätzen z. B. Fitzka et al. [13] bei einer durchschnitt-
lichen Einsatzdauer von 10 Jahren die geforderten Zyklen bei koronaren Stents auf ca. 
5·108 Zyklen. Monopiles, Anker- und Anlegeketten erreichen in ihrer vorgesehenen Einsatz-
dauer von ca. 25 bis 30 Jahren 7,8·108 bis 109 Zyklen [14,15] und stehen zusätzlich zur zykli-
schen Belastung durch die Wasserwellen unter Einfluss von korrosiven Medien.  

Die beschriebenen Beispiele verdeutlichen die hohe praktische Relevanz und den Forschungs-
bedarf an Einflussfaktoren zum Ermüdungsverhalten von Werkstoffen im VHCF-Bereich. Mit 
systematischen Untersuchungen zur VHCF-Ermüdung von drei Stählen unter dem korrosiven 
Einfluss von Seewasser soll dafür innerhalb dieser Arbeit zum Erkenntnisgewinn beigetragen 
werden. Dazu wurde eine Erweiterung des bestehenden Ultraschallprüfstands vorgenommen, 
um Korrosionsermüdungsversuche im VHCF-Bereich unter Seewasserbedingungen bei kon-
stanter Amplitudenbelastung durchzuführen. Der Prüfstand dient einerseits dazu, die Rissiniti-
ierung der untersuchten Stähle unter Seewasserbedingungen zu bewerten. Andererseits werden 
die Versuchsdaten statistisch ausgewertet, um experimentelle Wöhlerkurven zu ermitteln und 
die Datenbasis der untersuchten Materialien für eine ermüdungsfeste Auslegung bis zu einer 
Grenzlastspielzahl von 2·109 Zyklen unter Seewasserbedingungen zu erweitern. Mit dem unter 
korrosivem Einfluss getesteten Vergütungsstahl 34CrNiMo6 wurden weiterhin Ermüdungsver-
suche bei variabler Amplitudenbelastung unter Luftbedingungen durchgeführt, um sowohl den 
Einfluss des Spannungsverhältnisses als auch des aufgebrachten Amplitudenkollektivs zu er-
mitteln. Bei der fraktographischen Auswertung der bruchauslösenden Defekte konnten dabei 
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partielle Bereiche mit feinkörniger Mikrostruktur unter dem Riss detektiert werden. Die Rele-
vanz der sogenannten Fine Granular Area (FGA) im VHCF-Bereich ist damit zu begründen, 
dass in vielen Studien ein Zusammenhang zur Lebensdauer belegt wird. So wird davon ausge-
gangen, dass 90 % - 99 % der Lastzyklen während der Ermüdungsbelastung im Bereich der 
FGA stattfinden [16–18]. Zudem lässt sich im Bereich der FGA die beschriebene Veränderung 
der Mikrostruktur beobachten, dessen Einfluss auf den Ermüdungsriss nicht geklärt ist. Die 
FGA lässt sich nicht nur um die bruchauslösenden Defekte bei hochfesten Stählen nachweisen. 
Auch bei Titanlegierungen werden FGAs beobachtet. Mit dem Ziel einen Beitrag zur Klärung 
des Bildungsmechanismus der FGA zu leisten, wurden mithilfe der additiven Fertigung künst-
liche Fehlstellen innerhalb von Ermüdungsproben aus Ti6Al4V positioniert, um sowohl die 
Rissinitiierung als auch die Bildung einer FGA um den eingebrachten Defekt zu provozieren 
und weiter zu studieren. Die Bruchflächen wurden mittels verschiedener mikroskopischer Me-
thoden untersucht und beurteilt. Ergänzend zu den experimentellen Untersuchungen wurden 
mithilfe eines rotationssymmetrischen Finite Elemente Modells Rissfortschrittssimulationen 
mit elastisch plastischem Materialverhalten bei konstanter und variabler Amplitudenbelastung 
durchgeführt. Die Simulationen spiegeln dabei die Belastungssituation in einer VHCF-Ermü-
dungsprobe wider. Durch Auswertung der Rissöffnungsspannungen und der Kontaktspannun-
gen zwischen den Rissflanken während des Rissfortschritts konnten Hinweise zur Modellvor-
stellung des FGA-Bildungsmechanismus abgeleitet werden. 
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2 Grundlagen und Stand der Technik 

Auf den nachfolgenden Seiten wird zunächst ein Einblick in die wichtigsten Modellvorstellun-
gen der Ermüdung metallischer Werkstoffe gegeben, relevante bruchmechanische Grundlagen 
erläutert und die für die durchgeführten Seewasseruntersuchungen relevanten Korrosionsarten 
vorgestellt. Anschließend wird das charakteristische Ermüdungsverhalten metallischer Werk-
stoffe im VHCF-Bereich mit besonderem Fokus auf die Eigenschaften, Besonderheiten und 
Konzepte zur Bildung der FGA vorgestellt sowie Einflüsse auf das Ermüdungsverhalten im 
VHCF-Bereich diskutiert.  

2.1 Grundlagen der Ermüdung metallischer Werkstoffe 

Metalle, die einer zyklischen Belastung ausgesetzt sind, neigen zur Bildung von Rissen. Dieses 
Phänomen wird als Materialermüdung bezeichnet. Die Ursachen für ein Ermüdungsversagen 
sind dabei Anrisse, die fertigungstechnisch bereits vorhanden oder erst durch den Einsatz des 
Bauteils entstanden sind. Risse, die über gängige zerstörungsfreie Prüfmethoden detektiert wer-
den können, werden als technische Anrisse bezeichnet. Abbildung 2-1 zeigt die unterschiedli-
chen Lebensdauerphasen eines Bauteils und die klassische Aufteilung der Gesamtlebensdauer 
in die Problemstellungen der Betriebsfestigkeit (Lebensdauer bis zum technischen Anriss) und 
der Bruchmechanik (Risswachstumslebensdauer). 

anrissfreie
Phase Rissbildungsphase Rissfortschrittsphase

Rissentstehung Mikroriss-
wachstum Makrorisswachstum

Lebensdauer bis zum technischem Anriss
- Betriebsfestigkeit -

Ermüdung: Gesamtlebensdauer eines Bauteils

Neuzustand 
ohne Fehler

Neuzustand 
mit Fehler

technischer
Anriss

Bruch oder 
Ausmusterung

Restlebensdauer
- Bruchmechanik -

 
Abbildung 2-1: Klassifizierung der Lebensdauerphasen eines Bauteils und Unterteilung in die anzu-
wendenden Konzepte nach [19]. 
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Die Positionen, an denen ein Anriss entsteht, werden als Rissinitiierungsorte bezeichnet. Dabei 
können Risse an Fehlstellen im Inneren des Werkstoffs (z. B. Poren, Einschlüsse), geometrisch 
ungünstigen konstruktiven Lösungen (Kerben, Querschnittsübergänge), aber auch in der Mik-
rostruktur (Korn- oder Phasengrenzen) initiieren. Mit jedem Belastungszyklus, den das Bauteil 
– meist durch eine Betriebsbelastung (z. B. Autofahrt) – erfährt, kann der Riss weiterwachsen. 
Dies erfolgt zunächst stabil, um einen kleinen Betrag und teilweise weit unterhalb der statischen 
Festigkeitsgrenzen des Materials im elastischen Bereich, ohne dass ein Bruch einsetzt. Erst 
wenn eine kritische Risslänge überschritten wird, kommt es durch die instabile Rissausbreitung 
zum Bruch des Bauteils oder sogar der kompletten Struktur. 

Eine sehr einfache Form einer zeitlichen Lastabfolge stellt die konstante zyklische Belastung 
dar, anhand derer im Folgenden die charakteristischen Kenngrößen einer Ermüdungsbelastung 
vorgestellt werden. 

2.1.1 Charakterisierung einer zyklischen Belastung 

Die in Abbildung 2-2 dargestellte konstante zyklische Belastung oder konstante Amplituden-
belastung (CA) kann durch die eingezeichneten Parameter definiert werden. Ein Schwingspiel 
oder Belastungszyklus ist durch die maximale und minimale Spannung (σmax, σmin) gekenn-
zeichnet. Die Schwingbreite des Schwingspiels ist über 

max min a2    = − =   (2-1) 

definiert, wobei über 

min

max max

1R  

 

 
= = − 

 

 (2-2) 

das Spannungsverhältnis des Belastungszyklus charakterisiert ist.  

Die Spannungsamplitude σa beschreibt den maximalen Ausschlag der periodischen Belastung 
ausgehend von der Mittelspannung σm. Die Schwingbreite der Spannung ist alternativ auch über 
σa nach Gleichung (2-1) zu bestimmen. Neben der in Abbildung 2-2 gezeigten konstanten zyk-
lischen Belastung können die vorgestellten Parameter auch über die Zeit variieren. Dies wird 
z. B. anhand eines Start- oder Landevorgangs eines Flugzeugs deutlich. Eine variable zyklische 
Belastung oder variable Amplitudenbelastung (VA) ist dabei in der Realität häufiger anzutref-
fen als eine CA. Sowohl die CA als auch die VA gehören im Allgemeinen zu den Belastungs-
Zeit-Funktionen (BZF). 
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Abbildung 2-2: Periodische Belastung in Form einer Sinusschwingung mit den charakteristischen 
Kenngrößen nach [20]. 

2.1.2 Charakterisierung der Wöhlerlinie 

Für die ermüdungsfeste Auslegung von Bauteilen werden etablierte Kenngrößen und Dia-
gramme verwendet. Zur Einschätzung der Beanspruchbarkeit eines Werkstoffs unter einer zyk-
lischen Belastung werden z. B. Ermüdungsversuche bei CA mit unterschiedlichen hohen Span-
nungsamplituden (σa,1, σa,2) bis zu einer definierten Grenzlastspielzahl NG durchgeführt. Der 
Vorgang ist in Abbildung 2-3a schematisch dargestellt. Im Kurzzeitfestigkeitsbereich werden 
Oberspannungen generiert, die im Bereich der statischen Beanspruchbarkeit des Werkstoffs 
liegen (hier: Zugfestigkeit Rm, alternativ: Streckgrenze Re). Bei sehr kleinen Amplituden ist 
hingegen häufig kein Versagen der Ermüdungsproben bis zur definierten Grenzlastspielzahl zu 
beobachten. Dieser Bereich wird auch als Langzeitfestigkeitsbereich bezeichnet. Die entspre-
chende Langzeitfestigkeitsamplitude σa,L bzw. Langzeitfestigkeitsschwingbreite ΔσL nach Glei-
chung (2-1) ist dabei immer an die Grenzlastspielzahl gekoppelt, bis zu der die Ermüdungsver-
suche durchgeführt wurden. Der Zeitfestigkeitsbereich kann in doppellogarithmischer Darstel-
lung meist mit einer Geraden (Neigung k) angenähert werden.  

Das in Abbildung 2-3a skizzierte Diagramm wird in Anlehnung an die ersten systematischen 
Untersuchungen dieser Art [3] Wöhlerlinie oder auch Wöhlerkurve genannt. Wird keine CA, 
sondern eine VA auf unterschiedlichen Belastungshorizonten getestet wird die resultierende 
Beziehung zwischen Belastung und Bruchschwingspielzahl Nf auch als Lebensdauerlinie oder 
Gassner-Linie bezeichnet. Neben R-Verhältnis, Belastungsart (Zug, Biegung, Torsion), Te-
stumgebung und Umgebungstemperatur hat auch die verwendete Probenform und deren Ober-
flächengüte einen Einfluss auf die Wöhlerlinie. Neben glatten Proben mit meist zylindrischem 
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Messbereich kommen auch gekerbte Proben zum Einsatz. Ermüdungsversuche mit einer spezi-
fischen Bauteilgeometrie resultieren in einer Bauteilwöhlerline, die entsprechend nur die Be-
anspruchbarkeit des entsprechenden Bauteils unter den gewählten Belastungsbedingungen wi-
derspiegelt. 

lo
g 

σ
a

log Nf

σa,L

Rm

k
näherungsweise 

linearisierter 
Verlauf

Langzeit-
festigkeits-

bereich

Zeitfestigkeits
-bereich

Kurzzeit-
festigkeits-

bereich

σa,1

σa,2

NG

Übergang zum 
statischem Versagen lo

g 
σ

a
log Nf

σa,fiktiv

Pü = 50%

Pü = 10%

Pü = 90%

(a) (b)

TN

 
Abbildung 2-3: (a) Schematische Darstellung einer Wöhlerlinie nach [19]; (b) Auswertung der Zeit-
festigkeitsbereichs nach DIN 50100 [21]. 

Die Bruchschwingspielzahlen auf einem Lasthorizont unterliegen einer natürlichen Streuung. 
Ursache dafür können z. B. Material-Inhomogenitäten oder Fertigungstoleranzen sein. Zur 
Auswertung der Versuchsdaten kommen statistische Methoden zum Einsatz. Die 
DIN 50100 [21] schlägt zur Auswertung der Zeitfestigkeitsgeraden das Horizontenverfahren 
und das Perlenschnurverfahren (PSV) vor. Für das Horizontenverfahren sind mehrere Versuche 
auf mindestens zwei Belastungshorizonten durchzuführen. Versuche, die nicht auf den festge-
legten Lasthorizonten liegen, werden für die Auswertung nicht berücksichtigt. Der Vorteil des 
PSV besteht darin, dass alle Versuche für die stochastische Auswertung herangezogen werden 
können. Dies ist vor allem von Vorteil, wenn Materialien mit unbekannten Übergangsbereichen 
zur Kurz- und Langzeitfestigkeit getestet werden [21]. Die Auswertemethodik nach dem PSV 
wird im Folgendem kurz erläutert. 

2.1.2.1 Auswertung mittels Perlenschnurverfahren 

Die analytische Beschreibung der Zeitfestigkeitsgeraden kann mit der logarithmierten 
Basquin-Gleichung [21] nach 

f alog log logN C k = −   (2-3) 

erfolgen, wobei über die Konstanten k und C die Neigung und die Lage der Zeitfestigkeitsge-
raden definiert sind. 
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In Abbildung 2-3b ist die Auswertung der Zeitfestigkeitsgeraden nach dem PSV in Anlehnung 
an die DIN 50100 [21] gezeigt. Es wurden in diesem Beispiel n Versuche auf unterschiedlichen 
Lasthorizonten σa,i mit den entsprechenden Bruchschwingspielzahlen Ni durchgeführt. Auf 
Grundlage der Versuchsdaten werden Neigung k 

( )

( ) ( )
a,i

22
i

log
mit

log
x y n x y x

k
y Nn x x

 −   =
=

= −

  

 
 (2-4) 

und Lageparameter C 

( )
1logC y k x
n

=  +    (2-5) 

kalkuliert. 

Die Datenpunkte werden anschließend auf einen festgelegten Spannungshorizont σa,fiktiv ver-
schoben, indem eine fiktive Bruchschwingspielzahl 

a,fiktiv
i,fiktiv i

a,i

k

N N




−

 
=   

 

 (2-6) 

berechnet wird. Auf dem fiktiven Lasthorizont findet anschließend die statistische Auswertung 
des logarithmischen Mittelwerts der Bruchschwingspielzahlen bzw. des 50 % Quantils 

50%,fiktiv i,fiktiv
1log logN N
n

=   (2-7) 

statt. Im Weiteren kann die logarithmische Standardabweichung über 

( )
2

log N i,fiktiv 50%,fiktiv
1 log log

2
s N N

n
=  −

−
  (2-8) 

berechnet werden. Nach DIN 50100 [21] ist die logarithmische Standardabweichung anschlie-
ßend nach 

log N,korr log N
1,74

2
ns s

n
−

= 
−

 (2-9) 

zu korrigieren. Die Berechnung weiterer Quantile erfolgt über 

( )50%,fiktiv log N,korr

ü

log
P 10 N u sN + 

=  (2-10) 
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wobei im Beispiel aus Abbildung 2-3b die Quantile für eine Überlebenswahrscheinlichkeit von 
Pü = 90 % (u = -1,282) und Pü = 10 % (u = 1,282) berechnet wurden. Die daraus kalkulierten 
Quantilkurven sind in Abbildung 2-3b gezeigt. Nach Definition kommt es zu keinem Versagen 
der Probe bis zur berechneten Schwingspielzahl mit der angegebenen Wahrscheinlichkeit. Al-
ternativ kann die Ausfallwahrscheinlichkeit Pa = 1 - Pü aufgetragen werden. Weitere Werte für 
das Streumaß u sind z. B. in [21,22] finden. Die Streubreite TN ist ein Maß für die Streuung der 
Versuchsdaten zwischen zwei ausgewählten Quantilkurven und wird über 

( )( )2 1 log N,korrü,2

ü,1

P
N

P

10 u u sN
T

N
− 

= =  (2-11) 

bestimmt. 

Für die in dieser Arbeit durchgeführten Ermüdungsversuche wurden Lasthorizonte ausgewer-
tet, auf denen sowohl Brüche als auch Durchläufer auftreten. Dies ist nach DIN 50100 [21] 
zulässig und führt zu einer flacheren Neigung k und einer höheren Streuung bei der Auswer-
tung. Dennoch werden die Neigung k und der Lageparameter C besser abgeschätzt, wenn mög-
lichst viele Versuchsergebnisse im Bereich der Übergänge zum Lang- bzw. Kurzzeitfestigkeits-
bereich liegen [21]. 

2.1.2.2 Langzeitfestigkeitsschaubild: Haigh-Diagramm 

Einen großen Einfluss auf die Lage der Wöhlerlinie hat die Mittelspannung σm bzw. das R-Ver-
hältnis. Mithilfe von Langzeitfestigkeitsschaubildern wie z. B. dem Smith- oder dem Haigh-Di-
agramm lassen sich die Aussagen einzelner Wöhlerlinien bei unterschiedlichen R-Verhältnis-
sen in eine übersichtlichere Form überführen. Im Allgemeinen sinkt die ertragbare Spannungs-
amplitude σa bei Ermüdungsbelastungen mit zunehmender Mittelspannung bzw. steigendem 
R-Verhältnis. Dies wird beispielsweise im Haigh-Diagramm nach Abbildung 2-4 [19] verdeut-
licht, dass u. a. Auskunft über die Langzeitfestigkeitsamplitude bei unterschiedlichen R-Ver-
hältnissen oder Mittelspannungen angibt. Die ertragbare Spannungsamplitude für ein bestimm-
tes R-Verhältnis kann an den eingezeichneten Geraden, die durch den Nullpunkt verlaufen, ab-
gelesen werden.  

In Anlehnung an die FKM-Richtlinie kann das Haigh-Diagramm durch mehrere Geraden mit 
unterschiedlichen Neigungen beschreiben werden. Die Mittelspannungsempfindlichkeit M 
kann bei Kenntnis der Langzeitfestigkeiten für R = -1 und R = 0 beispielsweise nach  

1
a,L

0
a,L

1
R

RM




=−

=
= −  (2-12) 
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berechnet werden [23] und nimmt Werte zwischen 0 und 1 an, wobei kleine Werte für M eine 
Mittelspannungsunempfindlichkeit des entsprechenden Werkstoffs belegen [19]. Die resultie-
rende Grenzkurve gilt dabei im Allgemeinen für ein definierte Grenzlastspielzahl NG bis zu der 
die Ermüdungsversuche zur Ermittlung von M durchgeführt wurden. Für größere Grenzlast-
spielzahlen sinkt die Grenzkurve im Haigh-Schaubild ab. Ein großer Vorteil dieses Schaubilds 
ist es, dass sowohl Zeit- als auch Langzeitfestigkeitsbereich in Abhängigkeit von σa und σm 
abgelesen werden können und das komplette Schaubild nur über die zwei Langzeitfestigkeits-
werte für R = -1 und R = 0 konstruiert werden kann. Außerhalb der Re-Re-Geraden ist mit stati-
schem Versagen zu rechnen. 

R
= -1

σm

M = tan α

R = 1

Re

-Re

Langzeitfestigkeitsbereich

Zeitfestigkeitsbereich

Re

σa
ZugschwellbereichDruckschwellbereich

NG,1 > NG,2

α M / 3

M = 0

M = 0

 
Abbildung 2-4: Schematische Darstellung des Haigh-Diagramms nach [19]. 

2.2 Grundlagen der Bruchmechanik metallischer Werkstoffe 

Im Folgenden werden die grundlegenden und für diese Arbeit relevanten Konzepte und Auf-
fassungen der Bruchmechanik vorgestellt. 

2.2.1 Konzept der Spannungsintensität 

Risse sind örtlich begrenzte Werkstofftrennungen innerhalb einer Struktur, die den Kraftfluss 
stören und unter Umständen erheblich beeinflussen können. Je nach Beanspruchungsart werden 
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drei grundlegende Rissbeanspruchungsmoden nach Abbildung 2-5 unterschieden. Mode I um-
fasst dabei alle Beanspruchungen, die ein symmetrisches Öffnen der Rissoberflächen bewirken 
(z. B. Zug- und Biegebelastung). Hingegen beschreibt Mode II alle Beanspruchungen, die eine 
entgegengesetzte Verschiebung der Rissoberflächen (hier: x-Richtung) verursachen (z. B. 
ebene Schubbelastung) und Mode III entsprechend alle Beanspruchungen, die eine Verschie-
bung der Rissoberflächen quer zur x-Richtung hervorrufen (z. B. nicht-ebene Schubbelastung 
und Torsionsbelastung). Für die in dieser Arbeit betrachteten Risse ist ausschließlich Mode I 
von Bedeutung. Daher wird nachfolgend auf eine Indizierung der Rissbeanspruchungsgrößen 
zur Differenzierung der Moden verzichtet. [20,23] 

(a) (b) (c)

F

FF

F

F

F

Mode IIIMode IIMode I

z

x
y

z

x
y

z

x
y

 
Abbildung 2-5: Rissbeanspruchungsmoden der Bruchmechanik. (a) Mode I; (b) Mode II; (c) Mode III 
[20]. 

Das Konzept der Spannungsintensität oder kurz K-Konzept bildet die wichtigste Grundlage der 
linear-elastischen Bruchmechanik (LEBM). Für die Anwendung des K-Konzepts sind nur 
kleine plastische Verformungen an der Rissspitze zulässig (a / rp >> 1 [24]). Aufgrund der Sin-
gularität der elastischen Spannungsverteilung an der Rissspitze eignen sich weder Spannungen 
noch Dehnungen als Maß für die Gefahr, die von einem Riss bestimmter Länge ausgeht. Bei-
spielsweise wäre ein sehr kleiner Anriss genauso kritisch zu beurteilen, wie ein Riss, der schon 
durch die Hälfte des Bauteilquerschnitts gewandert ist. Zur Beschreibung der Intensität des sin-
gulären Spannungsfelds in der Rissumgebung wurde daher die Spannungsintensität als Rechen-
größe – auch Spannungsintensitätsfaktor (SIF) – von Irwin [25] eingeführt. Der SIF K ist aller-
dings auch ein Maß für die Rissöffnung bzw. die Verschiebungen der Rissoberflächen zueinan-
der (vgl. Abbildung 2-5) und abhängig von (i) der äußeren Belastung σ, (ii) der Rissgeometrie 
(Risstiefe a bzw. Rissbreite c) sowie (iii) der Risslage, der Geometrie des Bauteils und der Art 
und Position der Lasteinleitung, ausgedrückt durch den Geometriefaktor Y. Für einen Mode I 
Riss lässt sich K (Einheit: N/mm3/2 bzw. MPa m) wie folgt berechnen: 

K a Y =     (2-13) 
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Im Falle einer zeitlich veränderlichen Ermüdungsbelastung σ(t) (vgl. Abbildung 2-2, S. 6) tritt 
am Riss ebenfalls ein zeitlich veränderlicher SIF K(t) auf. Die wesentliche Größe für den Riss-
fortschritt ist dann der zyklische SIF bzw. die Schwingbreite des SIF, der im Falle einer kon-
stanten Amplitudenbelastung bzw. für ein einzelnes Schwingspiel nach 

K a Y  =      (2-14) 

berechnet wird. Der zyklischen SIF ΔK ist mithilfe des maximalen und minimalen SIF (Kmax, 
Kmin) wie folgt zu berechnen: 

max minK K K = −  (2-15) 

Zusätzlich zum zyklischen SIF wird das Ermüdungsrisswachstum vom Spannungsverhältnis 
der Belastung beeinflusst. Das R-Verhältnis wird über die vorgestellten Größen und in Anleh-
nung an die Berechnung über die Spannungskomponenten nach Gleichung (2-2) wie folgt be-
rechnet: 

min

max max

1K KR
K K

 
= = − 

 

 (2-16) 

2.2.2 Beschreibung der plastischen Zonen an der Rissspitze 

In der Umgebung der Rissspitze entsteht aufgrund der scharfen Umlenkung der Kraftflusslinien 
ein singuläres Spannungsfeld mit theoretisch unendlich hohen Spannungen. Abbildung 2-6a 
verdeutlicht diese Modellvorstellung nach Irwin am Beispiel eines Risses der Länge a anhand 
des asymptotischen Verhaltens der elastischen Spannungsverteilung in Richtung der tatsächli-
chen Rissspitze. Die elastische Vergleichsspannung σv kann mithilfe der Schubspannungs- oder 
Gestaltänderungsenergiehypothese sowie den Nahfeldgleichungen (siehe z.  ) in unmit-
telbarer Umgebung der Rissspitze berechnet werden. Obwohl die Spannungen an der Rissspitze 
theoretisch unendlich hoch sind, findet in der Praxis ein Abbau der elastischen Spannungen 
beim Überschreiten der Streckgrenze Re durch plastisches Fließen statt. Die Größe der plasti-
schen Zone rp ergibt sich dann aufgrund der Spannungsumlagerung über die Flächengleichheit 
der Teilflächen ① und ②. In einem dickwandigen Bauteil ergibt sich der dreidimensionale 
Verlauf der plastischen Zone nach Abbildung 2-6b. An der Oberfläche des Bauteils (ebener 
Spannungszustand – ESZ) ist die plastische Zone deutlich stärker ausgeprägt als im Inneren des 
Bauteils (ebener Verzerrungszustand – EVZ).  
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Abbildung 2-6: (a) Modellvorstellung zur elastischen und elastisch-ideal plastischen Spannungsvertei-
lung sowie der Abmessung der plastischen Zone rp vor der Rissspitze nach Irwin aus [20]; (b) Darstel-
lung der dreidimensionalen plastischen Zone entlang einer gerade verlaufenden Rissspitze nach [26]. 

Im Falle einer Ermüdungsbelastung (Abbildung 2-7a) entsteht nach Rice unter Annahme eines 
elastisch-ideal plastischen Werkstoffverhaltens im positiven Halbzyklus ① – bei Belastung – 
eine primär-plastische Zone die für den EVZ nach 

22
max

p
e

(1 2 ) Kvr
R

 − 
=  

 
 (2-17) 

berechnet werden kann. Im negativen Halbzyklus ② - bei Entlastung – entsteht eine umkehr-
plastische Zone, deren Größe ist beispielsweise mit folgender Gleichung abzuschätzen ist: 

( )
2

p p
1 1
4

r R r =  −   (2-18) 

Die Modellvorstellung nach Rice zur Entstehung der plastischen Zonen ist in Abbildung 2-7b 
skizziert. Rice nimmt dazu ein elastisch-ideal plastisches Materialverhalten an und definiert, 
dass die Streckgrenzen Re im Zug- und Druckbereich identisch sind. Durch die erstmalige sta-
tische Belastung ① bis auf Kmax entsteht die primär-plastische Zone rp. Der Entlastungsvorgang 
② bis auf Kmin ist für Rice, für sich allein betrachtet, eine statische negative Belastung aus der 
die umkehr-plastische Zone ∆rp resultiert. Durch Superposition dieser beiden statischen Lösun-
gen erhält man den Spannungsverlauf der mit ① + ② gekennzeichnet ist und den Endpunkt 
des Zyklus in Abbildung 2-7a darstellt. Durch die Annahme der doppelten Streckgrenze im 
negativen Halbzyklus erhält man in der Superposition den exakten Wert der Streckgrenze im 
Druckbereich. [20] 
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Abbildung 2-7: Modellvorstellung zur Entstehung einer umkehr-plastischen Zone ∆rp vor der Riss-
spitze bei zyklischer Beanspruchung nach Rice aus [20]. (a) Beanspruchungssituation bei einer Ermü-
dungsbelastung anhand des Spannungsintensitätsfaktors K; (b) Schematische Darstellung der Span-
nungsverteilung sowie der plastischen Zonen vor dem Riss. 

Falls aufgrund der äußeren Belastung zu große plastische Zonen (a / rp ~ 1 [24]) zu erwarten 
sind, ist der Spannungsintensitätsfaktor nicht mehr zur Beschreibung des Spannungs- bzw. 
Dehnungszustands an der Rissspitze geeignet und es sind Konzepte der elastisch-plastischen 
Bruchmechanik (EPBM) anzuwenden. [20] 

2.2.3 Ermüdungsrisswachstum 

Durch die zyklische Belastung kann es zu einer kontinuierlichen Ausbreitung des Risses im 
Bauteil kommen. Ein vorhandener Riss wächst dann je durchlaufenem Lastwechsel N um einen 
bestimmten Betrag Δa. Die Geschwindigkeit der Rissausbreitung oder auch Rissfortschrittsrate 
da/dN ist durch die differentielle Änderung der beschriebenen Größen definiert und eine Funk-
tion des zyklischen SIF ΔK: da/dN = f (ΔK). Die Darstellung des Zusammenhangs zwischen 
zyklischem SIF ΔK und der Rissgeschwindigkeit da/dN wird als Rissgeschwindigkeitskurve 
bezeichnet und ist schematisch in Abbildung 2-8a gezeigt. Das stabile Risswachstum der 
da/dN-ΔK Kurve ist asymptotisch an zwei Grenzwerte gebunden. Einerseits ist ein Ermüdungs-
riss nach der klassischen Bruchmechanik unterhalb des zyklischen Schwellenwerts bzw. 
Thresholdwerts ΔKth nicht ausbreitungsfähig. Andererseits tritt bei Überschreiten des kritischen 
Schwellenwerts ΔKc instabiles Risswachstum auf, wobei für die Berechnung von ΔKc in An-
lehnung an Gleichung (2-16) Kmax mit dem statischen Kennwert der Bruch- bzw. Risszähigkeit 
Kc des Materials gleichzusetzen ist. Neben dem Spannungsverhältnis R und den werkstoffspe-
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zifischen Größen ΔKth und Kc existieren noch weitere Einflussfaktoren auf die Rissgeschwin-
digkeitskurve wie z. B. Temperatur, Umgebung und Mikrostruktur. Weiterhin ist bekannt, dass 
der Schwellenwert ∆Kth durch die Mittelspannung beeinflusst wird und mit zunehmendem 
R-Verhältnis abnimmt. [20,27] 

Für die analytische Beschreibung der da/dN-ΔK-Kurve existieren unterschiedliche Modelle. 
Mithilfe des Paris-Gesetzes [28] lässt sich beispielsweise der Bereich 2 annähern. Weitere 
komplexere Modelle z. B. nach Erdogan/Ratwani [29] oder die NASGRO-Gleichung [30] nach 
Forman/Mettu beschreiben hingegen den kompletten Verlauf der Rissfortschrittskurve. Durch 
Lösung des bestimmten Integrals der Rissfortschrittsgleichungen kann die Restlebensdauer Nf 
berechnet werden. Als Integrationsgrenzen werden die Anfangsrisslänge a0 sowie die Endriss-
länge af, ab der instabiles Risswachstum einsetzt, benötigt.  

Das anomale Rissausbreitungsverhalten kurzer Riss ist in Abbildung 2-8b gezeigt. Kurze Risse 
können bedingt durch die Mikrostruktur bei höheren Rissfortschrittsraten als lange Risse wach-
sen. Je nachdem ob ein kurzer Riss die mikrostrukturellen Barrieren überwinden kann oder 
nicht, können die dargestellten Kurvenverläufe beobachtet werden, die mitunter im Bereich des 
Schwellenwerts wieder in das Rissausbreitungsverhalten langer Risse übergehen. [20,27] 
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Abbildung 2-8: Schematische Darstellung der Rissgeschwindigkeitskurve bzw. da/dN-ΔK-Kurve für 
(a) lange Risse nach [20] und (b) kurze Risse nach [31]. 

Anhand des mikrostrukturabhängigen Kitagawa-Takahashi-Diagramms nach Miller [32] in 
Abbildung 2-9a lässt sich bei bekannter Risslänge a und zyklischer äußerer Belastung ∆σ able-
sen, ob ein Riss ausbreitungsfähig ist und ob er sich mit den Konzepten der LEBM oder der 
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EPBM beschreiben lässt (schraffierte Bereiche). Innerhalb der Darstellung wird eine Untertei-
lung zwischen ausbreitungsfähigen Rissen und nicht-ausbreitungsfähigen Rissen anhand der 
Grenzkurve da/dN = 0 unternommen.  
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Abbildung 2-9: (a) Mikrostrukturabhängiges Kitagawa-Takahashi-Diagramm, (b) schematische Dar-
stellung eines mikrostrukturell kurzen Risses, (c) eines physikalisch kurzen Risses sowie (d) eines lan-
gen Risses [24,31,32] nach [33]. 

Der Bereich nicht-ausbreitungsfähiger Risse wird durch die Langzeitfestigkeitsschwingbreite 
oder auch Langzeitfestigkeit ΔσL des Materials bei einem definierten R-Verhältnis und dem 
Thresholdwert für lange Risse ΔKth,lc definiert. Der dunkel eingefärbte Bereich zeigt ausbrei-
tungsfähige mikrostrukturell kurze Risse, die allerdings bei einer konstanten Schwingbreite an 
die Grenzkurve stoßen und an mikrostrukturellen Barrieren (z. B. d1 – Zwillings-, d2 – Korn- 
und d3 – Phasengrenzen) aufgehalten werden. Mikrostrukturell kurze Risse sind aufgrund ihrer 
Größe a / rp < 1 (deutlich kleiner als die Abmessungen eines Korns siehe Abbildung 2-9b) 
schwierig zu detektieren und wachsen aufgrund der Mikrostruktur schubspannungsgesteuert. 
Ab einer Risslänge von a > d3 wächst der Riss unabhängig von mikrostrukturellen Hindernis-
sen, sodass die Rissausbreitung nach der Kontinuumsmechanik betrachtet werden kann. Ober-
halb der ΔσL Geraden sind alle Risse ausbreitungsfähig und wegen der großen plastischen Zo-
nen mithilfe der Konzepte der EPBM zu berechnen. Der Grenzwert a0 oder auch El Haddad-Pa-
rameter: 

2
th,lc

0
L

1 K
a

 

 
=  

 
 (2-19) 

ergibt sich in doppellogarithmischer Darstellung am Schnittpunkt der Kurven von Threshold-
wert und Langzeitfestigkeit. Für Risslängen a ≥ l ist die Ausbildung der plastischen Zone klein 
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gegenüber der Risslänge, sodass das elastische Spannungsfeld vor der Rissspitze nicht signifi-
kant durch die Rissspitzenplastizität beeinflusst wird. Daher kann zur Berechnung von Rissen 
in diesem Bereich mit der LEBM gearbeitet werden. Die Grenzrisslänge l entspricht nach Tay-
lor [34] in etwa dem 10-fachen der Korngröße. [20,24,33] 

2.2.4 Rissschließ- bzw. Rissöffnungsmechanismen 

Elber [35] erkannte in seiner Arbeit, dass sich Risse schon vor dem Erreichen des minimalen 
SIF Kmin schließen bzw. erst nach dem Durchlaufen von Kmin wieder öffnen. Entsprechend der 
Definition wird zwischen Rissschließen und Rissöffnen unterschieden (Abbildung 2-10). In der 
Praxis wird häufig davon ausgegangen, dass Kop und Kcl übereinstimmen [20]. 

Kmax

Kop ≈ Kcl

Kmin

∆K
∆Keff

t

K

Rissschließen

Rissöffnen

 
Abbildung 2-10: Effektive Spannungsintensität durch Rissöffnen bzw. Rissschließen nach [20]. 

Elber folgert in [35], dass verbleibende plastische Deformationen auf den Rissflanken zu einer 
Inkompatibilität dieser führen und so ein spätes Öffnen bzw. vorzeitiges Schließen des Risses 
ermöglichen. Die plastischen Deformationen entstehen dabei durch das Durchlaufen der plas-
tischen Zonen vor der Rissspitze während der Ermüdungsbelastung. Der Mechanismus des 
plastizitäsinduzierten Rissschließens, wie in Abbildung 2-11a dargestellt, führt schließlich 
dazu, dass nicht der komplette zyklische SIF zur Ausbreitung des Risses wirksam wird, sondern 
nur ein effektiver zyklischer SIF nach: 

eff max opK K K = −  (2-20) 

Neben der beschriebenen Vorstellung zum Einfluss der Plastizität auf den Rissflanken existie-
ren noch rauhigkeitsinduzierte, oxidinduzierte und fluidinduzierte Rissschließmechanismen 
nach Abbildung 2-11b-d. [20,36] 

Das rauhigkeitsinduzierte Rissschließen (Abbildung 2-11b) entsteht durch die geometrische In-
kompatibilität der Rissflanken zueinander. Im Gegensatz zur mathematischen Definition des 
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Risses als geometrischer Schnitt, sind die Rissufer in der Realität nicht komplett glatt und wei-
sen eine gewisse Rauheit auf, die das Rissfortschrittsverhalten vor allem im schwellenwertna-
hen Bereich [37] und beim Kurzrisswachstum beeinflussen. Das oxidinduzierte Rissschließen 
entsteht durch Oxidablagerungen an den Rissflanken in Form von Schichten oder Partikeln 
(Abbildung 2-11c). Der vorzeitige Rissuferkontakt entsteht daher durch das Aufeinandertreffen 
der oxidierten Rissflanken und Oxidausscheidungen. Begünstigende Faktoren für die Ausbil-
dung der Oxidschichten sind z. B. hohe Temperaturen, niedrige R-Verhältnisse, oxidierende 
Umgebungsmedien und raue Oberflächen. Außerdem sind Werkstoffe mit geringen Streckgren-
zen anfälliger für oxidinduziertes Rissschließen. Wie schon beim Einfluss durch die Rauheit 
der Rissflanken wird das Rissfortschrittsverhalten durch Oxide hauptsächlich im Bereich des 
Thresholdwertes beeinflusst. Das fluidinduzierte Rissschließen wird durch das Eindringen ei-
nes Fluids zwischen die Rissflanken verursacht. Die Stützwirkung der Flüssigkeit aufgrund de-
ren Inkompressibilität führt zu einer erhöhten Rissöffnungslast und damit zu einem geringeren 
effektiven zyklischen SIF. [20,38] 

(a)

Plastifizierungen Oberflächenrauheit

(b) (c) (d)Oxidschicht

Oxidaus-
scheidungen

viskoses
Fluid

 
Abbildung 2-11: Darstellung der unterschiedlichen Rissschließmechanismen. (a) plastizitätsinduzier-
tes, (b) rauhigkeitsinduziertes, (c) oxidinduziertes und (d) fluidinduziertes Rissschließen [20,36]. 

2.3 Grundlagen der Korrosion metallischer Werkstoffe 

Korrosion ist ein natürlicher, destruktiver Angriff von Werkstoffen (meist Metallen) durch 
elektrochemische Reaktionen mit der Umgebung. Dabei wird der Werkstoff in seine chemisch 
stabilere Form umgewandelt, wie z. B. in sein Oxid, Hydroxid oder Sulfid. Korrosion tritt auch 
bei anderen Materialien wie z. B. Keramiken und Polymeren auf und hat im Allgemeinen ne-
gative Auswirkungen auf Werkstoffe und Strukturen, wie z. B. die Reduzierung von Festig-
keitswerten, Verschlechterung der Optik und Reduzierung der Durchlässigkeit für Flüssigkei-
ten und Gase. Die Bildung von Eisenoxiden ist ein bekanntes Beispiel für elektrochemische 
Korrosion, die in vielen unlegierten Stählen zur Rostbildung und einer allmählichen Zerstörung 
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des Materials führen. Hingegen ist die Oxidation von z. B. COR-TEN Stahl [39] oder nichtros-
tender Stähle erwünscht, da sie durch die Bildung einer chemisch stabilen Passivschicht weite-
ren Materialabtrag durch Korrosion verhindern. [40] 

Nach [41] werden eine Vielzahl an Korrosionsarten und -einflüssen differenziert. Im Folgenden 
werden die für diese Arbeit relevanten Mechanismen kurz erläutert. 

Gleichmäßige Flächenkorrosion 

Bei der gleichmäßigen Flächenkorrosion schreitet der Korrosionsabtrag annähernd eben und 
gleichförmig sowie auch mit gleicher Geschwindigkeit über die gesamte ungeschützte Oberflä-
che des Werkstoffs voran. Vor allem Gusseisen, unlegierte und niedriglegierte Stähle sind an-
fällig für gleichmäßige Flächenkorrosion, wenn sie der offenen Atmosphäre und Umweltein-
flüssen ausgesetzt sind, was ihnen das typische rost-braune Aussehen verleiht. Obwohl diese 
Form der Korrosion aus technischer Sicht eher als unproblematisch zu bewerten ist, da die ge-
ringen Korrosionsraten eine gute Abschätzung der Bauteilbetriebsstandzeiten zulassen, tritt sie 
in der Realität aufgrund geometrischer, werkstoffseitiger oder medienbedingter Inhomogenitä-
ten nur sehr selten für sich allein auf. [41,42] 

Lochfraßkorrosion 

Lochfraßkorrosion auch eng. Pitting ist das lokal sehr begrenzte Auftreten von Korrosionslö-
chern oder -gruben an einer Metalloberfläche. Die unterschiedlichen Formen der Lochfraßkor-
rosion sind z. B. in der ASTM 64-94 [43] genormt und in Abbildung 2-12 gezeigt.  

schmal, tief elliptisch breit, flach unter Oberfläche Unterschneidung

horizontal vertikal  
Abbildung 2-12: Ausbildung der Lochfraßkorrosion an und unter der Werkstoffoberfläche gemäß 
ASTM 46-94 [43] nach [41]. 

Wie die Skizzen zeigen, ist Lochfraß aufgrund des unkalkulierbaren Ausmaßes der Korrosions-
gruben vor allem unterhalb der Oberfläche als sehr kritisch zu bewerten. Obwohl die übrige 
passivierte Oberfläche intakt ist, kann an Stellen mit Lochfraß eine schnelle und vollständige 
Durchdringung der Bauteilwandstärke erfolgen. Anfällige Materialien sind nach [41] vor allem 
passivierte Metalle, die also durch die Reaktion mit z. B. Sauerstoff aus der Umgebungsluft als 
Oxidationsmittel eine nichtmetallische Passivschicht bilden. Diese Passivschicht schützt das 
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Metall im Allgemeinen vor der im vorigen Absatz beschriebenen Flächenkorrosion (z. B. nicht-
rostende Stähle und Aluminiumlegierungen). Der Chromgehalt bei nichtrostenden Stählen kann 
bei einem Legierungsgehalt von ca. 15 % Cr nach [44] an der Oberfläche bis zu 60 % betragen. 
Die Dicke der Chromoxidschicht an der Oberfläche beträgt jedoch nur wenige Nanometer und 
der Chromgehalt sinkt im angebrachten Beispiel innerhalb von 3 nm auf den Basisgehalt der 
Legierung ab. Wenn die Passivschicht mechanisch beschädigt wird oder ein chemischer Kon-
zentrationsunterschied im Chromgehalt entsteht (z. B. durch chloridhaltige Medien) und eine 
Repassivierung (Zufuhr von Sauerstoff zur Reaktionsstelle) nicht sofort möglich ist, entsteht 
Lochfraßkorrosion an diesen Positionen. Eine weitere häufige Ursache für Lochfraßbildung 
sind Mangansulfid-Einschlüsse an der Oberfläche. Zur Stabilisierung des Passivfilms werden 
in nichtrostenden Stählen weitere Legierungselemente wie z. B. Molybdän (Mo), Titan (Ti), 
Wolfram (W) und Stickstoff (N) hinzulegiert, die beispielsweise im Fall von Molybdän zur 
schnelleren Repassivierung bei lokalen Korrosionserscheinungen wie Lochfraß- und Spaltkor-
rosion beitragen. Der PRE (Pitting Resistance Equivalent) Index 

PRE = Cr % + 3,3 Mo % + 16 N % + 1,65 W %    (2-21) 

wird als Maß für die Beständigkeit der Legierung gegen Korrosion verwendet. Im Allgemeinen 
gilt, dass ein hoher PRE-Index mit einer hohen Korrosionsbeständigkeit des Werkstoffs korre-
liert. [41,42,44] 

Erosions- bzw. Kavitationskorrosion 

Erosionskorrosion ist eine Kombinationserscheinung hervorgerufen durch abrasiven Ver-
schleiß (Erosion) in korrosiven Umgebungen. Der beschleunigte Materialverlust entsteht hier-
bei durch die mechanische Wirkung eines sich bewegenden korrosiven Fluids oder einer Me-
tallkomponente, die sich mit einer entsprechend hohen Geschwindigkeit durch die Flüssigkeit 
bewegt. Zuerst wird die natürliche Passivschicht oder die technisch aufgetragene Schutzschicht 
durch die abrasive Wirkung der Strömung mechanisch entfernt. Im Anschluss erfolgt der ei-
gentliche Korrosionsangriff des blanken Metalls durch das Fluid.  

Kavitationskorrosion ist eine Sonderform der Erosionskorrosion. Sie wird durch die Bildung 
und explosionsartige Auflösung von dampfgefüllten Hohlräumen verursacht. Ursache hierfür 
ist das lokale Absinken des statischen Drucks unter die Dampfdruckkurve der Flüssigkeit. Die 
so gebildeten Dampfblasen werden mit der Strömung in Gebiete höheren Drucks mitgerissen, 
kondensieren und kollabieren dort wieder. In der Nähe von Oberflächen kann das schlagartige 
Verdampfen der Blasen, das von extremen Druck- und Temperaturspitzen begleitet ist, zu Mik-
rorissen und letztendlich zu größeren Oberflächenschäden führen. [41,45] 
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Spannungsrisskorrosion 

Spannungsrisskorrosion ist die kombinierte Wirkung eines korrosiven Mediums bei gleichzei-
tig auftretender mechanischer Spannung. Anfällig sind nach [46] vor allem nichtrostende Stähle 
mit kubisch-flächenzentriertem (kfz) Gitteraufbau. Es werden anodische und kathodische Span-
nungsrisskorrosion unterschieden, wobei die Letztere den Einfluss von wasserstoffinduzierter 
Rissbildung beschreibt. Als Voraussetzungen für die anodische Spannungsrisskorrosion muss 
neben einem korrosiven Elektrolyten, ein Anriss unter einwirkenden Zugspannungen entstehen. 
Oft sind dafür sogar Eigenspannungen im Material ausreichend. Als Anriss können auch nicht-
metallische Einschlüsse oder Oberflächendefekte, aber auch im Falle von z. B. kfz-Metallen 
die auftretenden Intrusionen an der Oberfläche, die durch den Aufstau von Versetzungsbewe-
gungen und die Ausbildung persistenter Gleitbänder entstehen, ausreichen. Vor allem tragende 
Bauteile unter Zugspannungen sollten daher aus ferritischen nichtrostenden Stählen oder aus 
Duplex-Stahl und nicht aus austenitischen Stählen gefertigt werden. Bei der kathodischen Span-
nungsrisskorrosion diffundiert Wasserstoff bevorzugt in die Mikrorisse, lagert sich in der plas-
tischen Zone vor der Rissspitze ab und rekombiniert zu H2-Molekülen. Die Rekombination 
führt zu einer Sprengwirkung und lässt den Riss auch ohne vorhandene Zugspannungen wei-
terwachsen. [41,46] 

Korrosionsermüdung bzw. Schwingungsrisskorrosion 

Als Korrosionsermüdung oder auch Schwingungsrisskorrosion wird der Einfluss eines korro-
siven Mediums auf die zyklischen Ermüdungseigenschafen eines Werkstoffs verstanden. Kor-
rosive Umgebungen können die Ermüdungsrissausbreitung maßgebend beeinflussen und füh-
ren im Allgemeinen zu einem deutlichen Abfall der Ermüdungsfestigkeit. Viele Metalle, die an 
Umgebungsluft eine ausgeprägte Langzeitfestigkeit aufweisen, verlieren diese Eigenschaft in 
korrosiven Medien und Versagen auch bei deutlich niedrigeren Spannungsamplituden. 
[19,41,47] 

Grundsätzlich kann der Einfluss korrosiver Medien auf den Schwellenwert ∆Kth, nach 
Zerbst et al. [31] als ein Vorgang zweier konkurrierender Prozesse verstanden werden. Das 
oxidinduzierte Rissschließen erhöht den Schwellenwert wohingegen anodische und kathodi-
sche Spannungsrisskorrosion an der Rissspitze den Schwellenwert verringern, gleichzeitig aber 
die Rissausbreitungsgeschwindigkeit beschleunigen. Welcher Effekt prozessdominierend ist, 
ist wiederum von Faktoren wie Umgebungsmedium, Mikrostruktur des Materials und Prozess-
faktoren wie Eigenspannungen, Temperatur und Häufigkeit der Beanspruchung abhängig. Die 
hohe Wirkung korrosiver Medien auf den Schwellenwertbereich begründen Zerbst et al. [31] 
aufgrund des zeitabhängigen Prozesses der Korrosionsschädigung. So hat das Elektrolyt nur 
Einfluss auf den Rissfortschritt, wenn sich die Rissspitze im Kontakt mit dem Medium befindet, 
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was im schwellenwertnahem Bereich häufiger auftritt als im Paris-Bereich bei hohen Rissfort-
schrittsraten. [31] 

2.4 Ermüdung metallischer Werkstoffe im Very High Cycle Fatigue Be-
reich 

Das Ermüdungsverhalten metallischer Werkstoffe unterscheidet sich im VHCF-Bereich bei Be-
anspruchungsamplituden unterhalb der klassischen Langzeitfestigkeit von 2·106 bzw. 
1·107 Zyklen teils grundlegend vom konventionellen Ermüdungsrisswachstum im Low Cycle 
Fatigue (LCF) bzw. High Cycle Fatigue (HCF) Bereich. Zur Unterteilung der Bereiche sind 
dazu in Abbildung 2-13 zwei Spannungswöhlerlinien gezeigt. Mughrabi schlägt in [48,49] die 
Unterteilung in zwei Werkstoffgruppen vor. Für duktile homogene einphasige Werkstoffe 
konnte das Ermüdungsverhalten nach Abbildung 2-13a beobachtet werden. Hier wird die Ris-
sinitiierung in LCF und HCF-Bereich von der Ausbildung persistenter Gleitbänder (PSBs), die 
zu Intrusionen und Extrusionen an der Materialoberfläche führen, dominiert. Anschließend 
zeigt sich im Bereich des PSB-Schwellenwerts vorerst eine Art Langzeitfestigkeit bis ca. 108 
bis 109 Zyklen. Bei noch geringeren Spannungsamplituden wird anschließend erneut durch 
Mikro-PSB-Bildung und irreversible Akkumulation von Dehnungsanteilen ein Absinken der 
Ermüdungsfestigkeit für Zyklen > 108 beobachtet. Auch hier initiieren die Risse weiterhin von 
der Oberfläche. Nach Mughrabi [49] ist für derartige Typ I Werkstoffe eine echte Langzeitfes-
tigkeit bei Amplituden unterhalb des Grenzwerts der irreversiblen Dehnungsakkumulation der 
Versetzungsbewegungen zu erwarten. Beispiele für Typ I Werkstoffe sind Kupfer, Nickel, koh-
lenstoffarme und einige nichtrostende Stähle [50] sowie allgemein duktile Metalle und Legie-
rungen, die keine inneren Defekte aufweisen [51].  
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Abbildung 2-13: (a) Schematische Darstellung der Spannungswöhlerline für Typ I Werkstoffe (weiche, 
einphasige Werkstoffe) sowie (b) für Typ II Werkstoffe (hochfeste, metallische Werkstoffe) nach 
[52,53]. 
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Das Ermüdungsverhalten von hochfesten Typ II Werkstoffen kann häufig durch eine mehrstu-
fige Wöhlerkurve aus Abbildung 2-13b beschrieben werden. Dabei zeigen Untersuchungen der 
Bruchflächen, dass beim Übergang vom HCF in den VHCF-Bereich ein Wechsel des Schädi-
gungsmechanismus auftritt. So initiieren Risse bei Lastwechselzahlen > ~107 Zyklen in der Re-
gel im Inneren des Bauteils ausgehend von beispielsweise nicht-metallischen Einschlüssen, der 
Mikrostruktur oder Defekten in Form von Poren mit einer typischen Fish-Eye (FiE) Ausbildung 
[49,50,54,55]. Die Bereiche der Wöhlerlinie können dabei u. a. durch Eigenschaften wie z. B. 
die Oberflächenrauheit Ra und vorhandenen Kerbfaktoren αK, aber auch durch die Größe der 
inneren Defekte d beeinflusst werden. 

Pyttel [56] differenziert die Wöhlerkurven von Typ II Werkstoffen auf Grundlage von Ermü-
dungsversuchen verschiedener Legierungen aus unterschiedlichen Literaturquellen. Demnach 
werden in [56] nach [19] folgende Unterteilungen getroffen: 

• konventionelle Wöhlerkurve mit ausgeprägter Langzeitfestigkeit, 
• zweistufige Wöhlerkurve (vgl. Abbildung 2-13b), 
• Wöhlerkurve mit kontinuierlicher Neigung und 
• Wöhlerkurve mit doppelter Neigung. 

2.4.1 Bruchmechanische Konzepte im VHCF-Bereich 

Neben den Schwellenwertkurvenkonzepten wie z. B. dem vorgestellten Kitagawa-Takahashi-
Diagramm nach Abbildung 2-9, S. 16 existieren noch weitere Rissinitiierungskonzepte (siehe 
z.  [19]). Ein sehr verbreiteter Ansatz im VHCF-Bereich ist das area- bzw. A-Konzept 
nach Murakami [57].  

(a) (b) (c)

(d) (e)

√Aeff

√A √A

e c1c2

e < c2→ √Aeff

e

a

e < a→ √Aeffc

a

 
Abbildung 2-14: Von der Bruchfläche aus betrachtete unregelmäßige Risse vereinfacht durch regel-
mäßige Konturen nach dem A-Konzept nach [58]. (a) Unregelmäßig geformter innerer Defekt (ID); 
(b) Unregelmäßig geformter Oberflächendefekt (OD); (c) Unregelmäßig geformter innerer Defekt in 
Wechselwirkung mit der Oberfläche (OID); (d) Interaktion zweier benachbarter Defekte; (e) Schräger 
Defekt in Kontakt mit der Oberfläche. 
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Zur Bewertung des Schwellenwerts kurzer Risse ausgehend von kleinen Defekten führte Mur-
akami den A-Parameter ein, der als charakteristische Größe für die Bewertung von Defekten 
unterschiedlichster Form und Größe auf die Ermüdungsfestigkeit aufgefasst werden kann. Der 
Parameter A ist dabei laut Definition die projizierte Fläche des rissinitiierenden Defekts auf die 
Fläche senkrecht zur wirkenden maximalen Hauptnormalspannung. Abbildung 2-14 zeigt die 
projizierten Flächen von Fehlstellen auf die Ebene senkrecht zur Hauptnormalspannung und 
deren Lage zur Probenoberfläche. In Abhängigkeit der Lage der Fehlstellen zueinander bzw. 
zur Probenoberfläche wird die projizierte Fläche A bzw. effektive projizierte Fläche Aeff nach 
dem A-Konzept bestimmt. Für sehr flache Oberflächenrisse c > 10 a und sehr tiefe Risse 
a > 5 c ist nach [57,59] ein konstanter Wert von A = 10 c anzunehmen. Ein weiterer Son-
derfall ist das Auftreten von Defekten, die mit ihrem Abstand e zueinander sehr dicht positio-
niert sind (Abbildung 2-14d). Ist der Abstand größer als die Abmessung c2 des kleinsten Fehlers 
ist nur die Fläche des größeren Defekts A1 auszuwerten. Wenn e < c2 ist die skizzierte effek-
tive Fläche Aeff für die Berechnung der Spannungsintensität zu verwenden und beide Defekte 
werden durch die gegenseitige Beeinflussung als ein großer Defekt behandelt. Dabei ist das 
Konzept auf kurze Risse ( A < 1000 µm) beschränkt. [19,26] 

Nach dem A-Konzept berechnet sich die maximale Spannungsintensität Kmax bzw. die zykli-
sche Spannungsintensität ∆K für Oberflächendefekte (β = 0,65) bzw. Volumendefekte (β = 0,5) 
mit 

max maxK A

K A

  

  

=   

 =   

 (2-22) 

Murakami et al. [59] konnten in weiteren Auswertungen verschiedener hochfester Stähle eine 
empirische Beziehung zwischen dem Schwellenwert ΔKth,sc kurzer Risse (short crack - sc), dem 
eingeführten A-Parameter und der Vickershärte HV der untersuchten Materialien für Oberflä-
chendefekte (γ = 3,3) bzw. Volumendefekte (γ = 2,77 [60]) wie folgt herleiten:  

( )
1/33

th,sc 10 120K HV A − =   +   (2-23) 

Unter der Voraussetzung, dass eine Rissausbreitung über den berechneten Kurzrissschwellen-
werten ΔKth,sc möglich ist, kann in Kombination der Gleichung (2-22) und (2-23) eine Bezie-
hung für eine defektgrößenabhängige Schwellspannungsamplitude σa,th,sc bei R = -1 bzw. durch 
Erweitern eines R-abhängigen Terms die Schwellspannungsamplitude für unterschiedliche Mit-
telspannungen nach 
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HV R

A





 + − 

=  
 

 (2-24) 

mit δ = 1,43 für Oberflächendefekte, δ = 1,41 für Volumendefekte in Kontakt mit der Oberflä-
che bzw. δ = 1,56 für Volumendefekte berechnet werden. Der Parameter α ist werkstoffspezi-
fisch und kann nach Murakami [57] über 

40,226 10HV −= +   (2-25) 

berücksichtigt werden. Untersuchungen in der Literatur [61–63] zeigen aber, dass die oben ge-
nannte Beziehung die experimentellen Beobachtungen nicht immer beschreiben kann. Eine 
weitere Möglichkeit ist daher die experimentelle Bestimmung von α über die Auswertung der 
Langzeitfestigkeiten bei unterschiedlichen R-Verhältnissen.  

Aus Gleichung (2-24) kann bei Kenntnis der Amplitude für die Langzeitfestigkeit σa,L des 
Werkstoffs eine minimale Defektfläche Amin berechnet werden, ab der zumindest nach dem 

A-Konzept keine Rissausbreitung für Oberflächen- oder Volumendefekte mehr stattfindet. 
Falls nicht bekannt, gibt Murakami [57] einen Schätzwert für die Langzeitfestigkeitsamplitude 
für R = -1 in Abhängigkeit der Vickershärte (in kgf·mm-2) bzw. der Zugfestigkeit für HV ≤ 400 
an:  

a,L m0,5 1,6 0,1R HV HV        (2-26) 

Lai et al. [64] bestimmen den Schwellenwert für kurze Risse mit Hilfe des modifizierten Ki-
tagawa/Takahashi-Ansatzes von El Haddad et al. [65], der von Beretta et al. [66] auf folgende 
Weise weiter modifiziert wurde: 

th,sc th,lc
0

AK K
A A

 =  
+

 (2-27) 

auf Grundlage des Schwellenwerts ΔKth,lc für lange Risse (long crack - lc) sowie mit 

2
0 0A a=   (2-28) 

der intrinsischen Risslänge oder auch dem El Haddad-Parameter nach Gleichung (2-19). Der 
Parameter a0 berücksichtigt den Einfluss der Risslänge im Bereich des Kurzrisswachstums 
[20,67].  

Strip-Yield#_CTVL0016618ab8a0a50486eb8da8ddf541c450f
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Fujimoto et al. [68] führen eine alternative Formulierung in Abhängigkeit der inhärenten Schä-
digungszone unter Berücksichtigung der Langzeitfestigkeitsschwingbreite ΔσL ein und berech-
nen den Schwellenwert für kurze Risse in Abhängigkeit der Risslänge a nach: 

0 0

th,sc L
0

2
2 2

Δ Δ

2

a aa a
K σaa


 

    + 
 

= 

+

 (2-29) 

Ein empirischer Ansatz zur Bestimmung der ΔKth-Werte auf Basis der Rissschließfunktion nach 
Newman [69] ist in [30] veröffentlicht:  

( ) ( )

( )th

0
th,sc th,lc,R 0 1

0

Δ Δ

1
1 1

C R

a
a a

K K

C R


= + 

+
= 

 −
 

−  − 

 (2-30) 

Die Rissschließeffekte werden dabei in Abhängigkeit des R-Verhältnisses nach 

2 3
op 0 1 2 3

max 0 1

max( , ) 0
2 0

K R C C R C R C R R
K C C R R


 +  +  +  

= = 
+  −  

 (2-31) 

mit 
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e
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  
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= − − −
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 (2-32) 

berücksichtigt. Die Parameter αCF, σmax/Re und Cth sind in Abhängigkeit vom Spannungszustand 
und Material anzupassen. Der Faktor αCF variiert zwischen 1 für einen ebenen Spannungszu-
stand und 3 für einen ebenen Verzerrungszustand. Weiterhin wird das Verhältnis von Maximal-
spannung zur Fließspannung σmax/Re für viele Materialien auf 0,3 gesetzt. [20,67] 

2.4.2 Eigenschaften und Besonderheiten der FGA 

Im sehr hohen Lastwechselzahlbereich (> 107 Lastwechsel) ist der Ausgang des Risses bei 
Typ II Werkstoffen häufig ein nicht-metallischer Einschluss mit einer typischen Fish-Eye (FiE) 
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Ausbildung. Dabei können sowohl die Zusammensetzung der Einschlüsse als auch deren Form 
sehr unterschiedlich ausgeprägt sein. Aber auch durch die Mikrostruktur selbst, wie z. B. die 
Korn- oder Phasengrenzen, sowie durch Defekte, wie z. B. Gussfehler in Form von Poren oder 
Oxidschichten, im Inneren bzw. an der Oberfläche des Bauteils können Risse initiieren [54,55]. 
Um den Rissinitiierungsort im Inneren des Bauteils kann eine markante Zone während der Er-
müdungsbelastung entstehen, die von verschiedenen Wissenschaftlern unabhängig voneinander 
nachgewiesen wurde. Je nach Detektionsmethode bzw. abgeleiteter Eigenschaft wird dieses 
Gebiet als Optical Dark Area (ODA) [70], Granular Bright Facet (GBF) [71], Rough Surface 
Area (RSA) oder Fine Granular Area (FGA) [72] bezeichnet. Speziell an Ti6Al4V bezeichnen 
Su et al. [73] diese markante Zone auch als Rough Area (RA). Die Zone der Kornfeinung unter 
der Bruchfläche wurde nach Sakai [72] mit Fine Granular Layer benannt und auch oft als Na-
nograin Layer (NGL) bezeichnet. Dabei ist jedoch nicht geklärt, ob die Abmessungen der Zo-
nen, die über die einzelnen Begriffe eingeführt wurden, miteinander korrelieren [74]. Die Kor-
relation ODA ≈ GBF ≈ FGA ≈ RSA ist naheliegend aufgrund der rauen, fein granulierten 
Bruchoberfläche in diesem Bereich, die sich mit den unterschiedlichen Detektionsmethoden 
anders darstellt. Allerdings muss die Größe einer detektierten FGA auf der Bruchfläche nicht 
zwangsläufig der Ausbreitung des feinkörnigen Bereichs unterhalb der Bruchfläche entspre-
chen. Eine konsequente Differenzierung der vorgestellten Begriffe findet in der Literatur nicht 
statt. Für die Bezeichnung der markanten Zone auf der Bruchfläche wird daher innerhalb dieser 
Arbeit der Terminus FGA verwendet. Die Ausbreitung des feinkörnigen Bereichs unter der 
Bruchfläche wird mit FGA-Layer bezeichnet. Abbildung 2-15 verdeutlicht die Rissinitiierung 
in Typ II Werkstoffen anhand einer schematischen Skizze (Abbildung 2-15a) sowie die unter-
schiedlichen Begriffseinführung der markanten Zone um die Rissinitiierungsstelle in Abhän-
gigkeit der Detektionsmethode in Abbildung 2-15b-e. Die Skizze jeweils in der linken unteren 
Ecke der Abbildungen zeigt den Winkel, aus dem die Probenbruchflächen betrachtet werden.  

Die FGA steht im Fokus der Forschung im VHCF-Bereich, da ihr im Allgemeinen eine wesent-
liche Rolle zugesprochen wird. Nach aktuellem Stand der Forschung wird zumindest ein Groß-
teil der gesamten Lebensdauer dieser Zone zugeordnet [16–18]. Sie hat weiterhin einige sehr 
charakteristische Eigenschaften. So zeigt sich auf der Bruchfläche in diesem markanten Gebiet 
eine erhöhte Rauheit [71]. Die Abmessungen der FGA korrelieren mit der anliegenden Belas-
tung (Amplitude, R-Verhältnis, Kollektiv) und mit der Lebensdauer [18,75–82]. Weiterhin 
kann eine Veränderung des metallischen Gefüges direkt unter der Bruchfläche im Bereich der 
FGA beobachtet werden [81,83]. Bei konstanter Amplituden (CA) Belastung zeigt sich eine 
durchgehende Schicht aus feineren Körnern, die sich vom Grundgefüge unterscheidet. Unter-
suchungen von Hong et al. [83,84] an hochfesten Stählen und Titanlegierungen sowie Su et al. 
[73] an der Titanlegierung Ti6Al4V zeigten ausschließlich eine Feinkornzone bei negativen 
R-Verhältnissen. Jedoch konnte in [81,83] gezeigt werden, dass ein feinkörniges Gebiet auch 
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bis zu einem R-Verhältnis von R = 0,1 nachweisbar ist, wobei die Dicke der Feinkornzone un-
terhalb der Bruchfläche mit abnehmendem R-Verhältnis ansteigt. Für noch größere Spannungs-
verhältnisse hingegen verschwindet die markante Zone bzw. deren Ausbildung ist sehr viel 
schwerer zu detektieren [85]. Auch bei einer variablen Amplitudenbelastung bei R = -1 konnten 
partielle Bereiche mit feineren Körnern aufgefunden werden [81]. Die Dicke des FGA-Layers 
unter der Bruchfläche bei CA-Belastung wurde in einigen Veröffentlichungen mit 100-800 nm 
für hochfeste Stähle [83,86,87] bzw. 800-1500 nm für Ti6Al4V [73] vermessen.  
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Abbildung 2-15: Darstellung der markanten Zonen um die Fehlstelle und deren unterschiedliche Be-
zeichnung aufgrund der Detektionsmethode. (a) Schematische Darstellung einer Bruchfläche im 
VHCF-Bereich ausgehend von einem Defekt mit Fish-Eye (FiE), markanter Zone, Oberflächenriss-
wachstum und Restgewaltbruch; (b) Typische Bruchfläche hochfester Stähle am Beispiel einer Probe 
aus 34CrNiMo6 (1.6582) ermüdet unter konstanter Amplitudenbelastung bei R = -1 untersucht im 
Rasterelektronenmikroskop (REM) und (c) im Lichtmikroskop; (d) Darstellung eines Focused Ion 
Beam (FIB) Schnitts an einer additiv hergestellten Ti6Al4V (3.7165) Probe; (e) Position des 
FIB-Schnitts auf der Bruchfläche.  

Nachfolgend werden einige bekannte analytische Zusammenhänge zwischen der Größe der 
FGA und der Belastungsamplitude bzw. der Lebensdauer, die Erkenntnisse zur Rissinitiierung 
und zum Rissfortschritt in der FGA sowie zu den vorherrschenden Spannungsintensitätsfakto-
ren in der Umgebung der FGA vorgestellt.  
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2.4.2.1 Zusammenhang zwischen der Größe der FGA und der Belastungsamplitude 

Yang et al. [80] ermittelten auf Grundlage bruchmechanischer Betrachtungen eine analytische 
Beziehung zwischen dem abgeschätztem Durchmesser der FGA dFGA in m, der Streckgrenze Re 
in MPa und der Spannungsamplitude σa in MPa nach: 

FGA FGA 0,533 2
e a

2 1 11240d A
R 

=  =    (2-33) 

Eine andere Beziehung zur analytischen Ermittlung der FGA-Größe in Form des A-Parame-
ters zeigt Murakami [57] nach Gleichung (2-24), hier für R = -1 betrachtet, nach 

( )
6

FGA
a

120HV
A





 + 
=  

 

 (2-34) 

mit den entsprechenden Vorfaktoren der unterschiedlichen Defektklassierungen (siehe Ab-
schnitt 2.4.1, Seite 25), wobei die Größe der FGA über AFGA in μm mit Hilfe der Vickershärte 
in kgf·mm-2 zu berechnen ist. 

Liu et al. [88] modifizierten den Term nach Gleichung (2-34), indem sie unabhängig vom Ris-
sinitiierungsort δ = 2 setzten. Zusätzlich zu dieser ersten oberen Grenzkurve führten sie eine 
untere Grenzkurve für die Größe der FGA nach 

( )
16 315/16

FGA
a

2,7 120HV
A



  +
=  

  

 (2-35) 

ein. Demnach ist eine Ausbildung der FGA nur im Bereich der beiden Grenzkurven möglich. 
Die analytischen Beziehungen zeigen, dass die Größe der FGA mit zunehmender Spannungs-
amplitude abnimmt und nicht von der Größe des Einschlusses am Rissinitiierungsort beeinflusst 
wird. [16]  

Pereira et al. [89] verglichen die beschriebenen analytischen Beziehungen mit experimentellen 
Vermessungen der FGA auf der Bruchfläche und konnten eine gute Übereinstimmung mit den 
berechneten Werten aus Gleichung (2-34) mit dem Faktor nach Liu et al. feststellen. 

2.4.2.2 Zusammenhang zwischen der Größe der FGA und der Lebensdauer 

Chapetti et al. [76] geben bei Kenntnis der Größe der rissinitiierenden Fehlstelle Ad den Zu-
sammenhang zwischen AFGA und der Lebensdauer Nf wie folgt an:  
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FGA 0,125
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N
A

=   (2-36) 

Eine andere empirisch ermittelte Beziehung beschreiben Murakami [90] und Yamashita [91] 
als „Master Curve of ODA“ mit der Annahme, dass die Bruchschwingspielzahl Nf ungefähr 
gleich der Schwingspielzahl zur Bildung der FGA ist, wie folgt: 

B

FGA

FGA
f f A

d

1
C

A
N N C

A

 
 =  − 

 
 

 (2-37) 

CA und CB sind Materialkonstanten, die über die Anpassung der obigen Funktion anhand expe-
rimenteller Daten erfolgen kann. In [90] wurden dazu aus Versuchen mit vier hochfesten Stäh-
len (HV > 400) die Werte CA = 5·107 und CB = 2 vereinheitlicht bestimmt. Die Kurve nach 
Gleichung (2-37) zeigt nach [91] eine Reaktion auf den vorliegenden Wasserstoffgehalt. Mit 
geringerem Wasserstoffanteil zeigen die Autoren ein langsameres Wachstum in der FGA auf, 
was zu höheren Lebensdauern der untersuchten Proben führt. 

2.4.2.3 Rissinitiierung und Rissfortschritt in der FGA 

Li et al. [16] fassen die kontroverse Diskussion zusammen, ob die FGA aufgrund des Riss-
wachstums entsteht [18,92–94] oder eine Rissinitiierung in Größe der FGA stattfindet [95,96] 
und anschließend ein Risswachstum im FiE erfolgt. Einigkeit besteht jedoch in der Relevanz 
der FGA in Bezug auf die Lebensdauer. So wird davon ausgegangen, dass 90 % - 99 % der 
Lastzyklen im VHCF-Bereich zur Entstehung der FGA benötigt werden [16–18]. Für die An-
nahme des Risswachstums in der FGA sprechen u. a. die Untersuchungen von Yoshinaka et al. 
[97]. Sie konnten in situ mit zerstörungsfreien μCT-Untersuchungen mittels Synchrotron Strah-
lung Rissinitiierung und –wachstum an einer Ti6Al4V Probe beobachten und Rissfortschritts-
raten von 10-14 bis 10-11 m/LW messen. Eine weitere Methode zur Bestimmung von da/dN-Ra-
ten im Bereich der FGA wird in [98–100] untersucht. Über zweistufige Blocklastversuche 
konnten innerhalb der FGA Rastmarken erzeugt werden, die anschließend mikroskopisch aus-
gewertet wurden. Die ermittelten Rissfortschrittsraten in der FGA liegen demnach ebenfalls im 
Bereich zwischen 10-14 und 10-13 m/LW für den Stahl SUJ2 (ähnlich 100Cr6) und zwischen 
10-12 und 10-11 m/LW für den hochfesten Stahl SCM440 (ähnlich 42CrMo4). Die Autoren aus 
[71,92,93] führten ebenfalls Ermüdungsversuche mit zweistufigen Blocklastkollektiven durch, 
um die Rissinitiierung und den Risswachstumsprozess in der FGA zu untersuchen. 
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Li et al. [92] folgern anhand von REM-Untersuchungen, dass die FGA in einer frühen Phase 
der Lastgeschichte gebildet wird (N < 0,01·Nf) und die Größe der FGA bis kurz vor dem Ver-
sagen einer Probe (N > 0,9·Nf) annähernd konstant bleibt, bevor ein Sprung im Wachstum der 
FGA auf die maximale Größe der FGA stattfindet, wie in Abbildung 2-16 dargestellt. [16]  

Die in den erwähnten Veröffentlichungen ermittelten Rissgeschwindigkeiten sind um ein viel-
faches kleiner als der eigentliche Gitterabstand (≈ 10-10 m) der Materialien [82] und um das 
100 – 1000 fache geringer im Vergleich zum Risswachstum im umgebenden FiE (z. B. 10-9 bis 
10-8 m/LW nach Sander et al. [63]). Nach [92] kann der Riss im Bereich der FGA folglich nicht 
Zyklus für Zyklus wachsen und daher nicht über gängige Rissausbreitungskonzepte beschrie-
ben werden. [16,33] 
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Abbildung 2-16: Vorstellung des Risswachstums in der FGA nach Li et al. [92]. 

2.4.2.4 Spannungsintensitätsfaktoren am Rand der FGA 

Murakami et al. [70,101], Sakai et al. [72] oder Shiozawa et al. [71] gehen davon aus, dass die 
zyklische Spannungsintensität ΔKFGA, die sich am Rand der FGA ergibt, genau dem Schwel-
lenwert gegen Ermüdungsrissausbreitung langer Risse ΔKth,lc entspricht. D. h., dass eine FGA 
nur ausgebildet wird, wenn der zyklische Spannungsintensitätsfaktor ΔKd der Fehlstelle kleiner 
als ΔKth,lc ist. Weiterhin wird ΔKth,lc weder von der Bruchlastspielzahl Nf [102,103] noch von 
der Spannungsamplitude σa [102] beeinflusst.  

Abbildung 2-17 zeigt den Zusammenhang zwischen KFGA bzw. Kd und der Bruchlastspielzahl 
Nf für Ti6Al4V nach Liu et al. [103]. Bei negativen Spannungsverhältnissen wird häufig davon 
ausgegangen, dass die Druckspannungen im negativen Halbzyklus der Ermüdungsbelastung 
keinen Beitrag zum Schwellenwert leisten, und somit allein der SIF Kth anstelle des zyklischen 
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SIF ΔKth der entscheidende Faktor für das Risswachstum ist [78,104]. Die von Liu et al. [103] 
kalkulierten KFGA-Werte am Rand der FGA verlaufen nach Abbildung 2-17 konstant über die 
Bruchschwingspielzahl. Die SIF an den Defekten Kd nehmen hingegen mit zunehmender 
Bruchschwingspielzahl ab. 
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Abbildung 2-17: Spannungsintensitätsfaktoren am Rand der FGA im Vergleich zum Defekt an 
SLM-Ti6Al4V nach Liu et al. [103]. 

Mayer et al. [105] ermittelten den SIF am Rand der FGA für einen Federstahl bei R = -1 mit 
KFGA = 3,9 ± 0,2 MPa m. In [75] sind für einen Chromstahl ähnliche SIF im Bereich von 
KFGA = 4 MPa m bis 6 MPa m berechnet worden. Die zusätzliche Auswertung der SIF an den 
Defekten zeigt in [75] einen ähnlichen tendenziellen Verlauf, wie schon für die Titanlegierung 
in Abbildung 2-17 dargestellt. In Spriestersbach [33] ist der gemittelte Wert für KFGA mit 
4,25 MPa m für den hochfesten Stahl 100Cr6 angegeben. 

Die ermittelten FGA-Schwellenwerte zeigen eine Korrelation zu den experimentell ermittelten 
Langrissschwellenwerten verschiedener Stähle Kth,lc = 3,25…9 MPa m [20,33,106–108] für 
R = -1. Für Ti6Al4V wurde z. B. in [109] ein Mittelwert von Kth,lc ≈ 4,6 MPa m für R = -1 aus 
den Rissfortschrittsversuchen ermittelt.  

2.4.3 Konzepte zur Bildung der Feinkornzone 

Im Folgenden werden die existierenden Konzepte der FGA-Bildung vorgestellt und verglei-
chend die Vor- und Nachteile der Modelle diskutiert. Dabei beruhen die Modellvorstellungen 
und Skizzen zum großen Teil auf Belastungsbedingungen bei CA-Belastung. 

Zur Erklärung der FGA gibt es fünf häufig diskutierte Modelle in der Literatur:  
• „Hydrogen Embrittlement Coupled with Fatigue” nach Murakami et al. [110]: 
• „Dispersive Decohesion of Spherical Carbide” nach Shiozawa et al. [71]: 
• „Polygonization and Microdebonding” nach Sakai et al. [72] 
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• „Continuous Grain Refinement and Crack Propagation” nach Grad et al. [111] 
• „Numerous Cyclic Pressing” nach Hong et al. [83] 

2.4.3.1 Modell nach Murakami et al. 

Murakami et al. [110] stellten eine Anreicherung von Wasserstoff in der Umgebung von Ein-
schlüssen fest, dessen versprödende Wirkung in Verbindung mit metallischen Werkstoffen be-
kannt ist [112,113]. Die Synergie zwischen vorhandenem Wasserstoff am Rissinitiierungsort 
und der zyklischen Belastung bei hohen Lastwechselzahlen sind die Grundlagen für das „Hyd-
rogen Embrittlement Coupled with Fatigue” Modell (Abbildung 2-18). Nachdem die kritische 
Größe der FGA vom Ermüdungsriss durchlaufen wurde, wächst der Riss ohne die Unterstüt-
zung des Wasserstoffs im FiE weiter. Die Präsenz der Wasserstoffanreicherung an Einschlüssen 
konnte weiterhin in [114–116] nachgewiesen werden. Außerdem zeigt sich bei mit Wasserstoff 
beladenen Proben eine Zunahme der Größe der FGA [70,101]. Das eine FGA auch ohne Was-
serstoff entstehen kann, zeigten z. B. Spriestersbach et al. [87,117] bei VHCF-Versuchen im 
Vakuum an künstlich eingebrachten Oberflächendefekten. 

 
Abbildung 2-18: „Hydrogen Embrittlement Coupled with Fatigue” Modell zur FGA-Bildung nach 
Murakami et al. nach [110]. 

2.4.3.2 Modell nach Shiozawa et al. 

Shiozawa et al. [71] beobachten für den Stahl SUJ2 (vergleichbar mit 100Cr6) gleichmäßige 
kugelförmige Karbidausscheidungen in der FGA, die durch die Wärmebehandlung des Materi-
als entstehen. Durch Ablösungen der Karbide während der zyklischen Belastung entstehen nach 
Shiozawa et al. Mikrorisse in der näheren Umgebung des Einschlusses (Abbildung 2-19a). 

Durch die weitere zyklische Belastung breiten sich die Mikrorisse entlang der Grenzen zwi-
schen sphärischen Karbiden und der Matrix aus, nehmen mit steigender Lastwechselzahl in 
Größe und Anzahl zu und vereinen sich am Ende der FGA-Bildung zu einem ausbreitungsfä-
higen Riss. Das Risswachstum im FiE (Abbildung 2-19b) findet danach unabhängig von Kar-
bidgröße und –verteilung statt. Shiozawa et al. [71,118] konnten die Rauheit an der Oberfläche 
im Bereich der FGA mit den detektierten Karbidgrößen korrelieren. Allerdings kann das Modell 
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die FGA-Bildung für Werkstoffe ohne Karbide (z. B. Titan-Legierungen) nicht beschreiben. 
Die Kornfeinung unterhalb der Bruchfläche in der FGA wird jedoch weder von Shiozawa noch 
von Murakami diskutiert. 

 
Abbildung 2-19: „Dispersive Decohesion of Spherical Carbide” Modell zur FGA-Bildung nach Shio-
zawa et al. nach [71]. (a) Bildung von Mikrorissen an Karbiden in der Mikrostruktur; (b) Ausbreitung 
und Zusammenschluss der Mikrorisse; (c) Bruchfläche mit Rauheit aufgrund der Karbide bzw. durch 
Ablösung der Karbide. 

2.4.3.3 Modell nach Sakai et al. 

Das erste Modell, welches die Gefügeveränderungen in der FGA betrachtet, stammt von Sa-
kai et al. [72,119] nach Abbildung 2-20. Demnach kommt es während der zyklischen Bean-
spruchung zu starker Polygonisation (Versetzungsumlagerung) des Metallgitters im Bereich 
der FGA. Im Anschluss entstehen Mikrorisse durch Ablösungen zwischen Feinkornzone und 
dem umgebendem Grundmaterial, die stetig weiterwachsen, sich zusammenschließen können 
und so einen Riss innerhalb der gesamten FGA bilden. Im Vergleich zu den anderen Modellen 
verläuft der Riss nach Sakai et al. [120] genau zwischen den Grenzen des FGA-Layers und der 
Matrix. Die Feinkornzone sollte entsprechend nur auf einer Probenhälfte mittels z. B. Focused 
Ion Beam (FIB) Technik zu beobachten sein, was Sakai et al. [120] am Beispiel des 
SUJ2-Stahls bei R = -1 auch belegen konnten. Hong et al. [83] fanden jedoch auf beiden Pro-
benhälften eines hochfesten Stahls bei einem Spannungsverhältnis von R = -1 Feinkornzonen. 
Sun et al. [121] konnten beide Fälle an einem nichtrostenden Stahl bei R = -1 beobachten. 
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Abbildung 2-20: „Polygonization and Microdebonding” Modell zur FGA-Bildung nach Sakai et al. 
nach [72,119]. (a) Bildung des FGA-Layers in der finalen Größe durch die lange Sequenz der zykli-
schen Belastung; (b) Bildung und Zusammenschluss von Mikro-Ablösungen zwischen FGA und 
Grundgefüge; (c) Vollständige Verteilung der Mikro-Ablösungen über die granulare Schicht und Bil-
dung des Penny-Shaped Risses um den Defekt; (d) Bruchfläche mit Bereichen feiner Körner und 
Grundgefüge. 

2.4.3.4 Modell nach Grad et al. 

Grad et al. [111] beschreiben in ihrem Modell zur FGA-Bildung nach Abbildung 2-21 eine 
kontinuierliche Kornfeinung in der plastischen Zone vor der Rissspitze. Als Voraussetzung 
muss zunächst ein Einschluss existieren, dessen lokaler Spannungsintensitätsfaktor Kmax unter-
halb des globalen Schwellenwerts Kth,lc gegen Rissausbreitung für das entsprechende Material 
liegt. Aufgrund der zyklischen Beanspruchung kommt es in der plastischen Zone zu einer Korn-
feinung und gleichzeitig zu einem Absinken des lokalen Schwellenwerts Kth,local durch das fein-
körnige Gefüge. Geringere Schwellenwerte bei feinkörnigen Materialien sind aus der Literatur 
[122] bekannt. Falls Kmax des Einschlusses den lokalen Schwellenwert überschreitet, kommt es 
zur Rissinitiierung und zum Rissfortschritt bis zu einer Risslänge, deren Spannungsintensitäts-
faktor den globalen Schwellenwert des Materials überschreitet und eine Rissausbreitung ohne 
Kornfeinung im FiE ermöglicht. Die Bildung eines feinkörnigen Bereichs ist entsprechend 
keine Nebenerscheinung der Ermüdungsrissausbreitung, sondern eine notwendige Bedingung 
für das Versagen im VHCF-Bereich. Die in den Experimenten beobachtete Abnahme der Dicke 
des FGA-Layers mit zunehmendem R-Verhältnis, ist nach Sippel et al. [123] durch die Ab-
nahme des Schwellenwerts Kth,lc bei höheren Spannungsverhältnissen [124] sowie der Ab-
nahme der Größe der umkehr-plastischen Zone während der Entlastung begründet. Schließlich 
können so keine neuen Versetzungszellen sowie die daraus resultierende Kornfeinung gebildet 
werden.  
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Abbildung 2-21: „Continuous Grain Refinement and Crack Propagation” Modell zur FGA-Bildung 
nach Grad et al. erweitert durch Spriestersbach et al. nach [111]. (a) Unbelasteter Defekt im Metall-
gefüge; (b) Bildung einer plastischen Zone mit Versetzungsbewegungen durch zyklische Belastung; (c) 
Anhäufen der Versetzungsbewegungen und Bildung von Versetzungszellen; (d) Entstehung von Nano-
körnern an den Versetzungszellen; (e) Rissinitiierung nach Herabsetzen des lokalen Schwellenwerts 
Kth,local aufgrund des feinkörnigen Gefüges; (f) Rissausbreitung durch den feinkörnigen Bereich und 
Wiederholung ab Schritt (b); (g) Kritische Größe der FGA durch Überschreiten des Schwellenwerts 
für lange Risse Kth,lc und Übergang zum FiE Risswachstum. 

Durch Vermessung der Einschlüsse und FGA-Flächen konnte eine gute Übereinstimmung zwi-
schen bekannten Schwellenwerten aus der Literatur und der maximalen Spannungsintensität 
am Ende der FGA bzw. am Einschluss ermittelt werden [117,125]. Für sehr große Einschlüsse, 
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deren effektive Spannungsintensitätsfaktoren Kmax schon den globalen Schwellenwert über-
schreiten, zeigte sich keine FGA-Bildung. Die Kmax-Werte wurden mit dem A-Konzept nach 
Murakami [57] bestimmt.  

Ritz [126] wertete die ∆Kd bzw. ∆KFGA-Werte unter drei verschiedenen Spannungsverhältnissen 
aus. Für R = -1 ist die FGA-Bildung wie von Grad et al. vorgeschlagen nach [126] plausibel. 
Bei R = 0,1 wurde experimentell ein partieller FGA-Layer unterhalb der Bruchfläche in einiger 
Entfernung zum Einschluss beobachtet. Gerade ein durchgehender FGA-Layer ohne Unterbre-
chung wird jedoch als notwendige Bedingung der Rissausbreitung nach Grad et al. postuliert. 
Nach Grad et al. oder dem Modell nach Sakai et al. müsste sich entweder gar keine oder eine 
FGA in unmittelbarer Einschlussumgebung zeigen. Für R = 0,5 konnte Ritz [126] keine 
FGA-Bildung beobachten, obwohl die berechneten ∆Kd-Werte unterhalb des entsprechenden 
Schwellenwerts für lange Risse ∆Kth,lc lagen.  

2.4.3.5 Modell nach Hong et al. 

Das „Numerous Cyclic Pressing” (NCP) Modell von Hong et al. [83,127] in Abbildung 2-22 
setzt die Kornfeinung nicht für die Rissinitiierung und das Risswachstum voraus. Vielmehr 
werden die Gefügeveränderungen in der FGA als Folge des Risswachstums im VHCF-Bereich 
gesehen. Untersuchungen an einem hochfesten Stahl [83] und an Ti6Al4V [73] zeigten aus-
schließlich FGA-Bildung bei negativen R-Verhältnissen. Nach dem NCP-Modell sind zwei Be-
dingungen für die FGA-Bildung nötig: (i) häufig wiederkehrender Bruchflächenkontakt und 
(ii) sehr geringe Rissausbreitungsgeschwindigkeiten. Beide Bedingungen werden bei Ermü-
dungsbeanspruchungen im VHCF-Bereich erfüllt, solange Rissuferkontakte bei entsprechend 
niedrigen R-Verhältnissen auftreten. Die Rissinitiierung erfolgt am Einschluss im Grundmate-
rial durch akkumulierte plastische Dehnungen nach hinreichend vielen Lastspielen. Indem wäh-
rend der Ermüdungsbeanspruchung beide Bruchflächen kontinuierlich in Abhängigkeit vom 
Spannungsverhältnis und aufgrund von Rissschließeffekten in Kontakt geraten, bildet sich in 
beiden Probenhälften eine Feinkornzone aus. Außerhalb der FGA im FiE wächst der Riss an-
schließend im Paris-Bereich weiter. Ein Nachteil des NCP-Modells ist nach [123] der Fakt, 
dass die FGA bei positiven Mittelspannungen nur zu erklären ist, wenn Rissschließeffekte auf-
treten, die die eigentlichen Belastungsbedingungen überkompensieren. Außerdem sind die sehr 
geringen da/dN-Werte innerhalb der FGA nicht mit den existierenden Konzepten des Kurzriss-
wachstums zu beschreiben und es wurden in [33,121] feinkörnige Bereiche beobachtet, die mit 
dem NCP-Modell nicht zu erklären sind [123]. 
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Abbildung 2-22: „Numerous Cyclic Pressing” Modell zur FGA-Bildung nach Hong et al. nach [127]. 
(a) Rissinitiierung am Defekt; (b) Bildung einzelner Nanokörner im Anschluss an den Rissfortschritt 
durch wiederholtes Verpressen der Rissufer; (c) Ausbildung des FGA-Layers und Bildung neuer Na-
nokörner an der neuen Rissoberfläche; (d) Ende der FGA-Bildung und Übergang zum Risswachstum 
im FiE. 

2.4.3.6 Weitere Ansätze zur FGA-Bildung 

Neben den vorgestellten Modellen existieren noch weitere Überlegungen zum Bildungsmecha-
nismus der FGA. Chang et al. [84] vermuten durch die Auswertung von Selected Area Diffrac-
tion Beugungsbildern, dass die Größe der feinen Körner unter der Bruchfläche sowohl mit dem 
Risswachstum als auch mit steigendem Abstand zur Bruchfläche zunimmt. Darüber hinaus ge-
hen sie davon aus, dass die plastische Zone an der Rissspitze einen gewissen Anteil in der Ver-
formung der Mikrostruktur verursacht, aber unzureichend für die Bildung der eigentlichen 
Feinkornzone ist.  

Oguma et al. [128] vermuten als Ursache für die Bildung der Nanostrukturen unterhalb der 
Bruchfläche ein Kaltverschweißen der Kontaktflächen unter Vakuumbedingungen während des 
negativen Halbzyklus der Ermüdungsbelastung.  

Wang et al. [129] bauen auf dem NCP-Modell von Hong et al. [127] auf und vermuten, dass 
die Bereiche aus feinen Körnern ähnlich wie bei Prozessen der mechanischen Oberflächenbe-
handlung, wie z. B. dem Surface Mechanical Attrition Treatment (SMAT) durch sehr starke 
plastische Verformungen entstehen. Bei der SMAT-Behandlung werden die Oberflächen mit 
Frequenzen von ca. 20 kHz kugelgestrahlt und sowohl einer hohen Kugeldichte als auch großen 
Dehnraten (10-100 s-1), ähnlich wie in Ultraschallanlagen, ausgesetzt. Tao et al. [130,131] 
konnten dazu an einem Schliff einer Alpha-Eisen Probe, die einer SMAT-Behandlung ausge-
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setzt wurde, die Bildung gleichachsiger nanokristalliner Körner mit zufälligen kristallographi-
schen Orientierungen beobachteten. Nach Wang et al. [129] lässt sich die FGA-Bildung durch 
das NCP-Modell nach Hong et al. [83,127] in Verbindung mit dem SMAT-Prozess erklären. 
Dennoch schließen Wang et al. eine verstärkte Rissbildung durch Wasserstoffversprödung 
nicht aus, da Einschlüsse bevorzugte Positionen für eine Anreicherung von Wasserstoff wäh-
rend des Erstarrungsvorgangs sind. In diesem Zusammenhang ist nach [129] die chemische 
Zusammensetzung des FGA-Layers von entscheidender Bedeutung.  

In [74] führten Wang et al. weitere Untersuchungen zur FGA-Bildung an einem rostfreien Fe-
derstahl und einem hochfesten Wälzlagerstahl durch. Nach der Ermüdungsbelastung wurde die 
FGA auf der Bruchfläche durch vorsichtiges Polieren entfernt und der Schliff angeätzt, um die 
Mikrostruktur direkt unter dem Rissinitiierungsbereich zu untersuchen. Als Begründung für die 
Entstehung von Nanostrukturen und Hohlräumen sehen Wang et al. [74] die Bildung eines Ver-
setzungsaufstaus aufgrund des Aufschichtens von Versetzungsbewegungen innerhalb ehemali-
ger Austenitkörner, so dass die Entwicklung von FGAs orientierungsabhängig ist und sich in 
Bezug auf die Belastungsrichtung ändert.  

 
Abbildung 2-23: Modell zur FGA-Bildung nach Song und Sun nach [132] (a) Rissinitiierung durch 
lokale Akkumulation von plastischen Dehnungen unterstützt durch Versetzungsbildung; (b) Bildung 
der Nanokörner aufgrund der Wechselwirkung zwischen den Versetzungen während der zyklischen 
Belastung – Bildung weiterer Mikrorisse ohne Kornfeinung möglich; (c) Zusammenschluss der Mikro-
risse gefolgt von Kornfeinung durch nun höhere Spannungsintensität oder der Bildung neuer Mikro-
risse; (d) Ende der FGA-Bildung und Übergang zum Risswachstum im FiE. 

Sun et al. [121] führten umfassende elektronenmikroskopische Untersuchungen an einem mar-
tensitischen rostfreien Stahl durch und fanden sowohl Gefügeveränderungen auf nur einer Seite 
als auch auf beiden Seiten der Bruchfläche. Sie gehen davon aus, dass sich Mikrorisse zunächst 
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in einigen lokalen Bereichen zwischen Einschluss und Matrix aufgrund der Akkumulation ir-
reversibler plastischer Verformungen bilden. Der Ansatz zur FGA-Bildung ist in Abbil-
dung 2-23 nach Song et al. [132] skizziert. Ob sich die Gefügestruktur ändert oder nicht, hängt 
nach [121] nicht nur von der Belastungssituation ab, sondern auch vom Werkstoff selbst, ins-
besondere von der lokalen Mikrostruktur um einen gebildeten Riss. Der Hauptriss setzt sich 
demnach durch Abschnitte einzelner Mikrorisse zusammen. Die Rissausbreitung kann sowohl 
gesteuert durch die feinen Körner erfolgen als auch an lokalen Positionen ohne deren Einfluss. 
Daher ist sowohl die einseitige FGA-Bildung auf gegenüberliegenden Bruchflächen nach Sa-
kai et al. [120] plausibel, als auch die Beobachtungen von Hong et al. [83], die auf beiden Pro-
benhälften eine FGA beobachten konnten. Weiter erklärt der Ansatz die Phänomene, dass sich 
auch bei einer CA-Belastung teilweise nur lokale Feinkornzonen unterhalb der Bruchfläche 
zeigen [121,133], in anderen Veröffentlichungen aber ein durchgängiger, konstanter 
FGA-Layer gefunden wurde [81,121].  

2.4.4 Einflüsse auf das Ermüdungsverhalten im VHCF-Bereich 

Im Folgendem wird der Einfluss der Mittelspannung bzw. des Spannungsverhältnisses auf das 
Ermüdungsverhalten im VHCF-Bereich beschrieben. Im Anschluss werden die Besonderheiten 
bei der Aufbringung von Belastungskollektiven erörtert und die Erkenntnisse zum Rissausbrei-
tungsverhalten in korrosiven Medien bei sehr hohen Lastwechselzahlen beleuchtet. 

2.4.4.1 Mittelspannung bzw. R-Verhältnis 

Abbildung 2-24 zeigt am Beispiel des in dieser Arbeit untersuchten Vergütungsstahls 
34CrNiMo6 die Konstruktion des Haigh-Diagramms nach verschiedenen analytischen Ansät-
zen (Goodman, Gerber [19] sowie der FKM-Richtlinie [134]) und einen Vergleich mit den 
experimentellen Langzeitfestigkeiten für 109 Zyklen bei einer Ausfallwahrscheinlichkeit von 
50 %, die in [135] ermittelt wurden. 

In Abbildung 2-24 konnte so ein Wert von M = 0,52 [63] bei einer Grenzlastspielzahl von 109 
Zyklen ermittelt werden, der in Zusammenhang mit dem FKM-Ansatz alle experimentellen 
Langzeitfestigkeitswerte gut beschreibt. Die Mittelspannungsempfindlichkeit von M = 0,32, 
die in [63] auf Grundlage der konventionellen Langzeitfestigkeitswerte nach FKM-Richtline 
für den Werkstoff ermittelt wurde, konnte hingegen die experimentellen Werte bei den unter-
suchten R-Verhältnissen nicht beschreiben. Auch die Ansätze nach Goodman und Gerber eig-
nen sich nach Abbildung 2-24 nicht zur Abbildung der experimentellen Werte. 
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Abbildung 2-24: Haigh-Diagramm für experimentelle Langzeitfestigkeitswerte im VHCF-Bereich ge-
zeichnet nach unterschiedlichen Ansätzen für positive Mittelspannungen (R ≥ -1) des Vergütungsstahls 
34CrNiMo6 nach [63,136]. 
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Abbildung 2-25: FIB-Untersuchungen an VHCF-Proben aus X10CrNiMoV12-2-2 in der Umgebung 
der Rissinitiierung bei (a) σa = 530 MPa, Nf = 2,68∙107, R = -1; (b) σa = 513 MPa, Nf = 5,15·107, 
R = -0,5; (c) σa = 388 MPa, Nf = 1,92·109, R = 0,1 und (d) σa = 264 MPa, Nf = 5,42·108, R = 0,5. [81] 

Kovacs et al. [62] untersuchten den hochlegierten Stahl X10CrNiMoV12-2-2 bei vier verschie-
denen Spannungsverhältnissen von R = [-1 | 0,1 | 0,5 | 0,7]. Für R = 0,7 ähnelten die Ermü-
dungsbruchflächen eher den Bruchflächen von quasi-statischen Zugversuchen, hervorgerufen 
durch das extreme zyklische Kriechen während des Ermüdungsversuchs. Eine FGA konnte in 
[62] nur auf Bruchflächen beobachtet werden, die unter R = -1 getestet wurden. Die Autoren 
vermuten, dass ein vermindertes Rissschließen und zyklisches Kriechen während der Versuche 
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für R-Verhältnisse R > 0 dazu führen, dass bei höheren Spannungsverhältnissen keine FGA 
mehr beobachtet werden konnte und die Größe der vermessenen FiE-Zonen anstiegen. Weiter-
hin zeigte sich in den Ermüdungsdaten, dass sich mit zunehmender Mittelspannung bzw. grö-
ßerem R-Verhältnis die Bruchlastspielzahlen zu immer höheren Lebensdauern verlagerten. 
Kovacs et al. führten die Beobachtungen auf erhöhte lokale plastische Verformungen in der 
Umgebung der Einschlüsse und Risse zurück. Diese Tendenz zeigt sich zum Teil auch in den 
Ermüdungsdaten von Müller [135], der den Vergütungsstahl 34CrNiMo6 unter vier R-Verhält-
nissen untersuchte. Ritz et al. [81,137] führten weitere Untersuchungen auf Grundlage der Er-
kenntnisse von Kovacs durch und fanden anhand von FIB-Untersuchungen heraus, dass sich in 
Abhängigkeit des Spannungsverhältnisses unterschiedlich dicke FGA-Layer unterhalb der 
Bruchfläche zeigten. Bei R = 0,5 wurde keine Feinkornzone mehr beobachtet und bei R = 0,1 
zeigten sich nur partiell beeinflusste Bereiche, wie in Abbildung 2-25 zu sehen. 

Nehila et al. [138] untersuchten die zwei Spannungsverhältnisse R = 0 und R = -1 an einem 
CrNi-Getriebestahl und führten Topographieuntersuchungen der Bruchflächen in der Nähe der 
Rissinitiierung durch. Die Morphologie im Bereich der FGA war bei R = -1 ausgeprägter und 
rauer im Vergleich zu R = 0. Die Autoren schlussfolgern daraus, dass die FGA-Bildung sowohl 
von der Anzahl an Belastungszyklen abhängt als auch eng an Rissschließeffekte geknüpft ist. 
Schönbauer et al. [139] untersuchten weiter einen nichtrostenden Stahl unter drei positiven 
Spannungsverhältnissen von R = [0,05 | 0,5 | 0,8] unter Einfluss von Chlorid-Lösungen sowie 
in Luft bei 90°C und Pan et al. [140] führten umfassende Analysen bei verschiedenen Mit-
telspannungen (R = -1 bis R = 0,8) an Ti6Al4V durch, um die Ermüdungsbruchflächen auf die 
Bildung einer FGA zu untersuchen. Auf Grundlage der Ergebnisse in [140] schlagen Pan et al. 
eine alternative Beziehung für die Beschreibung des Haigh-Diagramms im VHCF-Bereich vor 
und fanden außerdem FGA-Zonen sowohl an inneren Defekten als auch an Oberflächendefek-
ten.  

2.4.4.2 Variable Amplitudenbelastung 

In der Realität werden Bauteile sehr selten mit einer reinen CA-Belastung beansprucht. Die 
ständige Variation von Mittelspannung und Lastamplitude kann durch auftretende Reihenfol-
geeffekte [20] einen Einfluss auf die Ermüdungseigenschaften der untersuchten Materialen ha-
ben. In der Literatur sind sowohl die Effekte von repetitiven zweistufigen Blockbelastungen 
[63,99,100,135,141], der kumulativen Gauß-Verteilung [142–146] oder realen Belastungskol-
lektiven [135,136] auf die Lebensdauer untersucht worden. Im Allgemeinen zeigt sich unab-
hängig vom R-Verhältnis [145,146] eine Verschiebung der ertragbaren Spannungsamplitude 
bei einer VA zu höheren Lastwechselzahlen im Vergleich zu einer CA, wenn in der Wöhler-
kurve die maximale Spannungsamplitude des Kollektivs abgetragen wird.  
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Mayer et al. kommen zu der Erkenntnis, dass die Lebensdauer im Falle des in [145] untersuch-
ten Gauß-Kollektivs im VHCF-Bereich weder anhand von ermittelten CA-Daten noch von er-
mittelten VA-Daten aus dem HCF-Bereich, vorhergesagt werden können. Die Autoren vermu-
ten, dass sich die große Anzahl an Niedriglastzyklen vorwiegend negativ, unter bestimmten 
Bedingungen aber auch positiv auf die Lebensdauer auswirken können. Schönbauer et al. [146] 
untersuchten u. a. den Einfluss des Ommission-Levels, also dem Abschneiden kleiner Span-
nungsamplituden [22], des eingesetzten Gauß-Kollektivs und schlussfolgern, dass ein Ommis-
sion-Level von 60 % der maximalen Spannungsamplitude zu akzeptablen Ergebnissen führt, 
während die Versuchsdauer gleichzeitig deutlich reduziert wird.  

Durch die Untersuchung der Rastmarken, die sich durch die unterschiedlichen Beanspru-
chungszustände bei einer VA-Belastung ergeben, konnten in vielen Veröffentlichungen Riss-
geschwindigkeitswerte sowohl im FiE [63,99,100,141] als auch im Bereich der FGA [98,141] 
ermittelt werden (vgl. Kapitel 2.4.2.3, S. 30). 

Ogawa et al. [99] konnte außerdem die Größe der beobachteten FGA um den Einschluss gezielt 
verändern, indem sie den Ermüdungsversuch auf einem zuvor schon untersuchten Referenz-
spannungsniveau unterbrachen, die Spannungsamplitude verringerten und anschließend den 
Versuch bis zum Bruch weiter fortführten. Im Vergleich zum Referenzspannungsniveau zeigten 
sich auf den Bruchflächen nach Herabsetzen der Amplitudenbelastung deutlich größere FGAs. 

Müller [135] untersuchte die unterschiedlichen Rekonstruktionsvarianten des Helikopterrotor-
kollektivs FELIX bei R = -1 an einem Vergütungsstahl, dass auch innerhalb dieser Arbeit weiter 
betrachtet wird. Ein signifikanter Einfluss der Rekonstruktionsvariante auf die Lebensdauer 
konnte nicht festgestellt werden. Allerdings zeigte sich eine Verschiebung der Brüche zu höhe-
ren Lastwechselzahlen im Vergleich zu den Ergebnissen bei CA-Belastung [135,136]. 
Stäcker et al. [136] untersuchten das Windturbinenlastspektrum WISPER bei R = 0. Die Aus-
wertung der Ermüdungsdaten zeigte hingegen keinen signifikanten Unterschied im Vergleich 
zur CA-Belastung. 

2.4.4.3 Korrosion im VHCF-Bereich 

Im VHCF-Bereich werden Umwelteinflüsse, insbesondere Korrosionsermüdung, recht selten 
untersucht [15,139,147–155]. Die Erkenntnisse von El May et al. [155] zeigen, dass die Anzahl 
der Belastungszyklen bzw. genauer gesagt die Rissinitiierung unter dem Einfluss von korrosi-
ven Lösungen und nicht die Zeit in der Lösung als entscheidender Faktor anzunehmen ist. Sie 
untersuchten dafür den nichtrostenden Stahl X12CrNiMoV12-3 in Luft und drei verschiedenen 
Medien bei 10 Hz und 120 Hz bei R = -1 bis 107 Zyklen, konnten aber im Gegensatz zum Ein-
fluss der Umgebung und des Spannungsverhältnisses keine nennenswerten Abweichungen in 
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der Lebensdauer und der Rissinitiierung aufgrund der Belastungsfrequenz ausmachen. 
El May et al. [155] stellten außerdem einen deutlichen Abfall des elektrochemischen Potentials 
bei Lastaufbringung am Beginn eines Versuchs fest, was sie auf das Aufbrechen der Passiv-
schicht und den Beginn der Bildung von PSBs als Rissinitiierungsmechanismus zurückführen. 
Bei sehr geringen Spannungsamplituden konnten sie allerdings bis zur Grenzlastspielzahl we-
der einen Abfall des Potentials noch eine Rissinitiierung beobachten und folgern daraus, dass 
der Passivfilm das Material zumindest bis zur untersuchten Grenzlastspielzahl vor Korrosions-
ermüdung schützt. Pérez-Mora et al. [147] testeten glatte und vorkorrodierte VHCF-Proben bei 
R = -1 bis 109 Zyklen aus einem martensitisch-bainitischem Offshore-Stahl, der zur Fertigung 
von z. B. Verankerungsketten genutzt wird. Sie führten ihre Untersuchungen in Luft und in 
künstlichem Seewasser unter stetigem Besprühen der Proben durch und beobachteten eine dras-
tische Abnahme der Ermüdungsfestigkeiten sowie höhere Rissausbreitungsraten im Seewasser. 
Der ermittelte Schwellenwert zeigte aber nur sehr geringe Abweichungen zu den Untersuchun-
gen an Luft. Schönbauer et al. [139] erzeugten künstlich einzelne Korrosionsgruben in der 
Messlänge von VHCF-Proben aus nichtrostendem martensitischen Stahl und führten Ermü-
dungsversuche in zwei korrosiven Hochtemperaturmedien (O2 gesättigt und ungesättigt) mit 
drei unterschiedlichen R-Verhältnissen durch. Sie konnten eine signifikante Abnahme der Er-
müdungsfestigkeit in der aggressiveren mit Sauerstoff gesättigten Lösung feststellen. Weiter 
fanden die Autoren entgegen ihrer Vermutung höhere ∆Kth-Werte in beiden korrosiven Medien 
im Vergleich zu Luft. Nach [139,156] vermuten Schönbauer et al. Rissschließmechanismen als 
Erklärung für die Beobachtungen. Zhao et al. [148] testeten Ti6Al4V in einer 3 % NaCl-Lö-
sung und stellten ebenfalls eine geringe Abnahme der Ermüdungsfestigkeit im Vergleich zu 
Luft fest. Sie identifizierten kleine Oberflächendefekte als Rissinitiierungsstellen. Die Band-
breite, der in korrosiven Medien getesteten Werkstoffe, ist jedoch sehr begrenzt. Nach 
[15,139,147,148,153,154,156,157] werden oft durch Lochfraßkorrosion hervorgerufene Korro-
sionsgruben und Oberflächendefekte, die durch Vorkorrosion an der Luft verursacht werden 
oder während der Ermüdungsversuche in aggressiven Lösungen entstehen, als Rissinitiierung-
sorte ausgemacht. Rissinitiierung von inneren Fehlstellen, wie es unter Luftbedingungen beo-
bachtet wird, werden nicht beschrieben. 
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3 Werkstoffe und Probengeometrie 

Im Folgenden wird ein kurzer Überblick über die mechanischen Eigenschaften und die chemi-
sche Zusammensetzungen der untersuchten Werkstoffe gegeben. Im Anschluss wird die ver-
wendete Probengeometrie vorgestellt. 

3.1 Materialcharakterisierung 

Innerhalb dieser Arbeit wurden die in Tabelle 3-1 gelisteten Werkstoffe auf ihr Verhalten im 
VHCF-Bereich untersucht. Die mechanischen Eigenschaften der untersuchten Werkstoffe aus 
Tabelle 3-2 wurden den entsprechenden Werkstoffzeugnissen entnommen bzw. aus eigenen 
Zugversuchen an VHCF-Proben ausgewertet. Die Härtewerte nach Vickers wurden am Fraun-
hofer IGP in Rostock und am Lehrstuhl für Werkstofftechnik der Universität Rostock aufge-
nommen. 
Tabelle 3-1: Untersuchte metallische Werkstoffe. 
DIN EN 10027-1 DIN EN 10027-2 Art des Werkstoffs 
34CrNiMo6 1.6582 Vergütungsstahl 
S355J2C+N 1.0579 Baustahl 
X2CrNiMoN22-5-3 1.4462 Nichtrostender Duplex-Stahl 
Ti6Al4V 3.7165 Additiv gefertigte Titanlegierung (EBM) 

Tabelle 3-2: Mechanische Eigenschaften der untersuchten metallischen Werkstoffe. 
Werkstoff Rm [MPa] Re [MPa] E [GPa] A [%] HV1 
1.6582 1091 1 1013 1 193,7 1 21,96 1 357 2 
1.0579 593 1 364 1 196 1 17 1 162,6 3 
1.4462 963 4 753 4 200 5 24 4 344,2 3 
3.7165 1120 1 1078 1 116 1 2,72 1 361 2 

Eine Übersicht der chemischen Zusammensetzung der untersuchten metallischen Werkstoffe 
ist in Tabelle 3-3 gegeben. Die Daten wurden ebenfalls den entsprechenden Werkstoffzeugnis-
sen entnommen bzw. mithilfe der Funkenemissionsspektrometrie ermittelt. Der im kaltgewalz-
ten Zustand (+C) gelieferte Baustahl wurde im Wärmebehandlungsofen kurz oberhalb der AC3 

 
1 Daten aus Zugversuchen mit jeweils 3 VHCF-Proben (1.6582, 1.0579) bzw. 2 VHCF-Proben (3.7165). 
2 Messung am Lehrstuhl für Werkstofftechnik der Universität Rostock; Mittelwert aus jeweils 6 Einzelmessungen. 
3 Messung am Fraunhofer IGP; Mittelwert aus jeweils 5 Einzelmessungen pro Werkstoff. 
4 Daten nach Werkstoffzeugnis. 
5 Daten nach Werkstoffdatenblatt [158]. 
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Temperatur geglüht und in ruhender Atmosphäre abgekühlt, um einen normalgeglühten Zu-
stand (+N) des Gefüges herzustellen. Alle weiteren Werkstoffe wurden keiner weiteren Wär-
mebehandlung unterzogen, im gelieferten Zustand auf die entsprechende Probenform (siehe 
Kapitel 3.2) abgedreht und anschließend im Messbereich bis zu einer 4000er Körnung geschlif-
fen und poliert, um entstandene Umfangsriefen zu beseitigen. 
Tabelle 3-3: Chemische Eigenschaften der untersuchten metallischen Werkstoffe in Gewichts-%. 
Werkstoff C Si Mn Ni Cr Mo Cu S P Ti 
1.6582 6 0,325 0,368 0,54 1,49 1,56 0,163 0,016 0,008 0,035 - 
1.0579 4 0,18 0,32 1,37 - - - 0,03 0,002 0,007 - 
1.4462 4 0,016 0,372 1,623 4,77 22,2 3,232 0,176 0,001 0,029 0,05 
3.7165 7 - - - 0,02 - - 0,01 - - 92,61 
Werkstoff Co Al N V As Zr Nb Fe   
1.6582 6 0,01 0,02 - 0,001 0,007 - 0,001 95,35   
1.0579 4 - 0,03 - - - - - 98,06   
1.4462 4 - - 0,182 - - - - 67,35   
3.7165 7 - 2,96 - 4,19 - 0,03 - 0,18   

20 μm

(b)

20 μm

(c)

20 μm

(a)

20 μm20 μm

(d) (e)

 
Abbildung 3-1: Schliffbilder der untersuchten metallischen Werkstoffe. (a) Vergütungsstahl 
34CrNiMo6 (1.6582; Ätzung: Beraha-I, nass, 6 s); (b) Baustahl S355J2C+N (1.0579; Ätzung: Nital); 
(c) Nichtrostender Duplex-Stahl X2CrNiMoN22-5-3 (1.4462; Ätzung: V2A Beize); (d) Granulat 
Ti6Al4V (3.7165; Ätzung: Weck); (e) Electron Beam Melting (EBM) Ti6Al4V (3.7165-A; Ätzung: Am-
moniumbifluorid). 

In Abbildung 3-1 sind die Schliffbilder der untersuchten Werkstoffe gezeigt. Abbildung 3-1a 
zeigt Martensitanteile (blau gefärbt) sowie Zwischenstufengefüge (verschieden braun gefärbt) 
des Vergütungsstahls (vgl. [159]). Abbildung 3-1b zeigt das ferritisch-perlitische Gefüge des 
untersuchten Baustahls im Zustand nach der Wärmebehandlung. Der nichtrostende Duplex-

 
6 Chemische Analyse über Funkenemissionsspektrometrie am Fraunhofer IGP Rostock; Mittelwert aus 5 Einzel-
messungen. 
7 Chemische Analyse über Röntgenfluoreszenzspektroskopie am Leibnitz Institut für Katalyse in Rostock 
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Stahl in Abbildung 3-1c weist ein ferritisch-austenitisches Gefüge auf (vgl. [160]). Abbil-
dung 3-1d zeigt einen metallischen Schliff des eingesetzten Ti6Al4V-Granulats für die Weiter-
verarbeitung im Electron Beam Melting (EBM) Prozess. Vergleichend ist in Abbildung 3-1e 
das Gefüge der α-β Titanlegierung nach dem Druckprozess zu sehen. Beide Abbildungen zei-
gen eine korbgeflechtartige bzw. Widmanstätten Anordnung der α- und β-Phasen. Die Pro-
zessparameter zur Herstellung der Ti6Al4V-Rohlinge mittels EBM sind Tabelle 3-4 zu entneh-
men. 
Tabelle 3-4: Prozessparameter des EBM-Verfahrens zur Herstellung der Ti6Al4V-Rohlinge. [161] 
Partikelgröße 
[µm] 

Strom-
stärke [mA] 

Geschwindig-
keit [mm/s] 

Füllabstand 
[µm] 

Schichtdi-
cke [µm] 

Umgebungs-
druck [mbar] 

Porosität 
[%] 

45 - 105 21 4530 100 50 5·10-4 0,6 

3.2 Probengeometrie und –auslegung 

Die Probengeometrie der getesteten VHCF-Proben ist Abbildung 3-2 zu entnehmen. Die grund-
legende Probenform des dargestellten Zwei-Masse-Schwingers wurde von der BOKU Wien 
entwickelt. Um Ermüdungsversuche mit überlagerter Mittelspannung (R ≠ -1) durchzuführen, 
sind an beiden Schwingmassen Gewinde vorgesehen, während für Ermüdungsversuche bei 
Zug-Druck Belastung (R = -1) ein einseitig angebrachtes Gewinde genügt. Die konkret für je-
den Werkstoff durchzuführende Probenauslegung wurde durch eine numerische Modalanalyse 
mit ANSYS® Workbench durchgeführt. Die Eigenfrequenz der Proben mit longitudinaler 
Schwingform ist dazu auf die vom Ultraschallprüfstand vorgegebene Prüffrequenz von ca. 
19,3 kHz anzupassen. Die optimierten geometrischen Parameter sind in Tabelle 3-5 in Abhän-
gigkeit des untersuchten Werkstoffs gelistet.  

R ≠ -1 rt
lmr

lp

lm

d
m

M8x1

dmr

 
Abbildung 3-2: VHCF-Probengeometrie in Abhängigkeit der Parameter nach Tabelle 3-5 für Ermü-
dungsversuche bei R = -1 sowie für R ≠ -1 mit zweitem Gewinde. 
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Tabelle 3-5: Geometrische Abmessungen der VHCF-Proben in Abhängigkeit des untersuchten 
Werkstoffs. 
Werkstoff dmr [mm] lmr [mm] rt [mm] lp [mm] lm [mm] dm [mm] 
1.6582 4 5 15,3 26,1 9,79 14 
1.0579 3 5 28 25 4,78 12 
1.4462 3 5 30 25 4,52 11,6 
3.7165 3 5 10 22,7 9,35 12 
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4 Versuchstechnik 

In diesem Kapitel wird der eingesetzte Ultraschallprüfstand vorgestellt und die innerhalb dieser 
Arbeit vorgesehenen Erweiterungen sowohl des Prüfstands als auch der Steuerungssoftware 
erläutert. Weiter wird ein Überblick über die eingesetzten Standardlastspektren zur Untersu-
chung bei variabler Amplitudenbelastung gegeben. 

4.1 Ultraschallprüfstand 

Die Ermüdung metallischer Werkstoffe durch Ultraschall ist durch eine zyklische Beanspru-
chung bei Frequenzen im Bereich von 15 bis 25 kHz gekennzeichnet. Ein immenser Vorteil des 
Einsatzes der Ultraschallermüdung liegt darin, dass Ermüdungskennwerte wie z. B. Wöhlerli-
nien, Langzeitfestigkeiten oder auch Schwellenwerte wirtschaftlich in kurzen Zeiten bestimmt 
werden können. Beispielsweise würde ein Ermüdungsversuch mit einer Grenzlastspielzahl von 
109 Zyklen mit einem konventionellen Prüfsystem von 30 Hz ca. ein Jahr dauern. Durch Nut-
zung eines Ultraschallprüfstands kann die Versuchszeit in Abhängigkeit der Dämpfungseigen-
schaften des Werkstoffs und der aufgebrachten Belastung auf weniger als 2 Tage8 reduziert 
werden. Balle [162] verdeutlicht den Zeitvorteil der Ultraschallermüdung in Abbildung 4-1 und 
gibt in [162] einen kurzen Überblick der historischen Meilensteine in der Entwicklung höher-
frequenter Prüfmaschinen.  
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Abbildung 4-1: Darstellung der Prüfzeit bei unterschiedlichen Testfrequenzen nach Balle [162]. 

 
8 Werkstoff: Ti6Al4V; σa = 400 MPa; R = -1; effektive Prüffrequenz ca. 6 kHz 
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Die Entwicklung hochfrequenter Prüfmaschinen im Bereich von 20 kHz wurde vor allem durch 
den Einsatz des inversen piezoelektrischen Effekts Mitte des 20. Jahrhunderts durch Ma-
son et al. [163] bestimmt. Seitdem haben sich Ultraschallprüfstände zur Untersuchung des Er-
müdungsverhaltens metallischer Werkstoffe vor allem bei hohen Lastwechselzahlen etabliert. 
Die Piezokristalle im Ultraschallwandler transformieren das sinusförmig anliegende elektrische 
Spannungssignal mit einer Frequenz von ca. 20 kHz in eine mechanische Schwingung der glei-
chen Frequenz, die in longitudinaler Richtung oszilliert. Falls die anregende Frequenz der me-
chanischen Schwingung und die Resonanzfrequenz des gesamten Schwingungssystems über-
einstimmen, können örtliche Dehnungs- bzw. Spannungsamplituden generiert werden, um Er-
müdungsversuche durchzuführen. [162,164] 

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

-1,0

-0,5

0,0

0,5

1,0

Probel/2-Stabakustisches HornLagerelement

e 
/ e

m
ax

 [-
]  

|  
 u

 / 
u m

ax
 [-

]

normierte Pfadlänge [-]  
Abbildung 4-2: Charakterisierung einer Ultraschallschwingung auf Grundlage einer Modalanalyse. 

Abbildung 4-2 zeigt ein numerisches Modell des eingesetzten Schwingungssystems bestehend 
aus Lagerelement, akustischem Horn, λ/2-Stab und der VHCF-Probe. Der dargestellte Model-
laufbau entspricht einer reinen Zug-Druck Beanspruchung bei R = -1. Das Lagerelement dient 
zur Befestigung der Komponenten des Resonanzsystems. Die Einspannung ist dafür im 
Schwingungsknoten (Position, an der die Verschiebung null wird) realisiert. Akustische Hörner 
sind Stäbe von resonanter Länge mit Querschnittsflächen, die sich entweder kontinuierlich oder 
diskontinuierlich über die Hornlänge verändern. Zur Aufrechterhaltung der Anforderung der 
Kontinuität der Partikelgeschwindigkeit entlang der Hornlänge muss die Verschiebung in Be-
reichen mit reduziertem Querschnitt zunehmen [164]. Entsprechend werden akustische Hörner 
zur Verstärkung der mechanischen Verschiebungswelle eingesetzt. λ- bzw. λ/2-Stäbe werden 
zur Verschiebung der mechanischen Verschiebungswelle eingesetzt. Beispielsweise kann mit 
λ-Stäben mehr Raum für Versuchsaufbauten geschaffen werden oder es werden Phasenver-
schiebungen mit λ/2-Stäben realisiert. Mittels einer Modalanalyse in Abaqus/CAE kann die 
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Resonanzfrequenz der gewünschten longitudinalen Schwingform ermittelt werden. Die aus der 
numerischen Simulation ermittelte normierte Verschiebung u / umax sowie die daraus über 

u
x

e


=


 (4-1) 

berechnete normierte Dehnung ε / εmax sind in Abbildung 4-2 über die einzelnen Komponenten 
des Schwingungssystems aufgetragen. Experimentell kann z. B. über das Applizieren von Deh-
nungsmessstreifen (DMS) in der Mitte der Probe dem elektrischen Spannungssignal eine Deh-
nungsamplitude zugeordnet werden, um so eine Kalibrierkurve bei unterschiedlichen Aus-
gangssignalen zu erhalten. Über das Hooke’sche Gesetz 

E e=   (4-2) 

mit dem Elastizitätsmodul E lassen sich schließlich die elastischen Spannungen σ berechnen. 
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Abbildung 4-3: Aufbau des Ultraschallprüfstands. (a) Übersicht der Prüfstandskomponenten mit Ver-
suchssteuerung der BOKU Wien und Vorlastrahmen für Ermüdungstests mit Mittelspannungseinfluss; 
(b) Vergrößerung eines Versuchsaufbaus bei R = -1 unter Luftbedingungen. 

Zur Ermittlung des Ermüdungsverhaltens im VHCF-Bereich wurde im Rahmen dieser Arbeit 
ein Ultraschallprüfstand verwendet, der in einem vorangegangen Projekt [135,165] umgesetzt 
und weiterentwickelt wurde. Die Grundlage des Prüfstands bildet das von der BOKU Wien 
entwickelte Ultraschallprüfsystem. Der Aufbau der Anlage ist in Abbildung 4-3 dargestellt. Die 
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optimale Testfrequenz liegt bei etwa 19,3 kHz. Das Grundkonzept wurde um verschiedene Er-
weiterungen modifiziert, um komplexere Testabläufe zu ermöglichen. Abbildung 4-3a zeigt 
den Vorlastrahmen mit Gegenlager und Steuergerät für Experimente mit Mittelspannungsein-
fluss (R ≠ -1) sowie die Versuchssteuerung der BOKU Wien.  

Über die Steuersoftware und den Messrechner werden während eines Ermüdungsversuchs ka-
librierte elektrische Spannungssignale in die Versuchssteuerungseinheit eingespeist und über 
den Ultraschallwandler in mechanische Schwingungen umgesetzt. Die Schwingungen werden 
anschließend im akustischen Horn verstärkt und über einen λ/2-Stab um eine halbe Wellenlänge 
verschoben an die Probe geführt (Abbildung 4-3b). Mit dem Infrarotthermometer in Abbil-
dung 4-3b wird bei Untersuchungen an Luft die Temperatur an der Oberfläche der Probe ge-
messen. Um die Hitzeentwicklung der Proben während der Ermüdungstests einzugrenzen, ist 
außerdem eine aktive Druckluftkühlung verbaut. Zudem wird der Testablauf über Puls-Pause-
Sequenzen realisiert, die an eine maximal zulässige Temperatur gekoppelt sind. Die automati-
sche Anpassung der Puls- und Pausenzeiten ist vor allem für die Durchführung von Tests mit 
variablen Amplituden sinnvoll, da die Erwärmung der Probe stark mit der Höhe der gewählten 
Belastung korreliert. Zur Befestigung verschiedener Halterungen ist außerdem ein 360° Mon-
tagering vorgesehen. Der Befestigungsring wurde ferner in [135] zur Montage eines optischen 
Mikroskops genutzt, um Oberflächenanrisse zu detektieren. 

Durch die Rissausbreitung in der Probe verändert sich deren Eigenfrequenz. Sinkt die Eigen-
frequenz um einen festgelegten Grenzwert von ca. 300 Hz ab, schaltet die Ultraschallprüfma-
schine ab und die Probe zeigt einen Ermüdungsriss, der zumindest den Großteil des Quer-
schnitts ausmacht. 

4.2 Erweiterung des Prüfstands für Seewasseruntersuchungen 

Abbildung 4-4 zeigt den Seewasserprüfstand, der in Zusammenarbeit mit der BOKU Wien 
[166] entworfen wurde. Der schon vorhandene Prüfstand für Ermüdungsuntersuchungen im 
VHCF-Bereich unter Luftbedingungen wurde dafür um eine Testkammer für Seewasserunter-
suchungen erweitert. Der Seewassertank und die Dosierpumpe in Abbildung 4-4a dienen zur 
kontinuierlichen Speisung und Umwälzung der Salzlösung in der Testkammer. Dabei wird die 
Testkammer von unten her gefüllt und die Probe während des Versuchs mit 3 l/h umspült (vgl. 
Abbildung 4-4b). Die Konstruktion wurde weiterhin so ausgelegt, dass über den schon vorhan-
denen Vorlastrahmen ebenfalls eine statische Mittelspannung der zyklischen Belastung überla-
gert werden kann. Die λ-Stäbe Abbildung 4-4b führen zu einer Phasenverschiebung der stehen-
den longitudinalen Welle, um mehr Raum für die Positionierung der Testkammer zu erhalten. 
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Die Kopplung zwischen den λ-Stäben und den Deckeln der Korrosionskammer ist von beson-
derer Bedeutung. Als Anforderungen an die konstruktive Umsetzung steht einerseits die Mög-
lichkeit der axialen Verschiebung der λ-Stäbe bei einem Probenwechsel und andererseits muss 
die Abdichtung der Kammer gewährleistet werden. [167,168] 

Probe
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elektrodePTFE Ring

λ-Stab(c)(b)

Einlass

StandfussGegenlager

Vorlastrahmen

Dosierpumpe

Seewasser-
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Leitfähigkeit
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Auslass
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Potentiostat

Oszilloskop

Transmitter
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Abbildung 4-4: (a) Übersicht der Erweiterung des Ultraschallprüfstands; (b) Darstellung der Test-
kammer; (c) Sicht auf eine Probe während eines Versuchs; (d) Darstellung der Messinstrumente nach 
[167,168]. 

Die konstruktive Umsetzung der erwähnten Anforderungen wurde über eine Doppelhülsenkon-
struktion gelöst, die außerhalb der Kammer über eine Schraubverbindung mit dem Deckel ge-
koppelt wird. Die Abdichtung zum Deckel ist dabei mit einem axialdichtenden O-Ring sicher-
gestellt. Die Dichtfunktion zwischen λ-Stab und der Hülsenkonstruktion übernimmt ein 
X-Ring. Im Gegensatz zu O-Ringen bieten X-Ringe oder auch Quadringe eine doppelte Dicht-
funktion und benötigen eine geringere Vorpressung, was zu einem reduzierten Verschleiß und 
damit zu einer höheren Lebensdauer bei zyklischen Einsätzen führt [169]. Außerdem neigen 
X-Ringe nicht zum Verdrillen bzw. Rollen in der Nut, was Vorteile im Hinblick auf die Pro-
benwechselvorgänge bietet. Zwischen den Hülsen ist eine Spielpassung mit kleinem Passungs-
spiel (F8/h6) vorgesehen, sodass die Komponenten noch leicht von Hand gegeneinander ver-
schoben werden können, um den Dichtring genau im Schwingungsknoten (Position entlang der 
stehenden Verschiebungswelle, bei der keine Verschiebung auftritt, vgl. Abbildung 4-2, S. 50) 
ausrichten zu können. Der Zu- und Ablauf des Seewassers ist konstruktiv durch integrierte 
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Schlauchanschlüsse gelöst. Die Lagerung der Testkammer wird über die in Abbildung 4-4b 
dargestellte Standfußkonstruktion gelöst, die direkt mit dem Gegenlager des Vorlastrahmens 
fest verbunden werden kann. Abbildung 4-4d zeigt außerdem die eingesetzten Messinstru-
mente. [167,168] 

Für die innerhalb dieser Arbeit durchgeführten Seewasseruntersuchungen findet das künstliche 
Seewasser nach ASTM D1141 - 98 [170] ohne Schwermetallbestandteile Verwendung. Der 
pH-Wert des künstlichen Seewassers wird in Anlehnung an die ASTM D1141 - 98 auf einen 
Wert von 8,2 angepasst. Das künstliche Seewasser wurde sowohl beim Wechsel eines Werk-
stoffs als auch bei einem Anstieg der Leitfähigkeit von über 10 % zum Ausgangswert der Lö-
sung ausgetauscht. Während des Testprogramms wird Sauerstoffgehalt, Temperatur und Leit-
fähigkeit des Seewassers mithilfe der in den Wasserkreislauf integrierten Messzellen über-
wacht. Die Tests fanden bei Raumtemperatur in der Seewasserlösung statt. Außerdem wird das 
elektrochemische Potential zwischen VHCF-Probe und einer Ag/AgCl-Referenzelektrode wäh-
rend des Versuchs gemessen. Die Probe ist über einen PTFE-Ring vom elektrochemischen Po-
tential der restlichen Versuchskammer entkoppelt, sodass ausschließlich der Potentialunter-
schied zwischen VHCF-Probe und Referenzelektrode gemessen wird. [167,168] 

4.3 Erweiterung der Steuerungssoftware 

Die zuvor beschriebenen Mess- und Prüfeinrichtungen können mit der vom Lehrstuhl für Struk-
turmechanik entwickelten Prüfsoftware Ultrasonic Fatigue Testing Software – Variable 
Amplitude Loading (UFaTeSVAL) angesteuert werden. Die in LabVIEW programmierte Soft-
ware ermöglicht eine vollkommen automatisierte Durchführung von Ermüdungsversuchen mit 
konstanter und variabler Amplitudenbelastung sowie die Möglichkeit, eine statische Mit-
telspannung der zyklischen Belastung zu überlagern. Software und Prüfstand unterliegen einem 
kontinuierlichen Erweiterungs- und Verbesserungsprozess. Die grundlegende Steuerungssoft-
ware wurde in [135] beschrieben. Innerhalb dieser Arbeit wurden zum Teil umfassende Erwei-
terungen an der Versuchssteuerung vorgenommen, die im Folgenden kurz erläutert werden. 

Die Benutzeroberfläche wurde grundlegend überarbeitet. Das Hauptfenster ist in Abbildung 4-5 
gezeigt. Für eine bessere Benutzerführung durch die Eingabemasken des Programms wurde 
eine Mouse-Over-Hilfe implementiert, die Hinweise und Tipps zu diversen Einstellungen lie-
fert. Die Grundstruktur der Software wurde in fünf einzelne Hauptschleifen (siehe Abbil-
dung 4-6) aufgeteilt, die parallel ausgeführt werden. Die Kommunikation zwischen den Schlei-
fen wird mit Message-Queues geregelt. Die Event-Handle Schleife wartet auf Benutzereinga-
ben, blendet die erwähnte Hilfeleiste ein und sendet Befehle an die User-Interface (UI) Schleife, 
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in der Berechnungen durchgeführt, Variablen zugewiesen und die Benutzereingaben weiterver-
arbeitet werden. Die UI Schleife kommuniziert weiter mit der Input-Output Schleife und der 
Logging Schleife, in denen die eigentliche Versuchssteuerung und Sicherung der Versuchsda-
ten stattfindet. In der Input-Output Schleife werden alle Tasks initialisiert, die Signale zur Steu-
erung des Ermüdungsversuchs gesendet sowie Messdaten empfangen und ausgewertet.  

 
Abbildung 4-5: Übersicht des Hauptfensters der Prüfsoftware UFaTeS VAL. 

User-Interface (UI) Schleife
• Initialisieren von Variablen

• Ausführen von Unterprogrammen (VIs)
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Abbildung 4-6: Vereinfachte Darstellung des Datenflusses und Aufbaus der Prüfsoftware UFaTeS VAL. 
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Alle relevanten Versuchsdaten werden in einer Queue an die Logging Schleife übergeben und 
nacheinander in eine *.dat Datei geschrieben. Zur Darstellung der aktuellen Werte im UI wird 
außerdem ein Melder mit allen relevanten Messwerten an die UI Display Schleife übergeben. 
Alle Variablen sind in einem Daten-Cluster zusammengefasst, werden analog zum Fehler-Clus-
ter durch die einzelnen Virtuellen Instrumente (VIs) und Schleifen geführt und können bei Be-
darf extrahiert werden. Innerhalb der einzelnen Schleifen sind Schieberegister zur Übertragung 
der Daten von einer Schleifeniteration zur darauffolgenden Schleifeniteration vorgesehen. Die 
Verwendung von funktionalen globalen Variablen ist demnach nicht mehr nötig. Durch die 
Aufteilung der einzelnen internen Prozesse konnte insgesamt eine Performance Verbesserung 
erzielt werden und die Stabilität der Software verbessert werden. Zusätzlich zur Sicherung der 
Messdatenhistorie wurde eine zeitgesteuerte Sicherung des Daten-Clusters implementiert. 
Demnach kann bei einem unvorhergesehenen Ausfall oder Abbruch des Versuchs, eine *.xml 
Datei geladen werden, in der die Daten der letzten Ausführung gesichert sind und der Ermü-
dungsversuch kann fortgeführt werden. Der Kalibrierungsprozess wurde vereinfacht, indem die 
Signale der DMS in der Software eingelesen werden können und daraufhin die Dehnungs-
amplitude berechnet wird. Dies erspart das manuelle Ablesen an der Versuchssteuerung. Die 
Kalibrierungsparameter können anschließend in eine *.xml Dateien gesichert bzw. von einer 
zuvor gesicherten Datei geladen werden. Neben weiteren kleineren Modifikationen im UI 
wurde der Funktionsumfang der Software durch die Implementierung der Messdaten (O2-Ge-
halt, Leitfähigkeit, Temperatur und elektrochemisches Potential) für Ermüdungsversuche in 
Seewasserumgebung erweitert. Eine maximal zulässige Abweichung vom initialen Messwert 
kann definiert werden, um beim Überschreiten des Werts einen Hinweis zu erhalten, das Test-
medium zu tauschen. 

4.4 Aufbereitung der eingesetzten Standardlastspektren 

Neben der einfachsten Form einer reinen CA-Belastung wurde auch der Einfluss einer VA-Be-
lastung in Form von Belastungskollektiven untersucht. Grundlage für ein Belastungskollektiv 
ist eine Belastungs-Zeit-Funktion (BZF), die idealerweise direkt vom Realbauteil über einen 
definierten Zeitraum aufgenommen wurde. Dies kann beispielsweise über DMS an kritischen 
Stellen des Bauteils erfolgen. Weiter können BZF bestimmter Standardlastspektren mit der 
Software NLR GENESIS (GENErator for StandardIsed Sequences) for Fatigue generiert wer-
den, so wie es für die beiden nachfolgend betrachteten Umkehrpunktfolgen FELIX (Messung 
an vier fixierten Helikopterrotoren von 140 Flügen [171]) in Abbildung 4-7a und WISPER 
(Messung an neun Windturbinen für zwei Monate [171]) in Abbildung 4-7b durchgeführt 
wurde. Über die Rainflow-Zählung wurden die einzelnen Schwingspiele der BZF anschließend 
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in eine Matrix überführt und in Abhängigkeit von Mittelwert und Spannungsamplitude über die 
Häufigkeit aufgetragen (Abbildung 4-7c bzw. d). Nach der FKM-Richtlinie [134] ist bei Kennt-
nis der Mittelspannungsempfindlichkeit eine Transformation der einzelnen Amplituden-Mittel-
wert-Paare auf ein beliebiges R-Verhältnis möglich.  

Zur Anwendung der Ultraschalltechnik ist es weiterhin nötig, eine minimale Blocklänge (ab-
hängig von der Prüffrequenz) nicht zu unterschreiten. Daher wurden die Kollektive auf insge-
samt zwölf bzw. sechs Blöcke vereinfacht. Die für die Ermüdungsversuche unter VA-Belastung 
eingesetzten Standardlastspektren sind für ein Spannungsverhältnis von R = -1 in Abbil-
dung 4-7e und f dargestellt. Beide Standardlastspektren unterscheiden sich deutlich im Kollek-
tivumfang und im prozentual auf H0 bezogenen Anteil an hohen Amplituden. Eine gute Vor-
stellung für die Schädigungswirkung eines Kollektivs gibt das Völligkeitsmaß v [22] nach 
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(4-3) 

Die Neigung k der Wöhlerkurve für eine Ausfallwahrscheinlichkeit von 50 % wurde mit 
ca. 12,8 mittels Horizontenverfahren nach [21] mit den experimentellen Daten des in [135] un-
tersuchten Vergütungsstahls 34CrNiMo6 (1.6582) bei R = -1 nach FKM-Richtlinie [134] be-
rechnet. Mithilfe der Einzelhäufigkeiten hi und der Spannungsamplituden σa,i je Block sowie 
des Kollektivhöchstwerts σa,max konnte ein Völligkeitsmaß von 0,82 für WISPER im Vergleich 
zu 0,67 für FELIX bestimmt werden. 

Die an die Ultraschalltechnik angepassten Blocklastkollektive wurden in den unterschiedlichen 
Rekonstruktionsvarianten (Abfolge der Einzelblöcke): 

• D – Descending (absteigend) 
• A – Ascending (aufsteigend) 
• R – Random (zufällig) 

in [135] getestet. Die genaue Blocklastfolge ist im Anhang A2 ab S. 144 aufgelistet. 
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Abbildung 4-7: (a) Ausschnitt aus der Belastungs-Zeit-Funktion des Helikopterrotorspektrums FELIX; 
(b) des Windturbinenspektrums WISPER; Darstellung der Range-Mean-Matrix auf Grundlage einer 
Rainflowzählung mit 32 Klassen für (c) FELIX und (d) WISPER; An die Ultraschalltechnik angepass-
ten Blocklastkollektive9 in absteigender Rekonstruktionsvariante (D) für ein R-Verhältnis von R = -1 
für (e) FELIX und (f) WISPER. 

 
9 Anpassung der Kollektive durch Müller [135]. 



 59 

 

 

5 Experimentelle Untersuchungen 

Auf Grundlage der durchgeführten Ermüdungsversuche im VHCF-Bereich unter Korrosions-
einfluss werden Wöhlerkurven bei CA für die drei untersuchten Stähle ausgewertet und der 
Einfluss des Seewassers mit Literaturdaten unter Luft- und anderen Umgebungsbedingungen 
interpretiert. Weiter werden mit dem zuvor im Seewasser untersuchten Vergütungsstahl Ermü-
dungsversuchsdaten unter Luftbedingungen bei variabler Amplitudenbelastung ausgewertet. Es 
wurden die zwei Standardlastspektren FELIX und WISPER bei R = 0 und R = -1 gegenüberge-
stellt, um sowohl den Einfluss des Standardlastspektrums als auch den Einfluss des R-Verhält-
nisses bei VA aufzuzeigen. Dabei wurde der Murakami-Ansatz zur Berechnung der 
Schwellspannungsamplitude im VHCF-Bereich für die untersuchten Standardlastspektren mo-
difiziert bzw. erweitert. Bei der fraktographischen Auswertung der bruchauslösenden Defekte 
konnten partielle FGA-Layer detektiert werden. Mit dem Ziel einen Beitrag zur Klärung des 
Bildungsmechanismus der FGA zu leisten, wurden anschließend mithilfe der additiven Ferti-
gung künstliche Fehlstellen innerhalb von Ermüdungsproben aus Ti6Al4V positioniert, um so-
wohl die Rissinitiierung als auch die Bildung einer FGA um den eingebrachten Defekt zu pro-
vozieren und weiter zu untersuchen. 

Die Auswertung der Ermüdungsversuchsdaten erfolgt mit dem PSV nach DIN 50100 [21] 
(siehe Abschnitt 2.1.2.1, S. 7). Neigung k, Konstante zur Beschreibung der Lage der Zeitfestig-
keitsgerade C, Streubreite TN und logarithmische Standardabweichung slogN,korr der einzelnen 
Wöhlerkurven bzw. Quantilkurven für die Überlebenswahrscheinlichkeiten Pü von 10 %, 50 % 
und 90 % sind dem Anhang A1 ab S. 143 zu entnehmen. 

5.1 Ermüdungsverhalten bei konstanter Amplitudenbelastung in 
Seewasser 

Der Abschnitt beschreibt die Ergebnisse der Ermüdungsversuche von drei unterschiedlichen 
Stählen unter dem Einfluss von künstlichem Seewasser nach ASTM [170]. Für den Versuchs-
aufbau findet der in Abschnitt 4.2, S. 52 vorgestellte Seewasserprüfstand Verwendung. Die 
Proben wurden, wie in Abschnitt 4.2 beschrieben, komplett in das korrosive Medium einge-
taucht und einer CA-Belastung bei Zug-Druck Belastung (R = -1) bis zu einer Grenzlastspiel-
zahl von NG = 2·109 unterzogen. Tabelle 5-1 zeigt die maximalen und minimalen Messwerte 
(Temperatur T, Sauerstoffgehalt O2, Leitfähigkeit κ, elektrochemisches Potential μ), die wäh-
rend der Seewasseruntersuchungen in den Testreihen je Material aufgenommen wurden. 
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Tabelle 5-1: Maximale und minimale Messwerte während der Seewasseruntersuchungen. [168] 
Material T [°C] O2 [mg/l] κ [mS/cm] μ [mV] 
1.0579 17,8…24,8 4,5…7,6 53,5…57,1 -638…-416 
1.4462 14,4…30,3 4,6…8,1 54,2…57,6 -189…28 
1.6582 15,4…23,57 4,6…6,5 47,9…54,9 -497…-342 

5.1.1 Vergütungsstahl 34CrNiMo6 | 1.6582 

In Abbildung 5-1 sind die Ergebnisse der Ermüdungstests für den untersuchten Vergütungsstahl 
34CrNiMo6 unter Seewasserbedingungen gezeigt. Im Vergleich ist eine Versuchsreihe unter 
Luftbedingungen von Müller [135] aufgetragen. Eine Übersicht der wesentlichen Versuchspa-
rameter (Umgebungsbedingungen, Belastung, R-Verhältnis, Durchmesser im Versuchsquer-
schnitt der Proben sowie Belastungsfrequenz) ist ebenfalls neben den Datenreihen dargestellt.  
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Abbildung 5-1: Ermüdungsversuchsdaten des Vergütungsstahls 34CrNiMo6 (1.6582) unter Seewas-
sereinfluss im Vergleich zu Ermüdungsversuchsdaten an Luft von Müller [135]. [168] 

Obwohl der PRE-Index im Allgemeinen für die Bewertung der Korrosionsbeständigkeit nicht-
rostender Stähle Anwendung findet, wird er im Folgenden als grobe Klassifizierung der unter-
suchten Legierungen genutzt. Für den Vergütungsstahl kann der PRE-Index mit der chemischen 
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Zusammensetzung aus Tabelle 3-3 über Gleichung (2-21), S. 20 mit 2,1 berechnet werden. Mit 
dem PSV konnte eine korrigierte logarithmischen Standardabweichung für kleine Stichproben 
[21] von slogN,korr = 0,42 für die Ermüdungsdaten im Seewasser berechnet werden. Typische 
Werte für slogN sind nach [172,173] in Lebensdauerrichtung im Allgemeinen im Bereich von 
0,1 bis 0,3 [174] zu finden. Dabei beruhen die Berechnungen jedoch auf Ermüdungsdaten im 
HCF-Bereich. Bei höheren Lastwechselzahlen und kleineren Lasthorizonten steigt die Streuung 
und kann so, wie z. . auch für die Datenreihe von Müller [135] mit slogN,korr = 0,66 in Abbil-
dung 5-1, größere Werte annehmen. Die berechneten Quantilkurven im Seewasser liegen im 
Vergleich zu den Luftuntersuchungen bei gleichen Lastwechselzahlen zu geringeren Span-
nungsamplituden verschoben.  

Um zu untersuchen, ob die Ermüdungsversuchsdaten im Seewasser durch die Verweildauer der 
Proben im Medium beeinflusst werden, wurde die effektive Prüffrequenz von drei VHCF-Pro-
ben absichtlich modifiziert. Die drei Versuche mit einer aufgebrachten Spannungsamplitude 
von σa = 300 MPa sind in Abbildung 5-1 mit der jeweiligen Versuchsdauer markiert. Zur Mo-
difizierung der effektiven Prüffrequenz, und damit der Verweildauer der Proben im Medium 
wurde die Pausenzeit der Versuche verändert. Die Belastungsfrequenz während der Pulszeit 
liegt unverändert bei ca. 19,3 kHz. Tabelle 5-2 gibt einen Überblick über die verwendeten Ver-
suchsparameter.  
Tabelle 5-2: Übersicht der Puls- und Pausenzeit zur Untersuchung des Einflusses der Verweildauer 
im Seewasser auf die Ermüdungsversuchsdaten. [168] 
Probe tPuls [s] tPause [s] Testrhythmus Verweildauer im Medium 
#1 0,2 3 kontinuierlich 1 h 9 min 47 s 
#2 0,2 10 kontinuierlich 2 h 42 min 21 s 
#3 0,2 10 106 LW pro Tag 5 Tage 1 h 14 min 38 s 

Die Proben #1 und #2 wurden kontinuierlich getestet. Für Probe #2 wurde außerdem die Pau-
senzeit auf tPause = 10 s erhöht, was in einer mehr als doppelten Verweildauer im Seewasser 
während des Ermüdungsversuchs resultiert. Die dritte Probe wurde gestaffelt getestet, um die 
Verweildauer künstlich auf ca. 5 Tage zu erhöhen. Dazu wurden nur 106 Zyklen pro Tag zuge-
lassen, die jedoch ohne weitere Unterbrechung mit der entsprechenden Puls- und Pausenzeit 
aus Tabelle 5-2 aufgebracht wurden. Demnach zeigt die Verweildauer der Proben im Seewasser 
nach Abbildung 5-1 zumindest im untersuchten Bereich (bis ca. 5 Tage) keinen signifikanten 
Einfluss auf die Ermüdungsversuchsdaten. 

Müller [135] beobachtete an Luft hauptsächlich Volumenversagen für Lastwechselzahlen grö-
ßer als ca. 106. Die untersuchten Bruchflächen im Seewasser zeigten ausschließlich Oberflä-
chenanrisse, wie exemplarisch in Abbildung 5-2a dargestellt.  
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Abbildung 5-2: Bruchflächenanalyse des Vergütungsstahls 34CrNiMo6 (1.6582) unter Seewasserein-
fluss. (a) Exemplarische Bruchfläche unter dem Lichtmikroskop mit vielen kleineren Anrissen am 
Hauptriss und einem Sekundärriss auf der gegenüberliegenden Seite; (b) geneigte Ansicht des Sekun-
därrisses mit weiterem, parallel versetztem Anriss; (c) geneigte Ansicht der Bruchfläche am Hauptriss 
mit Sicht auf die leicht versetzt zur Hauptrissebene liegenden Anrisse; (d) Vergrößerung des Mat-
rixmaterials um einen Defekt nahe der Probenoberfläche; (e) Korrosionsprodukte auf der Bruchflä-
che; (f) vergrößerte Ansicht einer gerissenen Schicht aus Korrosionsprodukten. [168] 

Weiterhin wurde nicht nur ein einzelner Hauptriss ausgehend von der Probenoberfläche beo-
bachtet. Abbildung 5-2a zeigt sehr viele Anrisse, die auf leicht versetzten Ebenen initiierten, 
um im Verlauf der Ermüdungsbelastung einen Hauptriss zu bilden. Weiter konnte in der Ebene 
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des Hauptrisses ein Sekundärriss (Abbildung 5-2b) beobachtet werden, der sich auf der gegen-
überliegenden Seite ausgebreitet hat. Parallel zum Sekundärriss zeigt sich in ca. 1 mm Entfer-
nung ein weiterer, paralleler Oberflächenanriss, der ebenfalls in Abbildung 5-2b markiert ist. 
Alle beobachteten Oberflächenrisse werden außerdem von Korrosionserscheinungen an der 
Probenoberfläche begleitet (Abbildung 5-2c). Abbildung 5-2d zeigt eine vergrößerte Ansicht 
des Matrixmaterials um einen Defekt nahe der Probenoberfläche und Abbildung 5-2e einen 
Übergang von einem stärker korrodierten Bereich (links) zu einem weniger stark korrodierten 
Bereich (rechts). Die Korrosionsprodukte können teilweise als eine Art gerissene Schicht auf 
der Bruchfläche identifiziert werden, wie in der Vergrößerung aus Abbildung 5-2f dargestellt. 

Bei einer Probe konnte ein markanter Korrosionsfleck nahe der Probenoberfläche detektiert 
werden. Ein Ausschnitt der Bruchfläche unter dem optischen Mikroskop ist Abbildung 5-3a 
dargestellt. Im Vergleich zur restlichen Bruchfläche, zeigen sich lokal im Bereich der Rissini-
tiierung deutlich markantere Korrosionserscheinungen. Abbildung 5-3b zeigt die Darstellung 
des Korrosionsflecks bei einer leicht angewinkelten Position unter dem Rasterelektronenmik-
roskop. Die Vergrößerungen des Korrosionsflecks in den REM-Bildern in Abbildung 5-3c und 
d verdeutlichen eine Struktur von ca. 50 μm Durchmesser, die von Korrosionsprodukten belegt 
ist. In der Umgebung der Struktur zeigen sich nadelförmige Korrosionsprodukte auf der Bruch-
fläche (Abbildung 5-3e). Der Durchmesser der Struktur liegt im Bereich der beobachteten 
Größe nichtmetallischer Einschlüsse im untersuchten Vergütungsstahl (siehe z. . [63,135]). 
Eine eindeutige Differenzierung zwischen volumeninduziertem und oberflächeninduziertem 
Bruchversagen ist aber aufgrund der starken Korrosionserscheinungen nicht möglich. Die 
Probe wurde daher auch als oberflächeninduziertes Bruchversagen in Abbildung 5-1 gekenn-
zeichnet. Abrasion durch Erosions- oder Kavitationskorrosion konnte vor allem auch an der 
Unterseite der Schwingmassen, sowohl während der Versuche als auch durch die mikroskopi-
sche Auswertung nach den Versuchen, beobachtet werden. 

In Abbildung 5-4 ist die Entwicklung der Messdaten anhand einer Probe gezeigt, die im 
HCF-Bereich bei 1,31·106 Zyklen versagte und somit insgesamt 11 min und 36 s im künstlichen 
Seewasser ermüdet wurde. Auf der Abszisse ist die normierte Testdauer angegeben, wobei auf 
der Ordinate die prozentuale Veränderung der Messwerte vom jeweiligen Ausgangswert ge-
zeigt ist. Die Ausgangswerte sind neben den Graphen aufgelistet. Das elektrochemische Poten-
tial aus Abbildung 5-4 zeigt einen signifikanten Abfall von ca. 10 % zu Beginn der zyklischen 
Ermüdungsbelastung. El May et al. [155] konnten eine ähnliche Beobachtung in Ermüdungs-
tests bei f = 120 Hz des hochfesten martensitischen Stahls X12CrNiMoV12-3 (PRE = 17,28) 
machen und korrelierten den Abfall mit dem Anriss der Passivschicht der Legierung. Bis zum 
Ausfall der Probe bei t / ∆t = 1 steigt das elektrochemische Potential anschließend wieder an.  
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Abbildung 5-3: Bruchflächenanalyse des Vergütungsstahls 34CrNiMo6 (1.6582) unter Seewasserein-
fluss. (a) Lichtmikroskopische Aufnahme eines auffälligen Korrosionsflecks in der Nähe der Proben-
oberfläche; (b) geneigte REM-Aufnahme der Rissinitiierungsposition; (c) Vergrößerung der Rissiniti-
ierungsposition; (d) Vergrößerung von (c); (e) Vergrößerung der Korrosionsprodukte auf der Bruch-
fläche. [168] 

Temperatur und Sauerstoffgehalt schwanken gegenläufig im Bereich von ca. ± 2 %. Leitfähig-
keit und Eigenfrequenz der Probe sind konstant über die Testdauer. Die Eigenfrequenz zeigt 
einen Abfall am Ende des Versuchs (Abschaltkriterium des Versuchs). El May et al. [155] 
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konnten durch die Auswertung des elektrochemischen Potentials Anzeichen für die Rissinitiie-
rung feststellen. An den Messdaten der durchgeführten Versuche zeigten sich jedoch keine An-
zeichen für eine vorzeitige Rissinitiierung oder für das Versagen der Proben. 
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Abbildung 5-4: Messdaten des Vergütungsstahls 34CrNiMo6 (1.6582) unter Seewassereinfluss am 
Beispiel eines Versuchs mit einer Testzeit von 11 min 36 s. 

5.1.2 Baustahl S355J2C+N | 1.0579 

Die Ergebnisse der Ermüdungsversuche unter Seewasserbedingungen des Baustahls sind in Ab-
bildung 5-5 dargestellt. Neben den Ermüdungsdaten unter Seewasserbedingungen sind noch 
die Datenreihen von Milovanović et al. [175] unter Luftbedingungen und Klusák et al. [176] im 
destillierten Wasser gezeigt, wobei die Ermüdungsdaten von Milovanović et al. [175] mit grö-
ßeren Probenvolumina und mit konventionellen Belastungsfrequenzen (3 - 10 Hz) bestimmt 
wurden. Die grauen Datenpunkte entstammen der FKM-Richtlinie [134] und wurden ebenfalls 
unter Luftbedingungen aufgenommen. Die Untersuchungen im Seewasser zeigen, dass Brüche 
bis Nahe zur Grenzlastspielzahl auftreten. Im Vergleich zu den Literaturdaten zeigen die See-
wasseruntersuchungen eine größere Neigung der Quantilkurven und eine größere Streuung. Bei 
einer Lastwechselzahl von ca. 2·106 Zyklen kann ein Übergang zu den Ermüdungsdaten von 
Milovanović et al. [175] und der FKM-Richtlinie beobachtet werden. 

Nach Klusák et al. [176] zeigt der Baustahl im destillierten Wasser eine deutlich höhere Ermü-
dungsfestigkeit und eine sehr flache Neigung der Quantilkurven. Klusák et al. [176] identifi-
zierten eine Probe, in der eine Rissinitiierung im Inneren detektiert wurde. Für alle anderen 
Proben in den gezeigten Datenreihen in Abbildung 5-5 konnten ausschließlich oberflächenin-
duzierte Brüche festgestellt werden. 



66 5 Experimentelle Untersuchungen 

 

 

4x

1E+04 1E+06 1E+08 1E+10
40

60

80

200

400

100


a [

M
Pa

]

Nf [-]

S355J2C+N (1.0579) - Seewasser
CA | R = -1 |  | Æ3 mm | 20 kHz

S355J2+N - Luft
Milovanović et al. 2019
CA | R = -1 | Æ6,35 mm | 3-10 Hz

S355J2+N - Luft
FKM 2012
CA | R = -1

S355J2 - Destilliertes Wasser
Klusák et al. 2019
CA | R = -1 | Æ3 mm | 20 kHz

Volumeninduziert
Oberflächeninduziert
Durchläufer

 
Abbildung 5-5: Ermüdungsversuchsdaten des Baustahls S355J2C+N (1.0579) unter Seewassereinfluss 
im Vergleich zu Ermüdungsversuchsdaten an Luft aus der FKM-Richtline [134], von Milovano-
vić et al. [175] und in destilliertem Wasser nach Klusák et al. [176]. [167,168] 

Abbildung 5-6a zeigt beispielhaft eine lichtmikroskopische Aufnahme des korrosiven Angriffs 
auf die Bruchfläche einer VHCF-Probe. In Abbildung 5-6b ist eine REM-Aufnahme der mar-
kierten Position aus Abbildung 5-6a gezeigt. Ein gleichmäßiger Angriff des Seewassers auf der 
kompletten Ermüdungsbruchfläche des Baustahls durch gleichmäßige Flächenkorrosion kann 
festgestellt werden. Wie in der angewinkelten REM-Aufnahme aus Abbildung 5-6c exempla-
risch dargestellt, konnten ausschließlich Oberflächendefekte als Rissinitiierungsorte für den 
Baustahl ausgemacht werden. Durch Kavitationserosion bilden sich örtlich lokale Erosionsgru-
ben an der polierten Probenoberfläche (Abbildung 5-6c), die die Rissinitiierung begünstigen. 
Auch an der Unterseite der Schwingmasse der VHCF-Proben wurden Erosionsgruben festge-
stellt (Abbildung 5-6d). Eine wie beim Vergütungsstahl beobachtete Rissinitiierung an mehre-
ren Positionen und Ebenen konnte für den Baustahl nicht belegt werden. 
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Abbildung 5-6: Bruchflächenanalyse des Baustahls S355J2C+N (1.0579) unter Seewassereinfluss. (a) 
Exemplarische Bruchfläche mit Rissinitiierung an der Oberfläche und Korrosionserscheinungen 
durch gleichmäßige Flächenkorrosion; (b) REM-Darstellung des Bereichs der Rissinitiierung; (c) ge-
neigte Ansicht im Bereich der Rissinitiierung mit Erosionsgruben an der polierten Probenoberfläche; 
(d) Ansicht der Oberfläche der unteren Schwingmasse der VHCF-Probe mit örtlich lokalen Erosions-
gruben. [167,168] 

5.1.3 Nichtrostender Duplexstahl X2CrNiMoN22-5-3 | 1.4462 

Der nichtrostende Duplexstahl 1.4462 ist im Allgemeinen für seine ausgezeichnete Korrosions-
beständigkeit und seine gute Beständigkeit gegen Spannungsrisskorrosion bei gleichzeitig ho-
hen mechanischen Eigenschaften bekannt. [177]  

Der PRE-Index für den Duplexstahl kann mit der chemischen Zusammensetzung aus Ta-
belle 3-3 über Gleichung (2-21), S. 20 mit 35,78 berechnet werden. Abbildung 5-7 zeigt die 
Ermüdungsdaten des nichtrostenden Duplexstahls (1.4462) in künstlichem Seewasser. Zum 
Vergleich sind außerdem weitere Daten bei CA-Belastung unter Luftbedingungen nach 
Wolf et al. [177] (Belastungsfrequenz f = 33 Hz; Probendurchmesser Ø12,5 mm) und Dön-
ges et al. [178] (Ultraschallermüdung f = 20 kHz; Probendurchmesser Ø3 mm) aufgetragen. 
Wolf et al. [177] führten weiterhin Ermüdungstests in einer geothermalen Elektrolytlösung bei 
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96 °C durch, die die Umgebungsbedingungen im Gebiet des North German Basin (NGB) bzw. 
des Norddeutschen Beckens charakterisiert, welches für die Gewinnung geothermischer Ener-
gie in Deutschland einen hohen Stellenwert besitzt [179]. 

2x
4x

4x

2x
2x
3x
5x
5x

1E+04 1E+06 1E+08 1E+10

225

375

525

150

300

450

600


a [

M
Pa

]

Nf [-]

X2CrNiMoN22-5-3 (1.4462) - Seewasser
CA | R = -1 | Æ3 mm | 20 kHz

Wolf et al. 2017 - Luft
CA | R = -1 | Æ12,5 mm | 33 Hz

Wolf et al. 2017 - NGB
CA | R = -1 | Æ1,5 mm | 33 Hz

Dönges et al. 2015 - Luft
CA | R = -1 | Æ3 mm | 20 kHz

Volumeninduziert
Oberflächeninduziert
Durchläufer

 
Abbildung 5-7: Ermüdungsversuchsdaten des nichtrostenden Duplexstahls X2CrNiMoN22-5-3 
(1.4462) unter Seewassereinfluss im Vergleich zu Ermüdungsversuchsdaten an Luft nach Dön-
ges et al. [178] sowie an Luft und unter geothermalen Umgebungsbedingungen nach Wolf et al. [177]. 
[167,168] 

Der untersuchte Duplexstahl (1.4462) weist unter Seewasseruntersuchungen mit einer logarith-
mischen Standardabweichung von slogN,korr = 0,89 eine hohe Streuung auf. Weiterhin konnten 
nur zwei Probenbrüche mit mehr als 107 Lastwechsel im VHCF-Bereich bei σa = 300 MPa de-
tektiert werden, die jedoch bei über 109 Lastwechsel versagten, welche einen großen Einfluss 
auf das Streuband haben. Bis zu einer Amplitude von σa = 400 MPa treten außerdem zahlreiche 
Durchläufer auf. 

Die Ermüdungsdaten von Dönges et al. [178] unter Luftbedingungen befinden sich zu einem 
großen Teil im Streuband der Versuchsdaten im Seewasser. Dabei sind die berechneten Quan-
tilkurven unter Luftbedingungen bei gleicher Spannungsamplitude zu geringeren Zyklen ver-
schoben und die Neigung der Kurven fällt flacher aus. Außerdem zeigen die Ermüdungsdaten 
eine ähnlich hohe logarithmische Standardabweichung von slogN,korr = 0,61. Auch in den Daten 
von Dönges et al. [178] zeigen sich Durchläufer (hier bei einer Grenzlastspielzahl von 
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NG = 109), die weit oberhalb des letzten Spannungshorizonts auftreten, auf dem Brüche detek-
tiert wurden. 

Die Ermüdungsdaten unter Luftbedingungen von Wolf et al. [177] zeigen eine flachere Nei-
gung der Wöhlerlinie im Vergleich zu den durchgeführten Seewasseruntersuchungen. Die Er-
müdungsdaten des oberen Testhorizonts der Seewasseruntersuchungen gliedern sich sehr gut 
in das Streuband der Luftuntersuchungen von Wolf et al. ein. Dennoch zeigen die Daten von 
Wolf et al. bei ähnlicher Neigung im Vergleich zu Dönges et al. größere Differenzen in Bezug 
auf die ertragbaren Amplituden bei gleicher Bruchschwingspielzahl Nf auf. Hier könnte ein 
Einfluss der Belastungsfrequenz oder die unterschiedlichen Probenvolumina (Größeneinfluss) 
ursächlich für die großen Diskrepanzen zwischen den Datenreihen sein [180,181]. 
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Abbildung 5-8: Bruchflächenanalyse des Duplexstahls X2CrNiMoN22-5-3 (1.4462) unter Seewas-
sereinfluss. (a) Lichtmikroskopische Aufnahme einer exemplarischen Bruchfläche mit Rissinitiierung 
an der Oberfläche hervorgerufen durch Lochfraßkorrosion; (b) Vergrößerung der Rissinitiierungspo-
sition unter dem REM; (c) angewinkelte Ansicht der Rissinitiierungsposition; (d) Ansicht der Unter-
seite der unteren Schwingmasse der VHCF-Probe mit flächig ausgeprägten Erosionserscheinungen. 
[167,168] 

Es zeigt sich, dass das NGB-Medium deutlich aggressiver als das innerhalb dieser Arbeit ver-
wendete Seewasser ist. Die ertragbaren Spannungsamplituden fallen bei gleicher Bruch-
schwingspielzahl signifikant geringer aus. Die Diskrepanz der Datenreihen kann neben einem 
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möglichen Frequenz- und Größeneinfluss auch durch die explizit höheren Anteile verschie-
denster Chloride im NGB-Medium (vgl. [170,177]) und die erhöhte Temperatur im Testme-
dium begründet sein, wodurch Korrosionsprozesse unterstützt oder beschleunigt werden kön-
nen [42].  

In Abbildung 5-8a ist exemplarisch die Bruchfläche einer Probe gezeigt, die nach über 109 Zyk-
len versagte. Als Rissinitiierungsort konnte eine durch Lochfraßkorrosion gebildete Oberflä-
chenvertiefung von ca. 200 μm ausgemacht werden (Abbildung 5-8b und c). Diese großen 
Oberflächendefekte konnten jedoch nur in den zwei Proben beobachtet werden, die bei Last-
wechselzahlen über 109 Zyklen versagten. An den weiteren Ermüdungsproben zeigten sich 
deutlich kleinere Oberflächendefekte und Korrosionsgruben als Rissinitiierungsorte. Abbil-
dung 5-8d zeigt die Unterseite der sich frei im Seewasser befindlichen Probenseite. Da die Er-
müdungsprobe komplett im Seewasser eingetaucht beansprucht wird, tritt Kavitationskorrosion 
auf, die sich im Fall des Duplexstahls als flächige Abrasion auf der Probenunterseite bemerkbar 
macht.  

5.2 Ermüdungsverhalten bei variabler Amplitudenbelastung 

Im folgenden Abschnitt werden VHCF-Versuche unter Einfluss einer VA-Belastung am Ver-
gütungsstahl 34CrNiMo6 (1.6582) diskutiert. Innerhalb dieser Arbeit wurde die von Mül-
ler [135] ermittelte experimentelle Datenbasis um Untersuchungen mit den Standardlastspek-
tren WISPER und FELIX (siehe Kapitel 4.4, S. 56) bei einem Spannungsverhältnis von R = 0 
erweitert. Die Ergebnisse sind in Form von Lebensdauerlinien bzw. normierten Lebensdauerli-
nien dargestellt und mit den Ermüdungsdaten bei CA-Belastung und für FELIX (R = -1) nach 
[135] verglichen. Im Anschluss werden mikroskopische Untersuchungen an den Ermüdungs-
bruchflächen im Hinblick auf eine FGA-Bildung durchgeführt. 

5.2.1 Einfluss der Mittelspannung 

Abbildung 5-9 zeigt den Einfluss der Mittelspannung auf das Ermüdungsverhalten des unter-
suchten Vergütungsstahls bei VA-Belastung mit dem Kollektiv FELIX (vgl. Abbildung 4-7e, 
S. 58). Es wurden die beiden Spannungsverhältnisse R = -1 und R = 0 gegenübergestellt. Die 
Ermüdungsdaten für R = -1 wurden von Müller [135] in den unterschiedlichen Rekonstrukti-
onsvarianten (A – Ascending, D – Descending, R – Random) aufgenommen.  
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Abbildung 5-9: Einfluss der Mittelspannung bzw. des R-Verhältnisses bei VA-Belastung am Beispiel 
des Standardlastspektrums FELIX bei R = -1 und R = 0. Referenzierte Literaturdaten nach Mül-
ler [135]. (a) Ermüdungsversuchsdaten; (b) modifizierte Ermüdungsversuchsdaten ausgewertet nach 
Murakami [57] und (c) mit Berücksichtigung der Schädigung eines Amplitudenkollektivs bei VA-Be-
lastung nach Gleichung (5-2). 

Die Datenpunkte sind in der allgemeinen Darstellung in Abbildung 5-9a auf Grundlage der ma-
ximalen Spannungsamplitude im Kollektiv σa,max über die Bruchschwingspielzahl Nf aufgetra-
gen. In Abbildung 5-9b ist die modifizierte Darstellung der Ermüdungsdaten nach Mur-
akami [57] gezeigt. Die auf der Ordinate abgetragene, maximale Spannungsamplitude des Kol-
lektivs σa,max ist dazu mit dem defektgrößenabhängigen Schwellenwert σa,th,sc (Glei-
chung (2-24), S. 25) zu normieren. Der für den Mittelspannungsterm in Gleichung (2-24) er-
forderliche Exponent α wurde über Gleichung (2-25) mit dem experimentell ermittelten Härte-
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wert nach Tabelle 3-2, S. 45 mit α = 0,26 berechnet. Auf die Anwendung des aus Langzeitfes-
tigkeitsversuchen ermittelten Werts für α (siehe z. B. in [63] mit α = 0,5472) wurde verzichtet, 
um für den nachfolgend vorgestellten Ansatz an der grundlegend postulierten Beziehungen von 
Murakami [57] nach Abschnitt 2.4.1 festzuhalten und keinen weiteren experimentell bedingten 
Parameter zu betrachten. Die Auswertung der experimentellen Datensätze mithilfe der nach 
Murakami bestimmten Schwellspannungsamplitude liefert eine korrigierte Darstellung der Er-
müdungsdaten auf Grundlage der Defektgröße ( A), der Defektlage (δ), des Materials bzw. der 
Härte (HV) sowie des R-Verhältnisses und reduziert daher im Allgemeinen die Streuung der 
Versuchsdaten im VHCF-Bereich erheblich.  

Die Auswertung der Ermüdungsversuche zeigt sowohl anhand der allgemeinen Darstellung in 
Abbildung 5-9a als auch in der modifizierten Form in Abbildung 5-9b, dass die Rekonstrukti-
onsvariante des FELIX-Kollektivs bei R = -1 keinen signifikanten Einfluss auf die Ermüdungs-
daten hat [136]. Im Gegensatz zu den von Müller [135] detektierten Rissinitiierungsorten im 
Probenvolumen ab ca. 106 Zyklen mit R = -1, konnten bei R = 0 keine volumeninduzierte 
Bruchausgänge beobachtet werden 

Die berechneten Quantilkurven über das PSV zeigen eine geringere Ermüdungsfestigkeit für 
FELIX mit R = 0, was entsprechend mit den Erkenntnissen aus der Literatur bei CA-Belastung 
[62,135] korreliert (vgl. Kapitel 2.4.4.1, S. 40) bzw. auch aus den Vergleichsdaten bei CA-Be-
lastung für R = 0 und R = -1 in Abbildung 5-9a ersichtlich wird. Weiter weisen beide Datenrei-
hen in Abbildung 5-9a ähnlich große Streubänder mit einer Standardabweichung von 
slogN,korr = 0,48 (R = -1) bzw. 0,53 (R = 0) auf. Durch die Normierung der Spannungsamplitude 
mit dem defektgrößenabhängigen Schwellenwert σa,th,sc nach Murakami [57] in Abbildung 5-9b 
fallen die Datenpunkte der untersuchten Datenreihen näher zusammen und die Streubänder 
werden deutlich reduziert. Ein ähnliches Bild zeigen auch die Versuchsdaten von Müller [135] 
bei CA-Belastung bei den dargestellten R-Verhältnissen.  

Der defektgrößenabhängige Schwellenwert σa,th,sc im VHCF-Bereich wird mit dem Ansatz nach 
Murakami [57] für die untersuchten FELIX-Kollektive sowohl für R = 0 als auch für R = -1 
nach Abbildung 5-9b sehr konservativ abgeschätzt (σa,max / σa,th,sc > 1,6), da die Herleitung von 
σa,th,sc nach Gleichung (2-24) auf Ermüdungsversuchsdaten verschiedener Stähle mit CA-Be-
lastung erfolgte. Für eine Anwendung des Murakami-Ansatzes bei VA-Belastung ist es daher 
angebracht, den für die Berechnungen und Darstellung verwendeten Kollektivhöchstwert des 
Amplitudenkollektivs abzumindern bzw. zu korrigieren. Dies kann z. B. über die Betrachtung 
einer Äquivalentspannungsamplitude (FKM [134]) erfolgen. Alternativ eignet sich auch das 
Völligkeitsmaß v nach Gleichung (4-3), S. 57 für einen groben Vergleich verschiedener Kol-



5.2 Ermüdungsverhalten bei variabler Amplitudenbelastung 73 

 

 

lektive [22]. Die maximale Spannungsamplitude im Kollektiv σa,max kann so für die Diagramm-
betrachtung mit dem Völligkeitsmaß v multipliziert werden. Alternativ kann v aber auch in die 
Beziehung zur Berechnung der Schwellenspannungsamplitude übertragen werden:  

a,max a,max a,max
1

a,th,sc a,th,sc a,th,sc,v

v
v

  

  −


= =


 (5-1) 

Um den Ansatz nach Murakami für VA-Belastungen zu adaptieren, wird daher im Folgenden 
vorgeschlagen, den Schwellenwert σa,th,sc um einen zusätzlichen Term zu erweitern, um die 
Schädigung eines Amplitudenkollektivs zu berücksichtigen. Der modifizierte Schwellenwert 
berechnet sich dann durch Anwendung von Gleichung (2-24) nach: 

1
a,th,sc,v 1/6

( 120) 1
2

HV R v
A




 − + − 
=   

 
 (5-2) 

Das Völligkeitsmaß eines Amplitudenkollektivs kann dabei Werte im Bereich von v = 0 bis 
v = 1 annehmen und ist ein Maß für dessen Schädigung. Für ein Einstufenkollektiv bzw. eine 
CA-Belastung ergibt sich mit v = 1 entsprechend die Ausgangsbeziehung nach Murakami [57] 
in Gleichung (2-24).  

Mit dem hier eingesetzten Kollektiv FELIX folgt ein Völligkeitsmaß von v = 0,67. Durch die 
Normierung des abgetragenen Höchstwerts des Amplitudenkollektivs mithilfe der eingeführten 
Schwellspannungsamplitude bei VA-Belastung σa,th,sc,v nach Gleichung (5-2), verschieben sich 
die beiden betrachteten Datenreihen in Abbildung 5-9c deutlich in Richtung σa,max / σa,th,sc,v = 1, 
bleiben allerdings noch konservativ σa,max / σa,th,sc,v > 1 [57] für die Grenzschwingspielzahl von 
109 Zyklen. Weiterhin gliedern sich die modifizierten Ermüdungswerte der FELIX-Kollektive 
sowohl für R = 0 als auch für R = -1 in die Vergleichsdatenreihen bei CA-Belastung ein. 

Der Ansatz nach Gleichung (5-2) ermöglicht daher zumindest für die betrachteten Kollektive 
und R-Verhältnisse die Berechnung einer angepassten kollektivabhängigen Schwellspannungs-
amplitude für 109 Zyklen. Zudem zeigt die vorgestellte Beziehung Möglichkeiten auf, 
Schwellspannungsamplituden im VHCF-Bereich für Kollektive auf experimenteller Daten-
grundlage von CA-Belastungen zu ermitteln. Über weitere statistische Auswertungen der Da-
tenreihen lassen sich ebenfalls andere Spannungsamplitudengrenzwerte für definierte Last-
wechselzahlen von berechneten Quantilkurven ableiten. 

5.2.2 Einfluss des Standardlastspektrums  

Nachfolgend wird der Einfluss des eingesetzten Lastkollektivs auf die 
Ermüdungsversuchsdaten des Vergütungsstahls bei einem Spannungsverhältnis von R = 0 
beurteilt. Abbildung 5-10a zeigt die zuvor betrachteten Ermüdungsdaten des Lastkollektivs 
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FELIX-R im Vergleich zum Kollektiv WISPER-R sowie die Datenreihe bei CA-Belastung von 
Müller [135] für R = 0. Die Blöcke im Kollektiv WISPER-R wurden jeweils in zufälliger 
Reihenfolge angeordnet (siehe auch Abschnitt 4.4, S. 56).  

Für die Datenreihe FELIX-R bei R = 0 wurden ausschließlich oberflächeninduzierte Brüche 
beobachtet. Die Datenreihe WISPER-R zeigt neben oberflächeninduzierten Brüchen (Nf < 107) 
auch volumeninduzierte Brüche ausgehend von nichtmetallischen Einschlüssen für 
Bruchlastspielzahlen Nf > 107. Die Ermüdungsversuchsdaten in Abbildung 5-10a und die 
modifizierten Ermüdungsversuchsdaten in Abbildung 5-10b weisen auf einen signifikanten 
Einfluss des Standardlastspektrums auf die Lage und die Neigung der berechneten 
Quantilkurven hin. Das Windturbinenlastspektrum WISPER-R zeigt deutlich geringere 
ertragbare Amplituden bei gleicher Lastspielzahl als das Helikopterrotorspektrum FELIX-R. 
Dies korreliert mit dem ermittelten Völligkeitsmaß der eingesetzten Kollektive von v = 0,67 für 
FELIX-R und v = 0,82 für WISPER-R.  

Die Datenreihe, die mit dem WISPER-R Kollektiv getestet wurde, weist eine deutlich größere 
Streuung (slogN,korr = 0,71) in Lebensdauerrichtung auf. Im Vergleich wurde für FELIX-R ein 
Wert von slogN,korr = 0,53 berechnet. Durch die Normierung der Spannungsamplitude mit dem 
Murakami-Ansatz nach Gleichung (2-24) resultieren geringere Streubänder und die 
Ermüdungsfestigkeit wird konservativ bis zur Grenzlastspielzahl abgeschätzt (WISPER-R: 
σa,max / σa,th,sc > 1,3 bzw. FELIX-R: σa,max / σa,th,sc > 2,2). Eine bessere Abschätzung gelingt nach 
Abbildung 5-10c durch das Einbeziehen des Völligkeitsmaßes v wie in Gleichung (5-2) 
vorgeschlagen, wobei auch hier eine konservative Abschätzung (σa,max / σa,th,sc,v > 1) [57], für 
die angegebene Grenzschwingspielzahl von 109 Zyklen, vorliegt. 

Demnach kann auch für das untersuchte WISPER-R Kollektiv mit R = 0 der alternative Ansatz 
zur Berechnung der kollektivabhängigen Schwellspannungsamplitude für 109 Zyklen 
angewendet werden. 
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Abbildung 5-10: Einfluss des Amplitudenkollektivs bei VA-Belastung am Beispiel der Standardlast-
spektren FELIX und WISPER [136] bei R = 0. (a) Ermüdungsversuchsdaten; (b) modifizierte Ermü-
dungsversuchsdaten ausgewertet nach Murakami [57] und (c) mit Berücksichtigung der Schädigung 
eines Amplitudenkollektivs bei VA-Belastung nach Gleichung (5-2). 

5.2.3 Fraktographische Auswertung 

In Abbildung 5-11a ist eine lichtmikroskopische Aufnahme des Rissinitiierungsortes einer Er-
müdungsbruchfläche mit dem Lastkollektiv FELIX-A in aufsteigender Rekonstruktionsvari-
ante bei R = -1 gezeigt.  
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Abbildung 5-11: Fraktographische Untersuchungen einer VHCF-Probe aus 34CrNiMo6 getestet 
durch Müller [135] mit dem Kollektiv FELIX-A bei R = -1. (a) Lichtmikroskopische Aufnahme der 
Bruchfläche mit Rastmarken [63]; (b) REM-Aufnahme der Bruchfläche mit Rastmarken, FGA Zone in 
direkter Umgebung des Defekts und der markierten Position des FIB-Schnitts [81]; (c) Mikrostruktur 
unter der Bruchfläche an der markierten Position in (b) freigelegt durch eine FIB-Präparation [81]; 
(d) Vergrößerung der markierten Position unter der Bruchfläche aus (c); (e) Vergrößerung der mar-
kierten Position unter der Bruchfläche aus (c) mit partieller FGA-Bildung sowie Mikroschäden [81]. 

Im Vergleich zeigt Abbildung 5-11b eine REM-Aufnahme der Bruchfläche. Es sind deutliche 
Rastmarken um den rissinitiierenden Einschluss zu erkennen. Weiterhin zeigt sich in der Um-
gebung des Einschlusses eine dunkle Zone unter dem Lichtmikroskop. Die REM-Aufnahme in 
Abbildung 5-11b zeigt im Vergleich ein helles, granulares Gebiet, welches entsprechend der 
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Definition nach Shiozawa [71] (Abbildung 2-15, S. 28) eine FGA Ausbildung belegt. In Abbil-
dung 5-11b ist außerdem eine Markierung der Position des FIB-Schnitts aus Abbildung 5-11c 
gezeigt. 

Zur Reduzierung des sogenannten Curtaining Effekts wird bei FIB-Präparationen relativ un-
ebener Oberflächen eine Platinschicht vor der Präparation aufgebracht [182]. Durch den 
FIB-Schnitt zeigt sich vor allem ein sehr prominenter und lokaler Bereich mit einem veränder-
ten Gefüge unter der Bruchfläche (Abbildung 5-11e). Weiterhin können Mikroschäden bzw. 
Ablösungen in der markanten Zone festgestellt werden, die in der Literatur [73,121] mit einer 
FGA-Bildung assoziiert werden. Im Unterschied zu den allgemeinen Beobachtungen bei nega-
tiven R-Verhältnissen unter CA-Belastung (siehe Abbildung 2-25a und b, S. 41) zeigt sich hier 
im Fall des Amplitudenkollektivs FELIX-A kein konstanter FGA-Layer unter der Bruchfläche. 
Vielmehr treten im Fall der untersuchten Probe sehr lokale Feinkornzonen an erhöhten Positi-
onen des Bruchflächenprofils auf, wie es auch an der zweiten Markierung in Abbildung 5-11c 
beobachtet werden kann. In den tiefer gelegenen Bereichen ist hingegen keine Kornfeinung zu 
erkennen (Abbildung 5-11d). Die maximale Dicke des FGA-Layers aus Abbildung 5-11e be-
trägt ca. 2,5 μm, was um ein Vielfaches größer ist, als die Beobachtungen bei CA-Belastung 
(für R = -1 bis zu 800 nm bei hochfesten Stählen [83,86,87] bzw. 800-1500 nm bei Ti6Al4V 
[73]).  

Eine ähnliche partielle FGA-Bildung konnte allerdings in den FIB-Untersuchungen in [81] auch 
an X10CrNiMoV12-2-2 bei CA-Belastung und R = 0,1 beobachtet werden. Auch in Abbil-
dung 2-25c, S. 41 zeigt sich eine partielle Feinkornzone an einer erhöhten Position im Bruch-
flächenprofil. Die Dicke der Zone unter der Bruchfläche ist mit ca. tFGA ≈ 1 μm größer als der 

beobachtete Layer bei R = -0,5 (tFGA ≈ 0,45 μm) bzw. ähnlich zur Dicke des Layers bei R = -1.  

Bei der Kollektivbelastung mit FELIX-A aus Abbildung 5-11 können Humps im Bruchflächen-
profil das Ergebnis von Reihenfolgeeffekten sein, da je nach Spannungsamplitude unterschied-
liche plastisch deformierte Bereiche vor der Rissspitze entstehen. Das Material kann z. B. bei 
einer hohen Spannungsamplitude bei Belastung an der Rissspitze mehr gestreckt werden als bei 
einer kleinen Spannungsamplitude. Nachdem der Riss weitergewachsen ist, ragen die durch die 
hohen Amplituden generierten Humps weiter aus den Rissflanken heraus und führen möglich-
erweise zu einem vorzeitigen Bruchflächenkontakt. Da die Kornfeinung nicht ausschließlich 
und teils gar nicht in der Nähe des Rissursprungs beobachtet wurde, sondern vor allem auch in 
Bereichen, in denen der Kontakt der Bruchflächen intensiver sein könnte, wird vermutet, dass 
die partielle FGA-Bildung bevorzugt an Bereichen mit wiederholtem Bruchflächenkontakt 
stattfindet.  
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Abbildung 5-12: Fraktographische Untersuchungen einer VHCF-Probe aus 34CrNiMo6 getestet mit 
dem Kollektiv WISPER-R bei R = 0 nach [136]. (a) Lichtmikroskopie-Aufnahme der Bruchfläche mit 
nichtmetallischem Einschluss und Rastmarken; (b) REM-Aufnahme der Gegenseite der Bruchfläche 
ohne Einschluss mit Rastmarken und der markierten Position der FIB-Schnitte; (c) Mikrostruktur un-
ter der Bruchfläche an der markierten Position FIB-2; (d) Mikrostruktur unter der Bruchfläche an der 
markierten Position FIB-1; (e) Vergrößerung von (c); (f) Vergrößerung von (d).  

Die Lichtmikroskopie-Aufnahme in Abbildung 5-12a zeigt den Rissinitiierungsort einer Ermü-
dungsbruchfläche aus einem Versuch mit dem Lastkollektiv WISPER-R bei einem Spannungs-
verhältnis von R = 0. In Abbildung 5-12b ist eine REM-Aufnahme der Gegenseite der Bruch-
fläche dargestellt. Weiter sind die durchgeführten FIB-Schnitte markiert. In einiger Entfernung 
zur Rissinitiierungsposition zeigt sich in Abbildung 5-12b in der Nähe des zweiten FIB-Schnitts 
eine konzentrisch um die Fehlstelle positionierte Rastmarke. Das Gefüge unter der Bruchfläche 
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an der Position FIB-2 ist in Abbildung 5-12c bzw. der Vergrößerung in Abbildung 5-12e ge-
zeigt. Im Vergleich zu den Untersuchungen mit FELIX-A bei R = -1 kann keine signifikante 
Veränderung der Kornstruktur beobachtet werden. Ferner zeigen sich keine Mikroschäden, die 
häufig im Bereich des FGA-Layers unterhalb der Bruchfläche beobachtet werden. Auch direkt 
an der Fehlstelle in Abbildung 5-12d und f (FIB-1) kann keine auffällige Veränderung der Mik-
rostruktur beobachtet werden. Es wird vermutet, dass aufgrund der höheren Mittelspannung 
keine FGA-Bildung ausgelöst wird. 

5.3 Untersuchung der FGA-Bildung durch künstlich generierte Defekte 

Die Ergebnisse der fraktographischen Untersuchungen bei VA im vorigen Kapitel zeigen vor 
allem auch im Vergleich zu den Erkenntnissen bei CA (Abbildung 2-25, S. 41), dass sich der 
FGA-Layer in Abhängigkeit der Beanspruchungsparameter der Ermüdungsbelastung auf sehr 
unterschiedliche Weise unter der Bruchfläche ausbildet. Die Relevanz der FGA als Einfluss-
faktor auf die Lebensdauer im VHCF-Bereich wurde unter Abschnitt 2.4.2, S. 26 erläutert. Da 
in konventionell hergestellten Proben der Rissinitiierungsort nicht von vornherein bekannt ist, 
wurden künstliche Fehlstellen innerhalb von VHCF-Ermüdungsproben gefertigt. Die folgenden 
Untersuchungen haben das Ziel, eine systematische Rissinitiierung an künstlich eingebrachten 
Fehlstellen zu bewirken und weiter eine FGA um die Fehlstellen im Inneren des Messvolumens 
zu provozieren, um Hinweise auf deren Bildungsmechanismus zu gewinnen. Die Ermüdungs-
eigenschaften der untersuchten Legierung sowie Einflüsse der additiven Fertigung, wie z. B. 
Prozessparameter [183], Pulver, Rauheit [58,183] und Bauorientierung [184] der Proben wer-
den nicht untersucht.  

Zur Fertigung von Proben mit einer inneren Fehlstelle können verschiedene Verfahren verwen-
det werden. In [185,186] wurden z. B. innere Defekte in HCF-Proben durch Diffusionsschwei-
ßen von zwei Probenteilen bzw. mithilfe der additiven Fertigung eingebracht, um eine Rissini-
tiierung und -ausbreitung an inneren Fehlstellen zu bewerten. In den nachfolgenden Untersu-
chungen wurden die Ermüdungsproben mit den geplanten künstlichen Defekten ebenfalls über 
ein additives Fertigungsverfahren, speziell über das Elektronenstrahlschmelzverfahren (EBM), 
am Lehrstuhl für Mikrofluidtechnik der Universität Rostock hergestellt. Mithilfe des EBM-Ver-
fahrens konnten während des Bauprozesses interne Defekte in Form von Hohlräumen in der 
Mitte des Messvolumens der VHCF-Proben eingebracht werden. Aufgrund der Erfahrungen 
am Lehrstuhl für Mikrofluidtechnik und da sich die FGA auch in Titanlegierungen zeigt (z. B. 
[73]), wurde die hochfeste Legierung Ti6Al4V als Werkstoff für die nachfolgenden Untersu-
chungen verwendet. 
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Zunächst wird anhand von μCT-Untersuchungen an kleinen Zylinderproben die Verifizierung 
der künstlichen Defekte im Messvolumen belegt. Anschließend werden die Ergebnisse der 
durchgeführten Laststeigerungsversuche mit VHCF-Proben, in denen künstliche Defekte un-
terschiedlicher Größe eingearbeitet wurden, vorgestellt. Die Ermüdungsbruchflächen werden 
mit gängigen mikroskopischen Methoden untersucht und weiterhin werden zwei alternative 
Ansätze zur Detektion der FGA vorgestellt.  

5.3.1 Verifizierung künstlich generierter Defekte 

Um die Lage und Größe der Defekte im Messvolumen vorab zu verifizieren, wurden µCT-Un-
tersuchungen10 am Lehrstuhl für Neue Materialien, Institut für Physik der Universität Rostock 
an zwölf kleinen zylindrischen Proben (Ø4 mm x 6 mm) durchgeführt. Dazu wurden Defekt-
größen von A = [100; 200; 300; 400] µm (Kugeldurchmesser d ≈ [113; 226; 339; 451] µm) 
mit dem EBM-Verfahren in die Zylinderproben eingebracht. Als Grundlage für die definierten 
Defektgrößen wurden die Abmessungen von Standarddefekttypen (Poren und Lack of Fusion 
Defekte) in additiv gefertigten Materialien aus Literaturdaten [183,187] gewählt. 

Abbildung 5-13 zeigt die Position und Größe der detektierten Hohlräume in Abhängigkeit der 
jeweiligen A-Parameter. Bei den Proben mit einer Defektgröße von A = 100 μm wurden 
mehrere kleinere Poren beobachtet. Allerdings war eine eindeutige Differenzierung zum ge-
planten Defekt nicht möglich. Für die geplanten Defekte von A = 200 μm wurde im μCT ähn-

liche Beobachtungen gemacht. Hier wurde nur an einer Probe ein deutlicher Defekt in der Mitte 
gefunden, der als die geplante Fehlstelle interpretiert werden konnte. Bei den Proben mit Hohl-
räumen im Größenbereich von A = 300 μm und 400 μm sind die geplanten Defekte in jeder 
Probe sehr exakt mittig im Messvolumen zu beobachten. Dass die Proben mit A = 100 μm 
und 200 μm nicht in jedem Fall deutlichen differenzierbare Defekte zeigen, kann unter anderem 
folgende Gründe haben. Zum einen kann beim Bau der Proben Pulver in diese Hohlräume ge-
langen, so dass die Unterscheidung zum umgebenden Material im μCT erschwert wird. Dies 
konnte auch bei den Proben mit größeren Hohlräumen festgestellt werden. Weiterhin kann es 
durch thermische Diffusion oder dem Sinterprozess vor der eigentlichen Verschmelzung des 
Materials beim EBM-Prozess zu einer weiteren Verdichtung des losen Pulvers kommen. An-
dererseits ist es auch möglich, dass die bemessenen Fehlstellengrößen durch die Fertigung teils 
oder ganz verschmolzen werden. Abbildung 5-14 zeigt weiter die Vermessung der Defektgrö-
ßen aus dem μCT. Die tatsächlichen Fehlstellen bei einem Sollwert von A = 300 μm werden 

 
10 µCT Untersuchungen durchgeführt am phoenix nanotom® m von GE Inspection Technologies durch K. Witte-
Bodnar, Lehrstuhl für neue Materialien, Institut für Physik, Universität Rostock 
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deutlich zu groß ausgebildet. Für A = 400 μm zeigt sich eine geringere Abweichung von der 
geplanten Größe der Fehlstelle. 
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Abbildung 5-13: Verifizierung von Größe und Lage der künstlichen Defekte in additiv gefertigten Pro-
ben aus Ti6Al4V mittels µCT-Untersuchungen in der Vorder- und Seitenansicht. (a) Vorderansicht der 
Defektgröße von A = 100 µm; (b) Dreidimensionale Darstellung der zylindrischen Proben; (c) Vor-
der- und (d) Seitenansicht bei A = 200 µm; (e), (f) bei A = 300 µm; (g), (h) bei A = 400 µm. 
[133,188] 
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Abbildung 5-14: Vermessung der Defektgrößen über den A-Parameter mittels μCT [133]. 

Basierend auf den Voruntersuchungen wurden Ultraschall-Ermüdungsproben additiv mit der 
EBM-Anlage hergestellt. Dafür wurden interne Defekte in Form von Hohlräumen mit 

A = [150 | 200 | 300] µm (Defektdurchmesser von d ≈ [169 | 226 | 339] µm) gewählt und im 
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Fertigungsprozess in der Mitte des Messbereichs der Rohlinge vorgesehen (Abbildung 5-15a). 
Die Proben wurden aufrecht bzw. vertikal auf der Bauplattform hergestellt und nach dem Bau-
prozess auf ihre Endmaße nach Abbildung 3-2 und Tabelle 3-5, S. 48 gedreht. Der Messbereich 
wurde mit Nassschleifpapier mit einer Körnung von #4000 poliert (Abbildung 5-15b). 

VHCF Probe
R = -1

Aufbaurichtung

geplanter 
künstlicher

Defekt
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10 mm
 

Abbildung 5-15: (a) Positionierung des künstlichen Defekts in der VHCF-Probe und (b) Ansicht der 
EBM-Probe als Rohling und nach der Bearbeitung. [133,188] 

5.3.2 Ergebnisse der Laststeigerungsversuche 

Die Ergebnisse der Ermüdungsversuche sind in Abbildung 5-16a dargestellt, wobei Tabelle 5-3 
den Last-Zeitverlauf der markierten Probe zeigt. Zur Durchführung der Laststeigerungsversu-
che wurden alle Proben wiederholt auf höheren Spannungshorizonten bis zur Grenzlastspiel-
zahl von NG = 109 Zyklen getestet. Beispielsweise wird Probe #2 zuerst bei einer Spannungs-
amplitude von σa,1 = 260 MPa beansprucht und erreicht die Grenzlastspielzahl auf unterschied-
lichen Spannungshorizonten einundzwanzig Mal. Insgesamt erfährt Probe #2 damit 2,1·1010 
Zyklen. Die Spannungsamplitude, bei der die Probe versagt wird folglich mit 
σa,f = 260 MPa + 12·5 MPa + 8·10 MPa berechnet.  

In Abbildung 5-16b ist die Amplitude mit der Schwellspannungsamplitude nach dem Ansatz 
von Murakami [57] über Gleichung (2-24), S. 25 für innere Defekte normiert aufgetragen. Die 

A-Werte wurden im Anschluss an die Ermüdungsversuche auf der Bruchfläche anhand der 
tatsächlichen rissauslösenden Defektgrößen Ad bewertet. Mit Ausnahme der Probe #1 sind 
die Werte von σa / σa,th,sc für die ausgefallenen Proben größer als 1 und die Abschätzung auf 
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Basis des A-Konzepts nach Gleichung (2-24) wurde für den untersuchten Datensatz zuverläs-
sig angewendet. 
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Abbildung 5-16: (a) Ermüdungsversuchsdaten der Laststeigerungsversuche von EBM gedruckten 
Ti6Al4V-Proben mit künstlich erzeugten Defekten unterschiedlicher Größe und (b) modifizierte Ermü-
dungsversuchsdaten mit dem Ansatz von Murakami [57] gemäß Gleichung (2-24). [133] 

Tabelle 5-3: Lastgeschichte der untersuchten Proben aus Ti6Al4V mit künstlichen Defekten. [133] 
Probe #1 #2 #3 #4 #5 #6 #7 #8 #9 

σa,1 [MPa] 230 260 
∆σa [MPa] 10 5 | 10 10 

i [-] 3 12 | 8 6 14 9 6 5 7 3 
A [μm] 150 300 150 200 300 
Serie VD13 VD11 VD13 VD12 VD11 

      

Probe #10 #11 #12       
σa,1 [MPa] 260       
∆σa [MPa] 10       

i [-] 4 6 11       
A [μm] 300 150       
Serie VD11 VD13       

Abbildung 5-17a zeigt die Auswertung der gemessenen Fehlergrößen auf Grundlage der Bruch-
flächenanalyse. Neben den Datenpunkten sind die Mittelwerte sowie die Standardabweichun-
gen und die Normalverteilungen eingezeichnet. Im Vergleich zur Nenngröße ist der Mittelwert 
der bruchauslösenden Defekte bei 300 µm tendenziell größer und bei 150 µm kleiner. Für die 
geplanten Defekte von A = 200 µm ist eine sehr gute Übereinstimmung zwischen dem Mit-
telwert der Probe und dem Sollwert zu beobachten. Abbildung 5-17b zeigt den Abstand x von 
der Oberfläche zum Defekt für die drei untersuchten Defektgrößen, wobei ein Wert von 
x = 1,5 mm exakt der Mitte im Messbereich entspricht. Mit Ausnahme der Testreihe VD13 
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( A = 150 μm) konnten die geplanten Defekte sehr zuverlässig in der Mitte des Messvolumens 
positioniert werden. Bei den Proben mit einem Artefakt von A = 150 µm ist es teilweise nicht 
möglich, einen eindeutigen Rissinitiierungsort auf der Bruchfläche zu identifizieren. Dies spie-
gelt sich teilweise auch in den Ermüdungsdaten von Abbildung 5-16a wider. Eine Probe aus 
der VD13-Serie mit einem geplanten künstlichen Defekt von 150 µm versagte bei einer sehr 
geringen Spannungsamplitude im Vergleich zu allen anderen Proben der Testreihe. Dies lässt 
vermuten, dass die künstlichen Defekte im EBM-Prozess bei A = 150 μm teilweise nicht 

mehr eindeutig aufgebaut werden und der künstliche Defekt aufgeschmolzen wird. Im Gegen-
satz zu den μCT-Untersuchungen in Abbildung 5-14, in denen nur eine Probe mit einem deut-
lich zentralen Defekt identifiziert wurde, zeigt die Auswertung der künstlichen Defekte auf der 
Bruchfläche im Anschluss an den Ermüdungsversuch für die VD12-Serie mit A = 200 µm 
eine gute Abbildung und Positionierung der geplanten Defektgrößen. 
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Abbildung 5-17: (a) Bewertung der Zielgrößen mit Hilfe des A-Parameters und (b) Positionierung 
der künstlichen Defekte durch Messung des Abstands von der Oberfläche x der Proben. [133] 

5.3.3 Nachweis der FGA-Bildung mittels FIB-Technik 

Die lichtmikroskopischen Aufnahmen in Abbildung 5-18a bis c zeigen die Bruchflächen aus-
gewählter Proben mit künstlichen Fehlstellen. Alle Risse beginnen an den künstlich erzeugten 
Defekten im Inneren der VHCF-Proben, wachsen dann zunächst im FiE bis zur Oberfläche und 
breiten sich dann halbelliptisch weiter aus. Um die künstlich eingebrachten Hohlräume bildet 
sich ein markanter dunkler Bereich, was auf eine erhöhte Rauheit der Bruchfläche in diesem 
Gebiet hinweist. Allerdings konnte eine mögliche FGA-Bildung bei Betrachtung unter dem 
Lichtmikroskop nicht von dem auffälligen dunklen Bereich unterschieden werden.  
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Abbildung 5-18: Vergleich der Bruchflächen von VHCF-Proben mit künstlich erzeugten Defekten von 
(a) A = 150 μm; (b) A = 200 μm; (c) A = 300 μm. [133,188] 
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Abbildung 5-19: FIB-Untersuchungen11 von Probe #3 mit einem künstlichen Defekt mit A = 300 μm 
bei CA-Belastung und R = -1 (σa = 320 MPa, Nf = 6,51·108). (a) Lichtmikroskopische Aufnahme mit 
den Positionen der FIB-Schnitte; (b) Vergrößerung an FIB-1 am Ort der Rissinitiierung (SE, 10 kV); 
(c) Sicht auf das Gefüge unterhalb der Bruchfläche mit FGA-Bildung (SE + In Beam SE, 30 kV). 
[133] 

Zur Untersuchung des FGA-Layers wurden anschließend an der Probe #3 ( A = 300 μm) 
FIB-Schnitte in der Nähe des künstlich erzeugten Defekts durchgeführt. Am FIB-Schnitt FIB-1 
in Abbildung 5-19 kann ein FGA-Layer von tFGA = 1 μm bis 4 μm Dicke direkt an der Rissini-
tiierungsstelle beobachtet werden. Am zweiten FIB-Schnitt (FIB-2) am Übergangsbereich vom 
dunklen zum hellen Bereich wurden jedoch keine mikrostrukturellen Veränderungen unterhalb 
der Bruchfläche beobachtet. Dies wirft die Frage auf, ob es sich im Fall des FGA-Layers um 
eine durchgehende Schicht handelt und wie weit sie sich in der Nähe des rissauslösenden De-
fekts ausdehnt. 

Abbildung 5-20a zeigt die Bruchfläche einer additiv hergestellten Probe aus Ti6Al4V, in der 
kein künstlicher Defekt eingebaut wurde. Die Rissinitiierung kann an einem prozessinduzier-
tem Bindefehler nahe der Oberfläche der Probe ausgemacht werden. Auch hier zeigt sich unter 
dem Lichtmikroskop eine dunkle Zone oder FGA um den Prozessfehler. Im Gegensatz zur 

 
11 FIB-Untersuchungen durchgeführt von M. W. Klein, Lehrstuhl für Werkstoffkunde, Technischen Universität 
Kaiserslautern 
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Probe aus Abbildung 5-19 wurde hier keine Laststeigerung durchgeführt, da der Bruch auf dem 
initialen Lasthorizont von σa = 245 MPa bei Nf = 6,72·108 Zyklen eintrat. Probe #3 mit künst-
lich eingebrachtem Defekt wurde hingegen mit 6·109 Zyklen auf unterschiedlichen Horizonten 
beansprucht, bevor der Bruch auf dem letzten Horizont von σa = 320 MPa bei Nf = 6,51·108 
Zyklen eingetreten ist. Anhand des durchgeführten FIB-Schnitts in Abbildung 5-20b und der 
Vergrößerung in c, zeigt sich eine FGA-Bildung mit Mikroschäden. Im Vergleich zu Abbil-
dung 5-19c kann ein durchgehender Layer von etwa tFGA ≈ 1 μm über den betrachteten Aus-
schnitt beobachtet werden. Die Gegenüberstellung zeigt somit, dass eine vergleichbare Fein-
kornzonenbildung auch an den prozessinduzierten Fehlstellen der additiv gebauten Proben be-
obachtet wird und weiter, dass die Laststeigerungsversuche nicht ursächlich für die FGA-Bil-
dung sind. 
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Abbildung 5-20: FIB-Untersuchungen12 einer additiv hergestellten Probe aus Ti6Al4V ohne künstliche 
Defekte aus einer weiteren Charge bei CA-Belastung und R = -1 (σa = 245 MPa, Nf = 6,72·108, SE, 
2 kV). (a) Lichtmikroskopische Aufnahme der Rissinitiierung an einem Bindefehler mit Position des 
FIB-Schnitts; (b) Vergrößerung des FIB-Schnitts am Ort der Rissinitiierung; (c) Sicht auf das Gefüge 
unterhalb der Bruchfläche mit FGA-Bildung. 

5.3.4 Alternative Methoden zur Untersuchung der FGA-Bildung 

Über FIB-Schnitte kann nur ein begrenzter Bereich von etwa 50 μm pro Schnitt unter der 
Bruchfläche freigelegt werden. Um einen größeren Bereich unter der Bruchfläche freizulegen, 
werden im Folgenden zwei alternative Methoden zur Untersuchung der FGA-Bildung herange-
zogen.  

 
12 FIB-Untersuchungen durchgeführt von T. Löber, Nano Structuring Center, Technischen Universität Kaiserslau-
tern 
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5.3.4.1 Mechanische Schliffe zur Untersuchung der FGA-Bildung 

Die Bruchfläche in Abbildung 5-21a der Probe #9 wurde in der Mitte an der markierten Stelle 
geschnitten und eingebettet. Anschließend wurde ein metallischer Schliff angefertigt und nach 
Kroll geätzt. Abbildung 5-21b zeigt eine REM-Aufnahme des Bruchflächenprofils der Probe 
aus Abbildung 5-21a. Der Hauptriss breitet sich ausgehend vom künstlich eingebrachten Defekt 
in Richtung der Mantelflächen im zylindrischen Messvolumen der Probe aus.  

(b)

500 μmKupferstreifen

La
st

ric
ht

un
g

Querschliff

(a)

10 μm10 μm

(c)

(d) (e)

50 μm

1 mm

künst-
licher
Defekt

RissfortschrittRissfortschritt

künstlicher 
Defekt

Prozesspore

charakteristische
dunkle Zonen

(d)

(e)

(c)

 
Abbildung 5-21: Untersuchung eines metallischen Schliffs senkrecht zur Bruchfläche der EBM gefer-
tigten VHCF-Probe #9 mit einem künstlich hergestellten Defekt von A = 300 μm. Ätzung des metalli-
schen Schliffs nach Kroll (SE, 5 kV). (a) Lichtmikroskopie-Aufnahme der Bruchfläche mit Positionie-
rung des Querschliffs; (b) geneigte REM-Aufnahme13 des Schliffs mit Blick unter die Bruchfläche; (c) 
Vergrößerung der Rissinitiierungsstelle auf der rechten Seite des künstlichen Defekts; (d) Vergröße-
rung der prozessinduzierten Pore in der Nähe der Rissinitiierungsstelle; (e) Vergrößerung unterhalb 
der Bruchfläche des Hauptrisses. [133] 

 
13 REM Untersuchungen mit Unterstützung von R. Staschko, Fraunhofer IGP Rostock 
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Der markierte Bereich ist in Abbildung 5-21c vergrößert zu sehen, wobei zwei weitere Positi-
onen hervorgehoben sind. Abbildung 5-21d zeigt eine prozessinduzierte Pore. Hingegen zeigt 
Abbildung 5-21e die Mikrostruktur unterhalb der Bruchfläche des Hauptrisses. Unterhalb der 
Bruchfläche am Hauptriss (vgl. Abbildung 5-21e) sind partielle dunkle Bereiche zu erkennen. 
In der Nähe der prozessinduzierten Pore (vgl. Abbildung 5-21d) ist der dunkle Bereich konti-
nuierlich ausgeprägt und erstreckt sich ausgehend vom künstlich eingebrachten Defekt bis hin 
zur Pore. Anschließend ist die dunkle Struktur um die Pore herum zu erkennen und breitet sich 
ca. 20 μm senkrecht zur Belastungsrichtung weiter aus. Die Dicke der Bereiche kann mit etwa 
5 μm bestimmt werden, was sehr gut mit den FIB-Untersuchungen aus Abbildung 5-19c hin-
sichtlich einer FGA-Bildung korreliert. Mit zunehmendem Abstand zur prozessinduzierten 
Pore nimmt die Dicke der markanten Zone zu. Spriestersbach et al. [189] beobachteten ein ähn-
liches Verhalten der FGA-Bildung in der Nähe eines TiN-Einschlusses in einem 100Cr6-Stahl. 
Nimmt man eine Feinkornzonenbildung an den dunklen Stellen an, so lassen sich gemäß Ab-
bildung 5-21c Gefügeveränderungen bis zu einem Abstand von ca. 225 μm vom Ende des 

künstlich induzierten Defekts beobachten. 
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Abbildung 5-22: REM-Untersuchung14 des polierten metallischen Schliffs senkrecht zur Bruchfläche 
der EBM gefertigten VHCF-Probe #9 mit einem additiv hergestellten Defekt von A = 300 μm aus 
Abbildung 5-21 (SE2, 10 kV). (a) prozessinduzierte Pore in der Nähe der Rissinitiierungsstelle; (b) 
Vergrößerung der markierten Stelle der Abbildung 5-22a auf einen Nebenriss; (c) Vergrößerung der 
markierten Position von Abbildung 5-22b mit Ablösungen in der Nähe des Sekundärrisses. [133] 

 
14 REM Untersuchungen mit Unterstützung von A. Novikov, Institut für Gerätesysteme und Schaltungstechnik, 
Universität Rostock 
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Um zu überprüfen, ob die markante Zone um die prozessbedingte Pore von einem Riss begleitet 
wird, wurde der mechanische Schliff einer weiteren Politur unterzogen, um die Spuren der Ät-
zung zu entfernen. Abbildung 5-22a zeigt eine REM-Aufnahme der entsprechenden Stelle. Wie 
die vergrößerten Ausschnitte in Abbildung 5-22b und c zeigen, ist im Bereich der markanten 
Zonen in Abbildung 5-21d ein Sekundärriss zu erkennen. Zusätzlich konnten Ablösungen um 
die Risse mit einer Größe von etwa 0,2 μm beobachtet werden (Abbildung 5-22c). Diese Ablö-
sungen treten auch in der Nähe des Hauptrisses unterhalb der Bruchfläche auf (Abbil-
dung 5-22a) und wurden z. B. in der Untersuchung von Sun et al. [121] in Bezug auf die 
FGA-Bildung in einem nichtrostendem Stahl belegt. 

5.3.4.2 Cross Section Polishing Verfahren zur Untersuchung der FGA-Bildung 

Der in Abbildung 5-22 gezeigte polierte metallische Schliff wurde am INP in Greifswald durch 
das Cross Section Polishing (CSP) Verfahren weiterbearbeitet und anschließend im REM un-
tersucht. Die Probe wurde mit einer Spannung von 6 kV für 8 Stunden mit einem Ar+ Ionen-
strahl poliert. Mit der CSP-Methode kann im Vergleich zu FIB-Untersuchungen ein viel grö-
ßerer Bereich (> 500 μm [190]) unterhalb der Bruchfläche auf eine Veränderung der metalli-
schen Struktur untersucht werden. Durch die polierte Oberfläche mit geringer Rauheit sind 
hochauflösende Untersuchungen unter dem REM möglich. Abbildung 5-23 zeigt die Ergeb-
nisse der CSP-Präparation. Der polierte Bereich umfasst ca. 1,5 mm unterhalb der Bruchfläche 
und ist in Abbildung 5-23a hervorgehoben. Abbildung 5-23b zeigt die Vergrößerung der mar-
kierten Stelle in Abbildung 5-23a mit dem LABE-Detektor, der die Mikrostruktur hervorhebt. 
Wie Abbildung 5-23b und die Vergrößerung in Abbildung 5-23c verdeutlichen, ist an der mar-
kierten Stelle, etwa 360 μm vom Ende des künstlich erzeugten Defekts entfernt, ein partieller 

FGA-Layer zu beobachten.  

Weiterhin zeigen die Abbildungen ähnliche Materialablösungen und Mikrorisse zwischen dem 
feinkörnigen Gefüge und dem groben Grundgefüge, wie es auch zuvor in den FIB-Untersu-
chungen bzw. anhand des polierten Schliffes beobachtet werden konnte und auch in der Litera-
tur z. B. in Sun et al. [121] zu erkennen ist. Demnach können diese mikrostrukturellen Erschei-
nungen als Indiz für eine FGA-Bildung gewertet werden. 

Abbildung 5-23d und e zeigen die Vergrößerung des sekundären Risses in der Nähe der pro-
zessinduzierten Pore mit dem Standard SE1-Detektor, der im Vergleich zum LABE-Detektor 
eher die topographischen Ereignisse hervorhebt. Der LABE-Detektor ist daher zur Darstellung 
der Kornfeinung geeignet. Die in Abbildung 5-22 beobachteten Ablösungen konnten auch hier 
deutlich dargestellt werden. Das partielle Auftreten des FGA-Layers unter der Bruchfläche ge-
mäß Abbildung 5-21 und Abbildung 5-23 kann u. a. folgende Gründe haben. Auf der einen 
Seite ist es möglich, dass während der Präparation des mechanischen Schliffs einige Zonen 
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abgetragen wurden, was z. B. durch eine schlechte Haftung des Einbettmittels an der rauen 
Bruchfläche hervorgerufen werden kann.  
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Abbildung 5-23: REM-Untersuchung des metallischen Schliffs aus Abbildung 5-22 der EBM gefertig-
ten VHCF-Probe #9, die durch das Cross Section Polishing (CSP) 15 Verfahren bearbeitet wurde. (a) 
Übersicht über die Bruchfläche (SE1, 15 kV); (b) Vergrößerung des links markierten Bereichs in Ab-
bildung 5-23a (LABE, 15 kV); (c) Vergrößerung einer Position auf der Bruchfläche mit FGA-Bildung 
(LABE, 15 kV); (d) Vergrößerung des rechts markierten Bereichs in Abbildung 5-23a (SE1, 15 kV); 
(e) Vergrößerung des Sekundärrisses in der Nähe der prozessinduzierten Pore (SE1, 15 kV). [133] 

 
15 REM und CSP Untersuchungen durchgeführt mit CSP System Jeol IB-19530CP durch J. Schäfer, Leibniz In-
stitute für Plasmaforschung und Technologie, INP Greifswald 
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Darüber hinaus ist ein einfacher Abtrag gegenüber dem Grundgefüge möglich, da innerhalb des 
FGA-Layers oft auch Ablösungen zu beobachten sind (vorgestellte Gefügeuntersuchungen 
bzw. [121]) und weitere Mikrorisse zwischen dem feinkörnigen Gefüge und dem groben 
Grundgefüge entstehen. Hingegen kann auf der anderen Seite das FGA-Modell nach Sa-
kai et al. [72] oder der Ansatz von Song et al. [132] eine Erklärung liefern.  

5.3.5 Bruchmechanische Bewertung der Ergebnisse 

Abbildung 5-24 zeigt ein modifiziertes Kitagawa-Takahashi-Diagramm unter Verwendung des 
A-Parameters als Risslängenparameter. In Abbildung 5-24 wurden die künstlichen Defekt-

größen der Proben mit den Ad-Werten und nicht die Größe der FGA oder der markanten Zonen 
aus Abbildung 5-18 gegen die Spannungsamplitude aufgetragen. Der in Gleichung (2-24), 
S. 25 angegebene Schwellenwert σth,sc für die Ausbreitung kurzer Risse von Murakami [57] ist 
ebenfalls eingezeichnet. Weiterhin wurden zwei Konzepte zur Abschätzung der FGA-Größe 
unter Verwendung der Prüfdaten verschiedener Stähle in Anlehnung an die Arbeit von 
Yang et al. [80] nach Gleichung (2-33), S. 29 sowie Liu et al. [88] nach Gleichung (2-34) und 
(2-35) für die Titanlegierung angewendet und in der Abbildung dargestellt. Die beschriebenen 
Ansätze in den beiden Publikationen wurden auf Grundlage der FGA-Größen und nicht auf 
Grundlage der Ausbreitung des FGA-Layers unter der Bruchfläche aus REM-Aufnahmen ab-
geleitet.  
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Abbildung 5-24: Modifiziertes Kitagawa-Takahashi-Diagramm unter Verwendung der künstlichen De-
fektgrößen mit Hilfe des A-Parameters als Risslängenparameter. [133] 

Nach [80] ist eine FGA-Bildung oberhalb der analytischen Schwellspannungskurve nach 
Yang et al. in Abbildung 5-24 unwahrscheinlich. Demnach ist eine FGA-Bildung speziell für 
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die VD11-Serie nach Yang et al. nicht möglich. Allerdings wurde in der Probe #9 der VD11-Se-
rie ein partieller FGA-Layer beobachtet, und feinkörnige Bereiche in einem Abstand von ca. 
360 μm vom Ende des künstlich generierten Defekts identifiziert. Nach A-Konzept kann eine 
FGA-Größe von ca. AFGA ≈ 1026 μm abgeleitet werden, wenn von einer konzentrischen Aus-
bildung der FGA um den Defekt ausgegangen wird. Liu et al. [88] schlagen alternativ einen 
durch die beiden Kurven aus Gleichung (2-34) und (2-35) abgegrenzten Spannungsbereich 
(Markierung in Abbildung 5-24) vor, innerhalb dessen die FGA-Bildung beobachtet werden 
kann. Falls die Spannungsamplitude höher ist als der geschätzte Schwellenwert nach Glei-
chung (2-34), bildet sich keine FGA. Ist die aufgebrachte Spannungsamplitude kleiner als die 
geschätzte Schwellspannung nach Gleichung (2-35), ist höchstens eine teilweise FGA-Bildung 
zu erwarten. Etwa 75 % der Datenpunkte liegen in dem von Liu et al. geschätzten Bereich, wo-
bei ein Großteil an der unteren Grenze auftreten. So schätzen Liu et al. für die Probe #9 eine 
maximale FGA-Größe von AFGA ≈ 1409 μm nach Gleichung (2-34), was in besserer Überein-
stimmung mit dem experimentell bestimmten Wert von AFGA ≈ 1026 μm ist. Die Schwellen-
wertkurve nach Murakami [57] zeigt, dass ausgehend von den künstlichen Defekten eine Riss-
ausbreitung möglich ist, da die Defektgrößen zu Spannungsintensitätsfaktoren führen, die höher 
sind als der abgeschätzte Schwellenwert nach dem A-Konzept. 

5.3.6 Diskussion und Fazit 

Eine partielle FGA-Layer-Bildung weit über die Rissinitiierungsstelle hinaus ist in der Literatur 
nicht dargestellt. Im Vergleich zu Stählen zeigen die Bruchflächenanalysen der Ti6Al4V-Le-
gierung größere prominente Zonen, die die Defektstelle umgeben. Su et al. [73] ermittelten für 
die untersuchte Ti6Al4V-Legierung eine maximale FGA-Größe von AFGA ≈ 347 μm. 
Pan et al. [140] konnten ein FGA-Zone von AFGA ≈ 575 μm ausmessen. Im Gegensatz dazu 
zeigen die von Liu et al. [88] durchgeführten Messungen der FGA-Größen verschiedener 
Stähle eine maximale FGA-Größe von AFGA ≈ 135 μm. Es besteht jedoch ein signifikanter 
Unterschied zu den beobachteten Gefügeveränderungen im großen Abstand zur Rissinitiie-
rungsstelle in den durchgeführten Untersuchungen in Kapitel 5.3, die mit AFGA ≈ 1026 μm 

abgeschätzt wurde. Weitere Untersuchungen sind notwendig, um zu überprüfen, ob die beo-
bachteten, partiellen Feinkornzonen in großer Entfernung zum Defekt, durch die wiederholten 
Ermüdungstests auf höheren Spannungshorizonten bis zur Grenzlastspielzahl beeinflusst wer-
den. 

Aus der Literatur (z. B. in [81]) ist bekannt, dass die FGA bei CA-Belastung im Allgemeinen 
als konstanter Layer unter der Bruchfläche zu beobachten ist. Allerdings beruhen diese Aussa-
gen auf FIB- und TEM-Analysen des Gefüges, mit denen nur ein begrenzter Bereich unter der 
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Bruchfläche (FIB-Schnitt ca. 50 μm) analysiert werden kann. Innerhalb des durchgeführten 

FIB-Schnitts in Abbildung 5-19, S. 85 kann in dieser Hinsicht auch eine gleichmäßige Ausbil-
dung des FGA-Layers beobachtet werden. Die vorgestellten alternativen Methoden zur Unter-
suchung der FGA (metallische Schliffe, CSP-Präparation) können einen deutlich größeren Be-
reich unter der Bruchfläche freilegen. Ein konstanter Layer an feinen Körnern konnte mit diesen 
Methoden nicht über die durch FIB-Präparationen freigelegten Bereiche hinaus beobachtet wer-
den. Es wird vermutet, dass die partiellen Strukturen mit feinen Körnern unter der Bruchfläche 
durch die Präparation des mechanischen Schliffs begründet sind, zumal im Bereich der prozess-
induzierten Poren eine durchgehende markante Zone gefunden wurde. Einen Einfluss durch 
mögliche Reihenfolgeeffekte aufgrund der verwendeten Methodik der Laststeigerungsversuche 
ist ebenfalls nicht auszuschließen. Alternativ zeigen die experimentellen Beobachtungen in 
Form der partiellen Strukturen in Abbildung 5-21, S. 87 und Abbildung 5-23, S. 90 Parallelen 
zum FGA-Bildungsmodell nach Sakai et al. [72] oder Song et al. [132] (vgl. Abschnitt 2.4.3, 
S. 32), die eine partielle Bildung von Feinkornzonen berücksichtigen. Der Einsatz von kombi-
nierten Präparationsmethoden wie z. B. FIB-Schnitte mit anschließender Präparation des me-
chanischen Schliffs oder CSP-Untersuchungen sowie Untersuchungen der Gegenseite der 
Bruchfläche könnten diese Vermutung klären. 
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6 Elastisch-plastische Rissfortschrittssimulationen 

Um den Mittelspannungseinfluss auf Basis des Rissschließens (Abschnitt 2.2.4, S. 17) im 
VHCF-Bereich zu untersuchen, wurde ein numerisches Modell entwickelt, das die Gegeben-
heiten der Rissausbreitung im Inneren einer VHCF-Probe ausgehend von einer Fehlstelle simu-
liert. Die Untersuchungen wurden bei den R-Verhältnissen und den entsprechenden Langzeit-
festigkeiten im VHCF-Bereich für 109 Zyklen aus Tabelle 6-1 für den Vergütungsstahl 
34CrNiMo6 durchgeführt. Dazu wurden die Langzeitfestigkeiten für die R-Verhältnisse von 
R = -1 und R = 0 mittels IABG-Methode aus den experimentellen Daten von Müller [135] er-
mittelt. Anschließend konnte eine Abschätzung der Langzeitfestigkeitswerte für die anderen 
R-Verhältnisse durch das Haigh-Diagramm (Abbildung 2-24, S. 41) nach FKM Richtline [134] 
für eine Mittelspannungsempfindlichkeit von M = 0,52 erfolgen. Die berechneten Werte der 
Rissschließfunktion nach Newman sind über γ nach Gleichung (2-31), S. 26 mit αCF = 3 (EVZ) 
ebenfalls in Tabelle 6-1 gelistet. [136] 
Tabelle 6-1: R-Verhältnisse und entsprechende Langzeitfestigkeiten für 109 Lastwechsel des 
Vergütungsstahls 34CrNiMo6 auf Grundlage der experimentellen Daten von Müller [135] sowie die 
berechnete Rissschließfunktion γ. 
R-Verhältnis -1,5 -1 -0,8 -0,5 0 0,2 0,5 
σa,L [MPa] 596 537 509 461 359 335 280 
γ [-] 0,088 0,116 0,129 0,151 0,194 0,241 0,5 

In der Literatur existieren umfassende Erkenntnisse im Fall von zweidimensionalen Modellen 
zum plastizitätsinduziertem Rissschließen unter den Bedingungen des ESZ und EVZ 
[186,191,192]. Dreidimensionale Probleme werden z. B. in [36,193] diskutiert. Ein umfassen-
der Überblick zu numerischen Rissfortschrittssimulationen sowie die Diskussion der wichtigs-
ten Parameter und Modelle ist in [193–197] zu finden.  

6.1 Modellbeschreibung für das Risswachstum ausgehend von 
Volumenfehlern 

Das rotationssymmetrische Finite Elemente Modell aus Abbildung 6-1 bildet die Beanspru-
chungssituation in einer VHCF-Rundprobe mit einer mittigen, kugelförmigen Fehlstelle ab. Zur 
Optimierung der Rechenzeit wurde nur ein Ausschnitt der Probe modelliert. Die Größe des 
Ausschnitts ist entsprechend so gewählt, dass das sich ausbildende Spannungsfeld nicht durch 
die Randbedingungen beeinflusst wird. Die geometrischen Abmessungen wurden mit 0,5 mm 
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in Breite und Höhe festgelegt. Sowohl die Achsensymmetrie als auch die Rotationssymmetrie 
der Probe wurde im Modellaufbau ausgenutzt, um die Rechenzeit zu minimieren. Die Simula-
tion des Rissflankenkontakts wird über eine Kontaktlinie realisiert, die keine Durchdringungen 
zulässt. Zwischen der Linie und den finiten Elementen des Modells wurde ein Reibungskoeffi-
zient von µ = 0,15 (Stahl-Stahl) angenommen. Der rissinitiierende Defekt kann als sphärischer 
Hohlraum oder als sphärischer Einschluss mit unterschiedlichen Steifigkeiten und Kontaktop-
tionen modelliert werden. Die zyklische Belastung wird als Sinusfunktion spannungskontrol-
liert aufgebracht. Sowohl die Amplitude als auch das R-Verhältnis der Belastung sind frei wähl-
bar. Weiterhin können auch Blocklasten und VA-Belastungen simuliert werden, um die Aus-
wirkungen von z. B. Reihenfolgeeffekten zu untersuchen.  
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Abbildung 6-1: Aufbau des numerischen Modells zur Simulation des Rissfortschritts nach 
[81,136,165,198]. 

Die Realisierung des Rissfortschritts erfolgt in Anlehnung an verschiedene Modelle aus der 
Literatur [199,200] über das Lösen der Symmetriebedingung an der Rissspitze nach jedem vier-
ten durchlaufenem Schwingspiel (Node-Release-Verfahren). Insgesamt wurde in den numeri-
schen Modellen der Rissfortschritt bis zu einer maximalen Risslänge von amax = 0,1 mm simu-
liert. Die Generierung des Rissfortschrittmodells in Abbildung 6-1 erfolgt automatisiert über 
ein programmiertes Python-Skript in Abaqus/CAE. 



6.1 Modellbeschreibung für das Risswachstum ausgehend von Volumenfehlern 97 

 

 

-3

-2

-1

0

1

2

#11#10#9#8#7#6#5#4#3#2


 (

t) 
/ 


a [

-]

Zeit t [s]

#1

R = -1 | a = 537 MPa
 f  = 1 Hz | N = 4 | i = 40
Risserweiterung    : max

Übergangszeitschritt

 
Abbildung 6-2: Beschreibung der Lastaufbringung in den Rechenschritten anhand einer Blockbelas-
tung. 

Abbildung 6-2 zeigt ein Beispiel einer Last-Zeit-Funktion σ(t), die über das Python-Skript auf-
gebracht wird. Dazu sind R-Verhältnis und Spannungsamplitude der einzelnen Blöcke in Listen 
zu definieren. Zusätzlich ist eine normierte Risslänge anzugeben, bis zu der die festgelegten 
Einzelblöcke im Modell aufgebracht werden sollen. Nach Abbildung 6-2 werden beispiels-
weise insgesamt vier unterschiedlich hohe Belastungsblöcke als Sinusfunktion während der Si-
mulation aufgebracht. Der Rissfortschritt, also das Lösen der Symmetrierandbedingung entlang 
des Risspfads aus Abbildung 6-1, wird an den markierten Positionen in Abbildung 6-2 reali-
siert. Der Zeitpunkt des Rissfortschritts kann weiterhin im Skript von der aktuellen Lage bei 
σmax auch an andere Zeitpunkte im Schwingungszyklus verlagert werden (z. B. σmin, σm). Auf 
der Abszisse des Diagramms sind die einzelnen Zeitschritte in der numerischen Rechnung mar-
kiert. Jedem Zeitschritt wird eine konstante Zeitspanne (hier ti = 4 s) zugeordnet, die sich aus 
der Frequenz f der abgebildeten Sinusschwingung und der Anzahl an Zyklen N je Zeitschritt 
zusammensetzt. Die Auflösung der einzelnen Zyklen wird über die Ausgabeframes bestimmt. 
In diesem Beispiel werden in jedem Zyklus i = 40 Ausgabeinkremente berechnet, die sich auf 
insgesamt 160 Inkremente je Zeitschritt summieren. Zwischen zwei Belastungsblöcken sowie 
am Beginn und am Ende der Rechnung werden außerdem Übergangszeitschritte angelegt. 
Diese dienen der Stabilisierung des Werkstoffverhaltens nach der Veränderung der Randbedin-
gungen und dem Lösen der Knoten. Weiterhin werden die Übergangszeitschritte im Falle einer 
Blockbelastung genutzt, um ein anderes Spannungsniveau anzusteuern, auf dem die Simulation 
weiter ausgeführt wird (z. B. Zeitschritt #5: Übergang von σmax = σa auf σmax = 2·σa). Eine 
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Blockbelastung wird so lange wiederholt, bis die zuvor definierte, normierte Risslänge des ent-
sprechenden Blocks erreicht ist (unterbrochene Darstellung des Übergangszeitschritts #3 in Ab-
bildung 6-2). 

6.1.1 Materialmodell 

Für die Beschreibung des zyklischen Fließverhaltens eines Werkstoffs finden sich diverse Mo-
delle in der Literatur [201–203]. Unter Anderem zeigt das fortschreitend modifizierte Chabo-
che-Modell, das auf den Arbeiten von Chaboche und Lemaitre [204] beruht, eine gute Abbil-
dung der experimentellen Gegebenheiten [205].  

Zur Identifizierung der elastisch-plastischen Materialparameter für das Chaboche-Modell der 
untersuchten Werkstoffe wurden durchgeführte Incremental-Step-Tests (IST) mit einem Ein-
Element-Modell numerisch nachgerechnet. Der IST für den Stahl X10CrNiMoV12-2-2 wurde 
an der Technischen Universität Kaiserslautern durchgeführt. Der IST für den Vergütungsstahl 
34CrNiMo6 stammt aus Versuchen am Lehrstuhl für Strukturmechanik. 
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Abbildung 6-3: Vergleich der Spannungs-Dehnungs-Hysteresen aus der numerischen Simulation mit 
den Chaboche-Parametern aus Tabelle 6-2 und den experimentell durchgeführten Incremental-Step-
Tests (IST) für die Werkstoffe (a) 34CrNiMo6 [81,136] und (b) X10CrNiMoV12-2-2 [81]. 

Die Chaboche-Parameter wurden iterativ so angepasst, dass sowohl die Erstbelastungskurve 
als auch der stabilisierte Zyklus durch die numerische Rechnung abgebildet werden (siehe Ab-
bildung 6-3). Als Belastung fungierten die maximalen Dehnungen der größten stabilisierten 
Hystereseschleife aus dem IST. Die identifizierten Chaboche-Parameter der isotropen und ki-
nematischen Verfestigung für die untersuchten Werkstoffe sind in Tabelle 6-2 gelistet. Mit den 
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Parametern aus Tabelle 6-2 zeigt sich nach Abbildung 6-3 eine gute Approximation des expe-
rimentellen Spannungs-Dehnungs-Verhaltens für die Werkstoffe.  
Tabelle 6-2: Chaboche-Parameter zur Beschreibung des elastisch-plastischen Materialverhaltens in 
den Rissfortschrittsrechnungen in Abaqus/CAE. 
Material Re [MPa] σeq [MPa] Q∞ [MPa] C [-] b [-] 
34CrNiMo6 1000 1000 -500 60.000 100 
X10CrNiMoV12-2-2 843 843 -200 60.000 5 

6.1.2 Elementgrößenbetrachtung 

Während der Ausbreitung eines Ermüdungsrisses kommt es zur Ausbildung einer primär-plas-
tischen Zone rp bei maximaler Belastung sowie der umkehr-plastischen Zone Δrp bei minimaler 
Belastung (siehe Abschnitt 2.2.2, S. 12). Bei der Wahl der Vernetzung des Modells in der Um-
gebung des Risses muss die Größe der plastischen Zonen berücksichtigt werden. In dem hier 
vorgestellten Modell ist das Rissfortschrittsinkrement Δa identisch mit der Elementkantenlänge 
(EKL) im fein vernetzten Bereich aus Abbildung 6-1. Um die Größe der plastischen Zonen in 
der numerischen Rechnung angemessen abzubilden, kann auf einige Untersuchungen und Re-
ferenzwerte aus der Literatur zurückgegriffen werden. Beispielsweise schlagen McClung [206] 
und Dougherty et al. [207] ein Verhältnis von Δa / rp ≤ 0,2 für die primär-plastische Zone vor. 
Park et al. führen in [208] numerische Simulationen bei unterschiedlichen Spannungsverhält-
nissen durch und bestimmen ein adäquates Verhältnis von Δa / Δrp = 0,77 - 0,91 für die um-
kehr-plastische Zone. Hingegen empfehlen Solanki et al. [196] eine Vernetzung mit ca. 3 bis 4 
Elementen in der umkehr-plastischen Zone. Jiang et al. [200] weisen weiterhin darauf hin, dass 
Elementgrößen kleiner als 1 µm aufgrund der hohen Rechenzeiten ungeeignet sind. Im Allge-
meinen steigen die Vernetzungsanforderungen außerdem mit höheren Spannungsverhältnissen 
und kleineren Amplituden aufgrund der geringen Größe der umkehr-plastischen Zone 
[196,199]. 

Um die Elementkantenlänge im fein vernetzten Bereich zu bestimmen, wurde die primär-plas-
tische Zone nach Gleichung (2-17) und die umkehr-plastische Zone nach Gleichung (2-18), 
S. 13 für den ebenen Verzerrungszustand abgeschätzt [20]. Die maximale Spannungsintensität 
Kmax in Gleichung (2-17) ist über die maximale Spannung der Belastungsfunktion σmax und der 
numerisch ermittelten Geometriefaktorlösung für unterschiedliche Risslängen nach Glei-
chung (2-13) berechnet worden. Zur numerischen Ermittlung der Geometriefaktorlösung wird 
hierbei auf die Veröffentlichung von Stäcker et al. [136] verwiesen. Die Fließspannung Re 
wurde in Anlehnung an [209] dem stabilisierten Zyklus aus den Ergebnissen des IST aus Ab-
bildung 6-4 mit ca. 346 MPa entnommen. Mit den Verhältnissen für die plastischen Zonen aus 
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der Literatur von Δa / rp ≤ 0,2 und Δa / Δrp ≤ 0,9 kann ein Referenzwert für die Elementkan-
tenlänge bzw. das Rissfortschrittsinkrement Δaref berechnet werden. Die Ergebnisse sind in Ab-
bildung 6-4a und b für die untersuchten R-Verhältnisse bei Belastung mit den entsprechenden 
Langzeitfestigkeitsamplituden aus Tabelle 6-1 aufgetragen. 
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Abbildung 6-4: Abschätzung eines angemessenen Rissfortschrittsinkrements Δaref basierend auf der 
(a) primär-plastischen und (b) umkehr-plastischen Zone in Abhängigkeit der Risslänge a für verschie-
dene R–Verhältnisse [136]. 

Abbildung 6-4a zeigt die berechneten Referenzwerte Δaref der untersuchten R-Verhältnisse für 
die primär-plastische Zone. Mit zunehmendem R-Verhältnis resultieren höhere maximale Span-
nungen, die zu einer größeren primär-plastischen Zone führen. Daher kann die primär-plasti-
sche Zone bei höheren R-Verhältnissen auch durch größere EKL in der numerischen Rechnung 
adäquat abgebildet werden. Im Gegensatz wird die umkehr-plastische Zone in Abbildung 6-4b 
deutlich besser bei den negativen R-Verhältnissen abgebildet, da höhere Druckspannungsan-
teile im negativen Halbzyklus der Belastung eingeleitet werden.  

Mit den Betrachtungen aus Abbildung 6-4 wurde eine feste EKL bzw. ein festes Rissfortschritt-
sinkrement von Δa = 0,5 mm festgelegt, dass sowohl primär-plastische Zone als auch umkehr-
plastische Zone für die untersuchten Spannungsverhältnisse adäquat beschreibt. Für das R-Ver-
hältnis von -1,5 wird die primär-plastische Zone mit der festgelegten EKL erst ab a  2,5 µm 
ausreichend abgebildet. Auf eine weitere Reduzierung der EKL wurde aber aufgrund des er-
höhten Speicherbedarfs und der deutlich erhöhten Rechenzeiten verzichtet. 

Auf Grundlage der durchgeführten Elementgrößenbetrachtung wurde der Rissfortschrittsbe-
reich in Abbildung 6-1, S. 96 mit der festgelegten EKL von 0,5 µm gleichmäßig vernetzt. Die 
Elementbeschreibung der verwendeten CAX4 – Elemente („Four-Node Axisymmetric Ele-
ment”) ist der Abaqus/CAE Elementbibliothek in [205] zu entnehmen.  
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6.1.3 Auswertemethoden zur Bestimmung der Rissöffnungsspannung 

Die numerischen Simulationen wurden hinsichtlich der Rissöffnungsspannung σop ausgewertet 
(vgl. Abbildung 2-10, S. 17). Die Rissöffnungsspannung ist eine Kenngröße zur Beschreibung 
der äußeren Belastung, ab der ein Riss komplett geöffnet ist, d. h. es treten keine Oberflächen-
kontakte zwischen den Rissflanken auf [20]. Die Rissöffnungsspannung kann im Allgemeinen 
mit unterschiedlichen Methoden ausgewertet werden [191,196]. Innerhalb der Rissfortschritts-
untersuchungen wurden die tip-tension (tt) Auswertemethode und der extrapolation-first-node 
(efn) Ansatz, wie in [191] beschrieben, untersucht. Abbildung 6-5 zeigt den Ablauf der beiden 
Methoden zur Bestimmung der Rissöffnungsspannung. Für die tt-Methode wird die lokale Be-
lastung in Lastrichtung σ22(t) am Rissspitzenknoten  betrachtet. Als Kriterium für den Riss-
öffnungszeitpunkt ist die Lastumkehr von Druckspannungen (Zeitinkrement i) zu Zugspannun-
gen (Zeitinkrement i+1) am Rissspitzenknoten definiert. Der Rissöffnungszeitpunkt top wird 
anschließend durch eine Interpolation auf 0 MPa bestimmt. Durch Einsetzen von top in die Be-
lastungs-Zeit-Funktion σ(t) kann die Rissöffnungsspannung σop ausgewertet werden. 
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Abbildung 6-5: Schematische Darstellung der Auswertemethoden zur Bestimmung der Rissöffnungs-
spannungen. [136] 

Die efn-Methode analysiert hingegen die Verschiebungen U2 in Lastrichtung am ersten Knoten 
 hinter dem Rissspitzenknoten  (vgl. Abbildung 6-5). Wenn die Verschiebung U2,i an  
einen kritischen Wert überschreitet, ist der Riss definitionsgemäß geöffnet und es werden die 
Verschiebungen über die lokalen Spannungen am Knoten der folgenden n Zeitinkremente auf-
getragen. Mithilfe einer Regressionsgeraden der n Datenpunkte kann durch Extrapolation die 
Rissöffnungsspannung σop für U2 = 0 berechnet werden. Durch eine Sensitivitätsanalyse konnte 
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das kritische Verschiebungslimit mit einem Wert von 1 · 10-8 mm und die Anzahl der Regres-
sionspunkten mit n = 6 festgelegt werden. Die Auswertung der Rissöffnungsspannungen über 
den kompletten Rissfortschritt erfolgt über ein Python-Skript in Abaqus/CAE. 

Um bei der Simulation von Blocklastkollektiven auch partielles Rissschließen zu berücksichti-
gen, wurde mit dem extrapolation-last-node-contact (elnc) Ansatz außerdem die Methodik des 
efn-Ansatzes auf alle offenen Knoten der Rissflanke angewendet. Somit lässt sich die Rissöff-
nungsspannung des letzten Knotens in Kontakt mit der Symmetrielinie ermitteln. Die elnc-Me-
thode wird auch in der Literatur vor allem für die Auswertung der Rissöffnungswerte bei 
VA-Belastung vorgeschlagen [191]. 

6.1.4 Auswertemethoden zur Bestimmung der Kontaktspannungen 

Zur Untersuchung des FGA-Bildungsmechanismus und im Hinblick auf das NCP-Modell von 
Hong et al. [83] (Abschnitt 2.4.3, S. 32), das von einem wiederkehrenden Bruchflächenkontakt 
ausgeht, werden außerdem die Kontaktspannungen zwischen der Rissflanke und der Kontakt-
linie skriptbasiert ausgewertet. Die Auswertung der Kontaktspannungen wurde im Vergleich 
zu den publizierten Ergebnissen in [81] angepasst, um eine Aussage zur Häufigkeit der auftre-
tenden Kontaktdrücke entlang der Rissflanke zu berücksichtigen.  

In Abbildung 6-6 sind schematisch die beiden Auswertemethoden zur Bewertung der Kon-
taktspannungen zwischen Rissflanke und Kontaktlinie gezeigt. Die Rohdaten sind in einem 
Konturabbild für die aktuelle Beispielrisslänge von a = 0,05 mm in Abbildung 6-6a gezeigt. 
Die Rissspitze befindet sich also bei einer Pfadlänge von x = 0,05 mm (vgl. Abbildung 6-1). Im 
rechten Teil von Abbildung 6-6a ist die durch die Langzeitfestigkeitsamplitude σa,L normierte 
Belastungs-Zeit-Funktion σ(t) gezeigt. Kontaktspannungen treten in diesem Beispiel entlang 
des Auswertepfads x ausschließlich in den negativen Halbzyklen der Belastung auf, wenn die 
Rissflanke auf die Kontaktlinie gepresst wird. Insgesamt werden, wie schon in Abschnitt 6.1 
beschrieben, vier Zyklen simuliert, bevor eine Risserweiterung stattfindet. Ausgehend von den 
Rohdaten wird ein weiteres Konturbild in Abbildung 6-6b berechnet, indem die lokalen Kon-
taktspannungen über die vier Zyklen gemittelt werden. Um einen Vergleich bei unterschiedli-
chen R-Verhältnissen zu ermöglichen, werden die Werte außerdem mit der Langzeitfestigkeits-
amplitude σa,L normiert aufgetragen.  

Für die kumulative Bewertung der Beanspruchung der Rissufer wird außerdem ein Rissflan-
kenbeanspruchungsparameter nach 
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über den kompletten Risspfad x ausgewertet. In einem ersten Schritt werden dazu, wie in Ab-
bildung 6-6c skizziert, die maximalen Kontaktspannungen σcs,max aus den Rohdaten ermittelt.  
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Abbildung 6-6: Schematische Darstellung der Methoden zur Auswertung der Kontaktspannungen zwi-
schen den Rissflanken. (a) Rohdaten als Konturabbild der Kontaktspannungen in Abhängigkeit der 
Zykluszeit t und der Pfadlänge x bei einer Beispielrisslänge von a = 0,05 mm; (b) Auswertung der 
Rohdaten zur Darstellung der durchschnittlichen Kontaktspannung je Risslänge als Konturabbild; (c) 
Auswertung der maximalen Kontaktspannung über alle Zeitinkremente bei einer definierten Position 
auf der Rissflanke x – Wiederholung für alle Risslängen a; (d) Durchschnitt der max. Kontaktspan-
nung über alle Risslängen a sowie Zählung der Kontakthäufigkeit je Pfadlänge x – Berechnung eines 
Rissflankenbeanspruchungsparameters D auf Grundlage der Kontakthäufigkeit und der normierten 
durchschnittlichen Kontaktspannungen je Pfadlänge x. 

Dieses Vorgehen wird für alle Risslängen a wiederholt. Anschließend werden die auftretenden 
Kontaktspannungen über alle Risslängen gemittelt (Øσcs,max) und über x aufgetragen. Zusätzlich 
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zu Øσcs,max wird die Anzahl an Kontakten aus den Kurven in Abbildung 6-6c ausgewertet. Es 
wird also gezählt, wie oft ein Knoten die Kontaktlinie während der Simulation berührt. Die 
gemittelten Kontaktspannungen Øσcs,max werden anschließend mithilfe der Kontakthäufigkeit fc 
im Bereich zwischen 0 und 1 gewichtet und mit der aufgebrachten Langzeitfestigkeitsamplitude 
σa,L normiert. Somit lassen sich mithilfe des Rissflankenbeanspruchungsparameters D ortsab-
hängige Aussagen zur zyklischen Beanspruchung der Rissflanke treffen, die sowohl die durch-
schnittlichen lokalen Kontaktspannungen als auch die Häufigkeit der Kontakte berücksichtigt. 

6.2 Ergebnisse der Rissöffnungsspannungen ausgehend von 
Volumenfehlern 

Im Folgenden werden die Einflüsse der Auswertemethode, des Defekttyps, des Spannungsver-
hältnisses, der Spannungsamplitude und der Belastungs-Zeit-Funktion auf die Rissöffnungs-
spannung beschrieben.  

6.2.1 Einfluss der Auswertemethode 

Wie in Kapitel 6.1.3 erläutert, wurden die tt-Methode und der efn-Ansatz als Auswertemetho-
den in ein Python-Skript implementiert. In Abbildung 6-7 ist der Einfluss der Auswertemethode 
auf die normierte Rissöffnungsspannung am Beispiel von R = -1 und R = 0 dargestellt. Eine 
Normierung der Rissöffnungsspannung σop durch die maximale Spannung der Lastfunktion er-
möglicht eine einheitliche Darstellung unabhängig vom R-Verhältnis der Belastung. Weiterhin 
ermöglich die Darstellung der Rissöffnungswerte über σop / σmax ein direktes Ablesen des effek-
tiven R-Verhältnisses. Hohe Werte für σop / σmax belegen dabei ein späteres Öffnen des Risses 
im Belastungszyklus. 

In den Simulationen wurde als Fehlstelle ein Hohlraum mit einem Durchmesser von d = 30 µm 
angenommen. Dies entspricht der kleinsten vermessenen Fehlstellengröße eines nichtmetalli-
schen Einschlusses in den durchgeführten Testreihen mit dem Vergütungsstahl 1.6582. Die äu-
ßere Belastungsamplitude entspricht der Langzeitfestigkeit σa,L des jeweiligen Spannungsver-
hältnisses (Tabelle 6-1). Als Ergänzung ist die Rissöffnungsfunktion von Newman nach Glei-
chung (2-31) und (2-32), S. 26 über die Risslänge aufgetragen. Die analytische Lösung nach 
Newman liefert allerdings unabhängig von der Risslänge konstante Werte und dient ausschließ-
lich zur tendenziellen Bewertung der Ergebnisse aus den numerischen Simulationen. 
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Abbildung 6-7: Einfluss der Auswertemethode zur Bestimmung der Rissöffnungsspannung. (a) R = -1 
und σa,L = 537 MPa [136,210]; (b) R = 0 und σa,L = 359 MPa. 

Unabhängig vom R-Verhältnis zeigen sich in Abbildung 6-7a und Abbildung 6-7b signifikant 
größere Rissöffnungswerte, wenn die tt-Methode zur Auswertung der Simulationen herangezo-
gen wird. Ungeachtet der Diskrepanzen zwischen den Auswerteverfahren steigen die Rissöff-
nungswerte zu Beginn der Rissausbreitung für kleine Risslängen sehr stark an. Im Anschluss 
konvergieren die σop / σmax-Werte für die efn-Methode innerhalb weniger Auswerteschritte bis 
ein konstantes effektives R-Verhältnis von ca. 0,15 bei R = -1 bzw. 0,25 bei R = 0 erreicht ist. 
Im Vergleich steigen die normierten Rissöffnungsspannungen der tt-Methode an, bis ein Maxi-
mum im Bereich zwischen a = 0,04 mm und 0,06 mm erreicht ist und sinken dann wieder ab. 
Der Riss öffnet sich demzufolge bei großen Risslängen wieder früher. Die Unstetigkeiten im 
σop / σmax-Verlauf resultieren aus einem Sprung im Auswerteinkrement und können prinzipiell 
durch eine Anhebung der Inkremente pro Zeitschritt vermieden werden (vgl. Abbildung 6-5, 
S. 101). Die Sprünge konnten sowohl bei der tt-Methode als auch beim efn-Ansatz beobachtet 
werden. Für alle folgenden Ergebnisse wird die efn-Methode angewendet, da sie in den Vorun-
tersuchungen tendenziell stabilere Rissöffnungswerte lieferte. 

6.2.2 Einfluss des Spannungsverhältnisses 

In Abbildung 6-8 sind die normierten Rissöffnungswerte über die Risslänge bei unterschiedli-
chen R-Verhältnissen aufgetragen, wobei die Langzeitfestigkeitsamplitude σa,L des jeweiligen 
Spannungsverhältnis (Tabelle 6-1) als Belastung aufgebracht wurde.  
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Abbildung 6-8: Vergleich der numerisch ermittelten normierten Rissöffnungsspannung über die Riss-
länge bei unterschiedlichen R-Verhältnissen im Vergleich zur Lösung nach Newman. [81,165] 

Die Lösung nach Newman zeigt steigende σop / σmax-Werte mit zunehmendem R-Verhältnis. 
Der gleiche Trend wird auch in den Ergebnissen der numerischen Simulationen sichtbar. Prin-
zipiell kann die analytische Lösung den Verlauf der Rissöffnungswerte über die Risslänge aber 
nicht beschreiben. Für Spannungsverhältnisse R < 0,5 steigen die σop / σmax-Werte zunächst für 
kleine Risslängen an und konvergieren gegen einen konstanten Wert oberhalb der Newman-Lö-
sung. Dabei wird der konvergente Wert mit zunehmendem R-Verhältnis erst bei größeren Riss-
längen erreicht und die Differenz zur Newman-Lösung steigt an. Im Fall der reinen Zugschwell-
belastung bei R = 0,5 konnten keine Rissöffnungswerte für Risslängen a < 0,04 mm bestimmt 
werden. Der Riss ist also im ersten Bereich komplett geöffnet und ein Rissschließen tritt nicht 
auf. Allgemein zeigen sowohl die Simulationen als auch die analytischen Lösungen, dass für 
alle untersuchten negativen R-Verhältnisse positive effektive R-Verhältnisse im Verlauf der 
Rissausbreitung resultieren. 

6.2.3 Einfluss des Defekttyps 

Zur Untersuchung des Defekttyps wurde anstatt des Hohlraums ein Einschluss mit einer Stei-
figkeit von 400 GPa (Al2O3-Einschluss) modelliert [136]. Zwischen den Matrixelementen und 
den Elementen des Einschlusses wurde außerdem ein Reibungskontakt mit µ = 0,2 (Stahl-Alu-
minium) angenommen. Abbildung 6-9a zeigt vergleichend die normierten Rissöffnungswerte 
bei R = -1 für die untersuchten Defekttypen, wobei in Abbildung 6-9b die Ergebnisse für R = 0 
aufgetragen sind.  
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Abbildung 6-9: Einfluss des Defekttyps auf das Rissöffnungsverhalten bei (a) R = -1 und (b) R = 0. 
[81] 

Am Beginn der Kurvenverläufe ist ein gewisser Einlaufbereich in den numerischen Rechnun-
gen zu verzeichnen. So zeigen sich für den Einschluss bei R = -1 zuerst geringere Rissöffnungs-
werte im Vergleich mit dem Hohlraum. Ursächlich hierfür könnte das Materialverhalten und 
die zu diesem Zeitschritt noch nicht vollständig entwickelten plastischen Zonen vor der Riss-
spitze sein.  

Mit zunehmender Risslänge (bis a ≈ 5 µm bei R = -1 bzw. a ≈ 10 µm bei R = 0) sind im weite-
ren Verlauf leicht erhöhte σop / σmax-Werte im Fall des Einschlusses zu erkennen. Als Erklärung 
hierfür wird eine Korrelation zwischen Kerbspannung und Stützwirkung des Einschlusses und 
deren Einfluss auf die Ausbildung von plastischen Zonen an der Rissspitze vermutet. In 
Stäcker et al. [136] wurden dazu die Kerbspannungen bei verschiedenen Defekttypen und Stei-
figkeiten in Richtung der Rissausbreitung anhand eines numerischen Modells bestimmt. Den 
Ergebnissen in [136] sind für kleine Risslängen (a → 0) leicht höhere Kerbspannung im Falle 
eines Hohlraums zu entnehmen. Die Kerbspannung beeinflusst die Größe der primär-plasti-
schen Zone rp, die während der maximalen Belastung ausgebildet wird. Im Fall eines Hohl-
raums bildet sich demzufolge aufgrund der wirkenden Kerbspannung eine größere primär-plas-
tische Zone um die Rissspitze aus. Weiterhin wird die umkehr-plastische Zone Δrp ebenfalls 
größer, da ein Einschluss die Rissflanken bei minimaler Belastung stützt. Im Fall eines Hohl-
raums werden die Rissflanken also in Abhängigkeit des Spannungsverhältnisses bei minimaler 
Belastung stärker aufeinandergepresst und plastisch verformt. Bei anschließender Belastung 
öffnet sich der Riss bei einer geringeren äußeren Belastung. Ein Einschluss vermindert hinge-
gen aufgrund seiner Stützwirkung die Kontaktdrücke zwischen den Rissflanken während der 
minimalen Belastung. Folglich treten weniger große plastische Deformationen an den Rissflan-
ken auf und der Riss öffnet später. 
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Für Risslängen ab ca. 5 µm bzw. 10 µm sind keine Unterschiede mehr in den σop / σmax-Werten 
aus Abbildung 6-9 zu erkennen und der Stützeffekt des Einschlusses verliert an Bedeutung. 
Demzufolge stellen sich gleiche Rissöffnungswerte für Hohlraum und Einschluss ein. 

6.2.4 Einfluss der Spannungsamplitude 

Zur Untersuchung des Einflusses der Spannungsamplitude auf die Rissöffnungswerte wurde 
die Ermüdungsfestigkeit aus Tabelle 6-1 für R = -1 von 537 MPa um 15 % erhöht bzw. verrin-
gert. In Abbildung 6-10 sind die Ergebnisse anhand der normierten Rissöffnungswerte über die 
Risslänge aufgetragen.  
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Abbildung 6-10: Einfluss der Spannungsamplitude auf das Rissöffnungsverhalten bei R = -1. 

Auch hier zeigt sich der schon zuvor diskutierte Einlaufbereich in den numerischen Simulatio-
nen. Für kleine Risslängen (a ≈ 5 µm bis 20 µm) öffnet der Riss bei einer hohen Amplituden-
belastung später als bei einer geringeren Belastung. Für größere Risslängen zeigt sich ein ge-
gensätzliches Verhalten und die σop / σmax-Werte nähern sich erneut einem konstanten Wert an. 
Mit der kleinsten Amplitude von ca. 456 MPa werden nach Abbildung 6-10 außerdem die größ-
ten normierten Rissöffnungswerte berechnet, was wiederum tendenziell gut mit der 
Newman-Lösung korreliert. 

6.2.5 Einfluss bei variabler Amplitudenbelastung 

Der Verlauf der normierten Rissöffnungswerte wird sehr stark durch die aufgebrachte BZF be-
einflusst, wie in Abbildung 6-11 zu erkennen ist. Die Simulationen wurden für alle untersuchten 
BZF mit einem R-Verhältnis von R = -1 und dem Materialverhalten des Vergütungsstahls 
34CrNiMo6 durchgeführt. Zum Vergleich sind die Ergebnisse der Rissöffnungswerte aus der 
CA-Belastung und das Belastungskollektiv in den Abbildungen aufgetragen. Die numerisch 
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ermittelten σop-Werte wurden jeweils auf die im korrespondierenden Block anliegende maxi-
male Spannung σmax normiert. Für die Auswertung der Rissöffnungsspannungen an den kom-
plexen Kollektiven eignen sich weder die in Kapitel 6.1.4, S. 102 beschriebene tt-Methode noch 
die efn-Methode, da nur eine Position auf der Rissflanke ausgewertet wird, und so kein partiel-
les Rissschließen erkannt werden kann. Dementsprechend wurde für die Bestimmung der 
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Abbildung 6-11: Einfluss der Belastungs-Zeit-Funktion auf das Rissöffnungsverhalten bei R = -1 im 
Vergleich zur CA-Belastung. (a) Zweistufen Blocklast L-H-L; (b) Zweistufen Blocklast H-L-H; (c) FE-
LIX-R-Kollektiv; (d) WISPER-R-Kollektiv. 

Folgende Sequenzabfolgen wurden untersuchten:  
• Zweistufen Blocklast 

o Low-High-Low (L-H-L) Blocklastsequenz nach Tabelle A-4, S. 144 
o High-Low-High (H-L-H) Blocklastsequenz nach Tabelle A-4 

• FELIX-R mit Sequenzfolge nach Tabelle A-2 und prozentualer Aufteilung der Blöcke 
auf die simulierte Gesamtrisslänge nach den realen Lastwechselzahlen (Tabelle A-4) 

• WISPER-R mit Sequenzfolge nach Tabelle A-3 und prozentualer Aufteilung der Blöcke 
auf die simulierte Gesamtrisslänge nach den realen Lastwechselzahlen (Tabelle A-4) 
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Die hohe bzw. niedrige Blocklast von 1,15 · σa,L bzw. 0,85 · σa,L in Abbildung 6-11a bzw. b 
wurde bei 33 % der simulierten Gesamtrisslänge aufgebracht und bis 66 % der simulierten Ge-
samtrisslänge beibehalten. Die effektiven R-Werte stimmen vor der hohen bzw. niedrigen 
Blocklast mit den Daten der CA-Belastung überein. Kurz nach dem Aufbringen der höheren 
Amplitude im mittleren Block (Abbildung 6-11a) sinken die normierten Rissöffnungswerte 
deutlich um ca. 40 % ab und steigen dann leicht bis zum Ende des mittleren Blocks an. Der 
Riss öffnet also durch die höhere Amplitude in diesem Bereich früher im Belastungszyklus. 
Dies korreliert mit den Erkenntnissen zum Einfluss der Spannungsamplitude bei größeren Riss-
längen aus Kapitel 6.2.4. Mit zunehmender Spannungsamplitude wurde in Abbildung 6-10 ein 
Absinken der effektiven R-Werte für größere Risslängen beobachtet. Im dritten Block steigen 
die effektiven R-Werte wieder an und überschreiten die Referenzkurve bei CA-Belastung deut-
lich. Der Vergleich mit der Referenzkurve belegt dabei ein verzögertes Öffnen des Risses als 
Resultat der Lastvorgeschichte durch den hohen mittleren Block. Reihenfolgeeffekte in Form 
von Beschleunigungsphasen nach einer Low-High-Blocksequenz sowie teils stark ausgeprägte 
Verzögerungsbereiche nach einer High-Low-Blocksequenz sind aus Rissgeschwindigkeitsdia-
grammen bekannt [20] und zeigen damit eine Korrelation zu den hier durchgeführten Auswer-
tungen der numerischen σop / σmax-Werte. Am Ende der Simulation werden ähnliche Rissöff-
nungswerte wie in der Vergleichsrechnung bei CA-Belastung berechnet.  

Die H-L-H Sequenz (Abbildung 6-11b) zeigt kurz nach dem Einleiten des niedrigen Blocks 
einen Sprung in den σop / σmax-Werten. Die Kurve fällt jedoch ab einer Risslänge von 
a ≈ 0,04 mm auf das Niveau der CA-Belastung zurück. Der Riss öffnet also durch den niedrigen 
Block in diesem Bereich kurzzeitig später im Belastungszyklus. Im Gegensatz zur CA-Belas-
tung, die ab dieser Risslänge schon stabile σop / σmax-Werte ausweist, werden mit zunehmender 
Risslänge im niedrigen Block weiter größere Rissöffnungswerte berechnet. Im letzten Block 
der Sequenz sinken die σop / σmax-Werte durch die höhere Belastung wieder ab und nähern sich 
am Ende der Rechnung wieder den Werten aus der CA-Belastung an. Auch hier korrelieren die 
normierten Rissöffnungswerte mit den bekannten Reihenfolgeeffekten von Blocklastsequenzen 
und deren verzögernde bzw. beschleunigende Wirkung auf den Rissfortschritt.  

Die in dieser Arbeit experimentell untersuchten Kollektive FELIX-R und WISPER-R wurden 
in Abbildung 6-11c und d und zeigen einen signifikanten Einfluss auf den Verlauf der normier-
ten Rissöffnungswerte. Beide Kurvenverläufe unterscheiden sich deutlich zu Beginn der Simu-
lation von der CA-Belastung, nähern sich allerdings am Ende der Simulation den 
σop / σmax-Werten der Vergleichsrechnung bei CA-Belastung an. Durch die unterschiedlichen 
Blöcke werden die Rissöffnungswerte teils stark beeinflusst und erreichen lokale Spitzenwerte 
von bis zu σop / σmax ≈ 0,45 (WISPER-R). Der beschriebene erste Peak bei WISPER-R ist durch 
einen Belastungswechsel von hoch nach tief begleitet. Die verringerte Last im niedrigen Block 
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führt dazu, dass der Riss erst viel später im Belastungszyklus öffnet. Die plastischen Verfor-
mungen an der Rissflanke durch den ersten Block führt dazu, dass für den kompletten Bereich 
des Rissfortschritts im niedrigen Block (a = 0,0335 mm bis a = 0,0435 mm) der letzte Knoten 
in Kontakt mit der Symmetrielinie bei einer Pfadlänge von x = 0,033 mm erkannt wird. Der 
Knoten steht an dieser Position also etwas weiter aus der Rissflanke heraus und führt so zu 
einem verzögerten Rissöffnen im Belastungszyklus. Der kleinere Abfall der Rissöffnungswerte 
bei einer Risslänge von a ≈ 0,07 mm ist von einem Low-High-Blocklastwechsel auf den höchs-
ten Block der Sequenz begleitet. Der Riss öffnet hier kurzzeitig früher durch den Einfluss des 
höheren Blocks. Der letzte Rissflankenkontakt verlagert sich hierbei vom ersten Knoten hinter 
der Rissspitze für ein Rissfortschrittsinkrement an die schon während des ersten Peaks erkannte 
Position von x = 0,033 mm. Anschließend stabilisiert sich das Rissöffnungsniveau und der 
letzte Rissflankenkontakt wird wieder am ersten Knoten hinter der Rissspitze erkannt. Die be-
schriebenen Erscheinungen des Rissöffnungsverhaltens wiederholen sich entsprechend im Ver-
lauf an Low-High- bzw. High-Low-Abfolgen und können auch im Fall des FELIX-R-Kollek-
tivs beobachtet werden. 

Aus der Auswertung der Rissöffnungswerte bei VA-Belastung zeigt sich, dass eine High-Low-
Abfolge die σop / σmax-Werte stärker beeinflusst als eine Low-High-Abfolge. Der Ausschlag der 
effektiven R-Werte ist dabei aber weniger von der absoluten Höhe der Blöcke abhängig (posi-
tiven Ausschläge bei WISPER-R im Bereich von x = 0,033 mm und x = 0,08 mm). Vielmehr 
zeigt sich eine Abhängigkeit des effektiven R-Verhältnis vom Blocklastverhältnis σa,i / σa,i+1.  

6.3 Ergebnisse der Kontaktspannungen an den Rissflanken 

Zur Untersuchung des FGA-Bildungsmechanismus und im Hinblick auf das NCP-Modell von 
Hong et al. [83] (Abschnitt 2.4.3), das von einem wiederkehrenden Bruchflächenkontakt aus-
geht, werden anschließend die Kontaktspannungen zwischen der Rissflanke und der Kontaktli-
nie ausgewertet. 

6.3.1 Auswertung der lokalen Kontaktspannungen 

Abbildung 6-12 zeigt die normierten gemittelten Kontaktspannungen Øσcs / σa,L als Konturbild 
in Abhängigkeit des Auswertepfades x und der normierten Zykluszeit für drei unterschiedliche 
Risslängen von a = [0,02 | 0,05 | 0,09] mm. Die Rissspitze ist in den jeweiligen Konturbildern 
markiert. Neben den Konturbildern ist außerdem der Belastungszyklus eingezeichnet. Die Vor-
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gehensweise bei der Auswertung ist in Kapitel 6.1.4, S. 102 dargestellt. Die relevanten Simu-
lationsparameter zur Belastung, zum Material sowie zur Art und Geometrie des Defekts sind in 
den Konturbildern ebenfalls hervorgehoben.  
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Abbildung 6-12: Auswertung der Kontaktspannungen entlang des Auswertepfads x auf den Rissflanken 
des Rissfortschrittsmodells für drei unterschiedliche Risslängen von a = [0,02; 0,05; 0,09] mm bei ei-
nem Spannungsverhältnis von R = -1 und der Langzeitfestigkeitsamplitude von σa,L = 537 MPa. Die 
markierte Position entspricht der Rissspitze. 
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Abbildung 6-13: Auswertung der Kontaktspannungen entlang des Auswertepfads x auf den Rissflanken 
des Rissfortschrittsmodells für drei unterschiedliche Risslängen von a = [0,02; 0,05; 0,09] mm bei ei-
nem Spannungsverhältnis von R = 0 und der Langzeitfestigkeitsamplitude von σa,L = 359 MPa. Die 
markierte Position entspricht der Rissspitze. 

Die Ergebnisse der numerischen Simulation eines Hohlraums (HR) mit einem Durchmesser 
von d = 30 μm bei CA-Belastung von σa,L = 537 MPa und R = -1 sind in Abbildung 6-12 dar-
gestellt. Für die drei untersuchten Risslängen zeigt sich, dass die höchsten Øσcs / σa,L-Werte im 
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Bereich von x ≈ 0 mm und kurz hinter der Rissspitze (x ≈ a) auftreten. Auf den Rissflanken 
konnte an diesen Positionen im Mittel die ca. 1,7-fache Amplitudenbelastung als Kontaktspan-
nung ermittelt werden. Die Auswertung zeigt außerdem, dass die Rissflanken ausschließlich im 
negativen Halbzyklus der Belastung (tnorm ≈ 0,25…0,75) in Kontakt geraten.  

Im Vergleich zeigt Abbildung 6-13 einen Überblick über die Kontaktspannungsentwicklung 
entlang der Rissflanke bei einem Spannungsverhältnis von R = 0 und der entsprechenden Lang-
zeitfestigkeitsamplitude von σa,L ≈ 359 MPa. Alle anderen Simulationsparameter sind unverän-
dert. Die maximalen Øσcs / σa,L-Werte treten auch hier, unabhängig von der betrachteten Riss-
länge, kurz hinter der Rissspitze und am Rissinitiierungsort im negativen Halbzyklus der Be-
lastung auf. Bei a = 0,09 mm zeigen sich allerdings kaum noch Kontaktspannungen kurz hinter 
der Rissspitze, wohingegen die Kontaktbeanspruchung am Rissinitiierungsort zunimmt. Im 
Vergleich zu Abbildung 6-12 werden deutlich geringere Kontaktspannungen von ca. 
Øσcs / σa,L ≈ 1 an der Rissspitze bei x ≈ 0 mm bestimmt. Außerdem schließt der Riss nicht auf 
der kompletten Rissflanke bzw. ausgewerteten Pfadlänge. 
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Abbildung 6-14: Auswertung der Kontaktspannungen entlang des Auswertepfads x auf den Rissflanken 
des Rissfortschrittsmodells für drei unterschiedliche Risslängen von a = [0,02; 0,05; 0,09] mm bei ei-
nem Spannungsverhältnis von R = -1,5 und der Langzeitfestigkeitsamplitude von σa,L = 596 MPa. Die 
markierte Position entspricht der Rissspitze. 

Die vorgestellten Untersuchungen zu den lokalen Kontaktspannungen in Form der Konturbilder 
wurde weiter für die schon in Abschnitt 6.2.2, S. 105 untersuchten Spannungsverhältnisse mit 
den jeweiligen Langzeitfestigkeiten aus Tabelle 6-1, S. 95 durchgeführt. Die Konturbilder kön-
nen dem Anhang A3 ab S. 145 entnommen werden. Zusammenfassend konnten für alle nega-
tiven Spannungsverhältnisse hohe Kontaktspannungen am Rissinitiierungsort festgestellt wer-
den. Dabei nehmen sowohl die Øσcs / σa,L-Werte als auch der Bereich der normierten Zykluszeit 
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tnorm, in der ein Kontakt ermittelt wird, mit zunehmender Mittelspannung bzw. größerem R-Ver-
hältnis ab. Für R = -1,5 (Abbildung 6-14) ist die Position der maximalen Kontaktspannung am 
Rissinitiierungsort außerdem für alle untersuchten Risslängen zu höheren Pfadlängen x ver-
schoben.  
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Abbildung 6-15: Auswertung der Kontaktspannungen entlang des Auswertepfads x auf den Rissflanken 
des Rissfortschrittsmodells für drei unterschiedliche Risslängen von a = [0,02; 0,05; 0,09] mm bei ei-
nem Spannungsverhältnis von R = -1 und der Langzeitfestigkeitsamplitude von σa,L = 537 MPa an ei-
nem Einschluss mit einer Steifigkeit von E = 400 GPa. Die markierte Position entspricht der Riss-
spitze. 

In Abbildung 6-15 wurde in Anlehnung an die Untersuchungen der Rissöffnungsspannungen 
in Kapitel 6.2.3, S. 106 der Hohlraum durch einen Einschluss mit einer Steifigkeit von 
E = 400 GPa ersetzt. Im Vergleich mit dem Konturbild aus Abbildung 6-12 ist ein deutlicher 
Abfall der Maximalwerte von Øσcs / σa,L ≈ 1,7 auf ca. 1,25 vor allem in der Nähe des Rissiniti-
ierungsorts zu erkennen.  

In Abbildung 6-16 sind die Rissfortschrittssimulationen exemplarisch mit dem Stahl 
X10CrNiMoV12-2-2 im angelassenen, martensitischen Zustand bei R = -1 durchgeführt wor-
den (Chaboche-Parameter nach Tabelle 6-2, S. 99 bzw. Materialkennwerte nach [81]). Als 
Spannungsamplitude wurde die Langzeitfestigkeitsamplitude mit 495 MPa angenommen. Um 
eine Vergleichbarkeit sicherzustellen, wurde auch hier ein Hohlraum mit d = 30 µm als Defekt-
typ modelliert. Im Vergleich zum Vergütungsstahl 34CrNiMo6 in Abbildung 6-12 sind kaum 
Differenzen zu erkennen und beide Materialien zeigen sehr identische Konturbilder der nor-
mierten Kontaktspannungen für die ausgewählten Risslängen. 
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Abbildung 6-16: Auswertung der Kontaktspannungen entlang des Auswertepfads x auf den Rissflanken 
des Rissfortschrittsmodells für drei unterschiedliche Risslängen von a = [0,02; 0,05; 0,09] mm bei ei-
nem Spannungsverhältnis von R = -1 und der Langzeitfestigkeitsamplitude von σa,L = 495 MPa mit 
dem Stahl X10CrNiMoV12-2-2. Die markierte Position entspricht der Rissspitze. 

6.3.2 Quantifizierung eines Rissflankenbeanspruchungsparameters auf 
Grundlage der Kontaktspannungen 

In Kapitel 6.1.4, S. 102 wurde der Rissflankenbeanspruchungsparameter D nach Glei-
chung (6-1) vorgeschlagen, um ortsabhängige Aussagen zur zyklischen Beanspruchung der 
Rissflanke treffen zu können. Über den Rissflankenbeanspruchungsparameter werden sowohl 
die durchschnittlichen lokalen Kontaktspannungen Øσcs,max als auch die Häufigkeit der Kon-
takte fc berücksichtigt.  

Abbildung 6-17 zeigt die Auswertung des Rissflankenbeanspruchungsparameters in Abhängig-
keit der Pfadlänge x für unterschiedliche R-Verhältnisse. Analog zu den Untersuchungen zuvor 
wurden die Langzeitfestigkeitsamplituden nach Tabelle 6-1, S. 95 in den Simulationen aufge-
bracht. Der eingeführte Beanspruchungsparameter sinkt mit steigender Mittelspannung. Für 
alle negativen Spannungsverhältnisse werden hohe Werte (D > 1) im Bereich bis x ≈ 0,01 mm 
ermittelt, die mit zunehmendem Rissfortschritt konsequent bis zum Ende der Simulation absin-
ken. Bei R = 0 tritt das Maximum von D ≈ 0,7 im Kurvenverlauf ähnlich wie bei den negativen 
R-Verhältnissen bei x = 0 mm auf. Allerdings sinken die Werte für D anschließend sehr stark 
ab und der größte Teil der Rissflanke wird kaum beansprucht. Die beiden Kurven für R = 0,2 
und R = 0,5 in Abbildung 6-17 zeigen keine Beanspruchung bei kleinen Pfadlängen. Der Riss 
ist also in diesem Bereich über die Simulationszeit komplett geöffnet. Ein Kontakt der Riss-
flanken mit der Kontaktline kann im Modell erst bei höheren Pfadlängen beobachtet werden. 
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Die Positionen, an denen erstmalig eine, wenn auch geringe, Beanspruchung der Rissflanken 
über den Beanspruchungswert D ermittelt wird, korrelieren sehr gut mit den ermittelten Riss-
längen aus Abschnitt 6.2.2, S. 105, an denen Rissschließen detektiert wurde. In Verbindung mit 
der lokalen Auswertung der Kontaktspannungen über die Konturbilder zeigt sich entsprechend, 
dass die Rissflanken nur kurz vor der Rissspitze in Kontakt geraten. Die hervorgerufenen Kon-
taktspannungen an dieser Position steigen dabei mit zunehmender Pfadlänge an, haben aller-
dings kaum einen Effekt auf den ausgewerteten Beanspruchungsparameter, da die entsprechen-
den Pfadlängen im Gegensatz zu den negativen R-Verhältnissen nur einmalig beansprucht wer-
den. 
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Abbildung 6-17: Auswertung des Rissflankenbeanspruchungsparameters bei unterschiedlichen R-Ver-
hältnissen in Abhängigkeit der Pfadlänge x aus den Rissfortschrittssimulationen ausgehend von einem 
Hohlraum mit d = 30 µm in 34CrNiMo6. 

Die Rissflankenbeanspruchungswerte wurden weiterhin in Abbildung 6-18 für die Rissfort-
schrittssimulation mit dem martensitischem Stahl X10CrNiMoV12-2-2 bei R = -1 und der ent-
sprechenden Langzeitfestigkeitsamplitude σa,L = 495 MPa ausgewertet. Zusätzlich ist der Ver-
lauf der Beanspruchungswerte der Rissfortschrittssimulation mit einem Al2O3-Einschluss 
(E = 400 GPa) dargestellt. Als Referenz (schwarze Kurve) ist eine Auswertung des Vergü-
tungsstahl mit einem Hohlraum als Defekttyp gezeigt.  

Zwischen den beiden untersuchten Stählen zeigen sich in Bezug auf die Beanspruchungswerte 
nur sehr geringe Unterschiede bei kleinen Pfadlängen. Im Allgemeinen können daher die nu-
merischen Ergebnisse für 34CrNiMo6 qualitativ auch für den Stahl X10CrNiMoV12-2-2 und 
für Stähle mit vergleichbaren Festigkeiten angenommen werden. Ein Einschluss mit 400 GPa 
bewirkt hingegen eine signifikante Reduzierung der Beanspruchung auf den Rissflanken bis ca. 
20 % der simulierten Endrisslänge, was auf die Stützwirkung des Einschlusses zurückzuführen 
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ist. In unmittelbarer Umgebung des Einschlusses kann ein Wert von D ≈ 1 abgelesen werden. 
Die Beanspruchungsparameter der Rissflanke steigen anschließend leicht an und fallen bei 
x = 0,02 mm mit der Kurve der Referenzrechnung zusammen.  
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Abbildung 6-18: Auswertung des Rissflankenbeanspruchungsparameters über die Pfadlänge x für ver-
schiedene Defekttypen und Werkstoffe. 

6.3.3 Einfluss bei variabler Amplitudenbelastung 

Die lokalen Kontaktspannungen und der eingeführte Rissflankenbeanspruchungsparameter 
werden im Folgenden unter dem Einfluss der Zweistufenblocklasten und der Kollektive FE-
LIX-R sowie WISPER-R untersucht. Dazu wurden die Simulationen aus Abschnitt 6.2.5, 
S. 108 wie in Kapitel 6.1.4, S. 102 beschrieben, ausgewertet. Das Spannungsverhältnis wurde 
mit R = -1 für die untersuchten und in Abschnitt 6.2.5 beschriebenen Kollektive und Zweistu-
fen-Blocklasten konstant gehalten. 
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Abbildung 6-19: Auswertung der Kontaktspannungen auf den Rissflanken des Rissfortschrittsmodells 
bei drei unterschiedlichen Risslängen von a = [0,02; 0,05; 0,09] mm bei einer zweistufigen High-Low-
High (H-L-H) Blockbelastung mit σa = [537; 456; 537] MPa und einem Spannungsverhältnis von 
R = -1. Die markierte Position entspricht der Rissspitze. 
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Abbildung 6-20: Auswertung der Kontaktspannungen auf den Rissflanken des Rissfortschrittsmodells 
bei drei unterschiedlichen Risslängen von a = [0,02; 0,05; 0,09] mm bei einer zweistufigen Low-High-
Low (L-H-L) Blockbelastung mit σa = [537; 617; 537] MPa und einem Spannungsverhältnis von 
R = -1. Die markierte Position entspricht der Rissspitze. 

Die lokale Kontaktspannungsentwicklung auf den Rissflanken aufgrund der Blocklastsequen-
zen ist in Abbildung 6-19 und Abbildung 6-20 in den Konturbildern gezeigt. Die hohe bzw. 
niedrige Blocklast wurde bei 33 % der Gesamtrisslänge aufgebracht und bis 66 % der Gesamt-
risslänge beibehalten. Vor allem im Vergleich zur CA-Belastung in Abbildung 6-12, S. 112 
sind nicht nur in der Umgebung des Defekts bzw. bei x ≈ 0 Extrema im Konturbild zu erkennen. 
Vor allem an den Positionen auf der Rissflanke, an denen die hohen bzw. niedrigen Blocklast 
aufgebracht wurde, können erhöhte Kontaktspannungen beobachtet werden.  
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Abbildung 6-21: Auswertung der Kontaktspannungen entlang des Auswertepfads x auf den Rissflanken 
des Rissfortschrittsmodells für drei unterschiedliche Risslängen von a = [0,02; 0,05; 0,09] mm bei ei-
nem Spannungsverhältnis von R = -1 und der BZF WISPER-R (vgl. Abbildung 4-7, S. 58) mit einem 
Kollektivhöchstwert von σa,max = 537 MPa. Die markierte Position entspricht der Rissspitze. 
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Abbildung 6-22: Auswertung der Kontaktspannungen entlang des Auswertepfads x auf den Rissflanken 
des Rissfortschrittsmodells für drei unterschiedliche Risslängen von a = [0,02; 0,05; 0,09] mm bei ei-
nem Spannungsverhältnis von R = -1 und der BZF FELIX-R (vgl. Abbildung 4-7, S. 58) mit einem Kol-
lektivhöchstwert von σa,max = 537 MPa.. Die markierte Position entspricht der Rissspitze. 

Zudem wird anhand des mittleren Konturbilds bei einer Risslänge von a = 0,05 mm deutlich, 
welchen Einfluss die erhöhte bzw. verringerte Blocklastamplitude auf die Rissflanke des vor-
herigen Blocks hat. Die hohe Blocklastamplitude im mittleren Block der L-H-L-Sequenz in 
Abbildung 6-20 erzeugt sehr hohe Kontaktspannungen im Bereich der ersten Blocklaststufe. 
Hingegen wird die Beanspruchung der Rissflanke im Bereich der ersten Blocklaststufe durch 
den niedrigen Block in der H-L-H-Sequenz reduziert (vgl. Abbildung 6-19). 
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Abbildung 6-23: Einfluss der aufgebrachten Belastungs-Zeit-Funktion auf den Rissflankenbeanspru-
chungsparameter im Vergleich zur CA-Belastung. (a) Zweistufen Blocklast L-H-L; (b) Zweistufen 
Blocklast H-L-H; (c) FELIX-R-Kollektiv; (d) WISPER-R-Kollektiv. 

Die Konturbilder der Kollektive FELIX-R und WISPER-R sind Abbildung 6-21 und Abbil-
dung 6-22 zu finden. Obwohl die Konturbilder insgesamt auf der Rissflanke geringere Kon-
taktspannungen im Vergleich zur CA-Belastung belegen, können ähnlich wie bei den Block-
lastuntersuchungen, örtlich lokale Extremwerte beobachtet werden. Vor allem für das Windtur-
binenlastspektrum WISPER-R (Abbildung 6-21) wurden sehr hohe normierte Kontaktspannun-
gen von Øσcs / σa,L ≈ 2 im Bereich von x = 0,08 mm, im Anschluss an den höchsten Block des 
Kollektivs, berechnet. An dieser Position auf der Rissflanke wirkt daher in etwa die doppelte 
Spannungsamplitude als Kontaktspannung. Das Helikopterrotorspektrum FELIX-R (Abbil-
dung 6-22) zeigt ähnliche Kontaktspannungsspitzen kurz nach dem Aufbringen der maximalen 
Amplitude der Sequenz. Die Höhe der Beanspruchung ist aber im Vergleich zu WISPER-R 
deutlich geringer. 

Der Verlauf der Rissflankenbeanspruchungswerte D ist für die untersuchten Kollektive im Ver-
gleich zur CA-Belastung in Abbildung 6-23 aufgetragen. Die Hauptbeanspruchung kann auch 
bei den untersuchten Kollektiven in der Umgebung des Hohlraums festgestellt werden. Den-
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noch beeinflussen die unterschiedlichen Blocklastsequenzen die ausgewerteten Beanspru-
chungswerte auf der Rissflanke. Anhand der Blocklastuntersuchungen in Abbildung 6-23a ist 
zu erkennen, dass der Bereich zu Beginn und am Ende des hohen Blocks etwas stärker im Ver-
gleich zur CA-Belastung beansprucht wird. Vor dem niedrigen Block in Abbildung 6-23b zeigt 
sich ein ähnliches Bild. Allerdings erfährt die Rissflanke an der Position kurz nach dem niedri-
gen Block eine geringere Beanspruchung im Vergleich zur CA-Belastung. 

Die Belastung mit den Kollektiven FELIX-R und WISPER-R in Abbildung 6-23c und d führen 
zu tendenziell geringeren Beanspruchungswerten auf der ausgewerteten Rissflanke. Dies ist 
plausibel, da durch die Lastsequenzen über weite Bereiche des Rissfortschritts geringere 
Amplituden aufgebracht werden als bei der CA-Belastung. Dennoch treten einige Extremwerte 
im Verlauf über x auf, die mit den Blocklastwechseln korrelieren. Bei der Auswertung der Riss-
öffnungswerte in Abschnitt 6.2.5, S. 108 konnte beobachtet werden, dass der Riss beim Wech-
sel von einem hohen zu einem niedrigen Block teils stark beeinflusst wird und deutlich später 
im Belastungszyklus öffnet. Diese Erkenntnisse korrelieren mit den Daten des vorgeschlagenen 
Rissflankenbeanspruchungsparameters. Bei WISPER-R treten an diesen Positionen auf der 
Rissflanke deutlich höhere Beanspruchungsspitzen auf, die teilweise auch den Verlauf der Be-
anspruchungswerte bei der CA-Belastung überschreiten (x = 0,08 mm bzw. x = 0,033 mm). 

6.4 Korrelation zur FGA-Bildung 

Die Auswertung der Kontaktspannungen an den Rissflanken des Rissfortschrittsmodells über 
die vorgestellten Konturbilder sowie über den vorgestellten Rissflankenbeanspruchungspara-
meters D lassen eine Bewertung des von Hong et al. [83] (Abschnitt 2.4.3, S. 32) vorgeschla-
genen Modells zur FGA-Bildung zu. Nach dem NCP-Modell sind zwei Bedingungen für die 
FGA-Bildung nötig. Erstens, häufig wiederkehrender Bruchflächenkontakt und zweitens sehr 
geringe Rissausbreitungsgeschwindigkeiten. Wie in Abschnitt 2.4.2.3, S. 30 beschrieben, wur-
den sehr geringe da/dN-Werte im Bereich von 10-14 bis 10-11 m/LW, teils weit unterhalb des 
Gitterabstands der Materialien, innerhalb der FGA beobachtet. Über die numerischen Simula-
tionen lassen sich sowohl Position und Höhe der Kontaktspannungen auf den Rissflanken mit-
hilfe der Konturbilder ermitteln. Über den Rissflankenbeanspruchungsparameter können au-
ßerdem ortsabhängige Aussagen zur zyklischen Beanspruchung der Rissflanke getroffen wer-
den, indem sowohl die durchschnittlichen lokalen Kontaktspannungen als auch die Häufigkeit 
der Kontakte berücksichtigt werden.  

Bei einer CA-Belastung zeigen sich sowohl anhand der Konturbilder als auch anhand der Be-
anspruchungswerte D mit steigendem R-Verhältnis geringere Kontaktbeanspruchungen auf den 
Rissflanken. Dies korreliert mit den experimentellen Erkenntnissen, dass die feinkörnige Zone 
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bei vorwiegend negativen oder leicht positiven Spannungsverhältnissen um die bruchauslösen-
den Defekte beobachtet werden kann und weiter mit der z. B. in [81] beobachteten Dicke des 
FGA-Layers unter der Bruchfläche (siehe auch Abbildung 2-25, S. 41). D. h. sowohl die Bean-
spruchungswerte (Abbildung 6-17, S. 116) als auch die Dicke des FGA-Layers steigen mit ab-
nehmendem Spannungsverhältnis an. Dementsprechend ist die Bildung eines FGA-Layers bei 
einem Spannungsverhältnis von R = -1 ausgeprägter als bei R = -0,5. Für die sehr hohe Mit-
telspannung bei R = 0,5 konnten über die Bruchflächenbetrachtungen in der Literatur keine 
FGA-Bildung beobachtet werden. In den vorgestellten numerischen Simulationen für R = 0,2 
und R = 0,5 konnte dahingehend festgestellt werden, dass die Rissflanken über den Großteil der 
Simulation geöffnet sind und ein Kontakt nur kurz vor der Rissspitze zu beobachten ist. Wei-
terhin werden für die untersuchten Spannungsverhältnisse im Zugschwellbereich nur sehr ge-
ringe Beanspruchungswerte für die Rissflanken berechnet. 

Weiterhin wurde die Position der maximalen Kontaktbeanspruchung auf der Rissflanke für die 
Rissfortschrittsmodelle ausgewertet. Es konnte festgestellt werden, dass für R < 0 die maximale 
Kontaktbeanspruchung primär am Ort der Rissentstehung liegt und dass das Material bei jedem 
Risswachstumsschritt wiederholt an der gleichen Stelle beansprucht wird. Diese Ergebnisse 
konnten vor allem durch die Auswertung des Rissflankenbeanspruchungsparameters gestützt 
werden und zeigen eine weitere Korrelation zur FGA-Bildung. Eine Besonderheit der FGA ist 
es erfahrungsgemäß, dass das feinkörnige Gebiet hauptsächlich in direkter Umgebung des 
bruchauslösenden Einschlusses beobachtet wird.  

Dennoch zeigen Untersuchungen bei VA-Belastung und R = -1 in [81,121] bzw. an den Bruch-
flächenuntersuchungen aus Abbildung 5-11 mit dem Kollektiv FELIX, dass eine Feinkornzone 
auch partiell unter der Bruchfläche in einiger Entfernung zum Einschluss gebildet werden kann. 
Ein partieller FGA-Layer zeigt sich auch bei leicht positiven R-Verhältnissen [81] in Abbil-
dung 2-25c oder über die in Abschnitt 5.3 durchgeführten Untersuchungen an Ti6Al4V bei 
R = -1 in einem Abstand von etwa 360 μm vom Ende des künstlich erzeugten Defekts entfernt. 
Die experimentellen Beobachtungen zeigen eine Analogie zwischen den experimentell ermit-
telten lokalen Feinkornzonen und den Konturbildern der Kontaktspannungen sowie der ausge-
werteten Rissflankenbeanspruchung. Die Kontaktbeanspruchung in den Konturbildern der un-
tersuchten Blocklasten aus Abschnitt 6.3.3, S. 117 zeigt lokale Extrema an den Positionen, an 
denen der hohe- bzw. niedrige Block eingeleitet wurde. Die lokalen Extrema sind noch deutli-
cher bei den untersuchten Kollektiven FELIX-R und WISPER-R (Anhang A3, S. 119) auszu-
machen. Die Rissflankenbeanspruchungswerte in Abbildung 6-23c und d zeigen weiterhin Spit-
zenwerte im Verlauf über die Rissflanke, die teilweise deutlich über die Referenzrechnung bei 
der CA-Belastung hinausragen und außerdem weit vom Rissinitiierungsort entfernt liegen. Die 
Rissflanke wird demnach global weniger, lokal aber deutlich mehr, auf einem vergleichbaren 
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Level wie am Ort der Rissinitiierung, beansprucht. Wenn von einer Korrelation zwischen dem 
vorgeschlagenem Beanspruchungsparameter und der Dicke des FGA-Layers unter der Bruch-
fläche ausgegangen wird, können auch die größeren lokalen Zonen bei FELIX von 
tFGA ≈ 2,5 μm im Vergleich zur CA-Belastung erklärt werden. Es gilt zu bedenken, dass die 
Kollektive und Blocklasten in den Rissfortschrittssimulationen nur einmal bis zur Endrisslänge 
von a = 0,1 mm simuliert wurden. Es ist aber davon auszugehen, dass aufgrund der sehr gerin-
gen Rissgeschwindigkeiten im Bereich der FGA, etliche Durchläufe der Kollektive für die glei-
che Endrisslänge in der Realität stattfinden. Ein Vergleich der absoluten Werte und Positionen 
auf der Rissflanke zwischen experimenteller Bruchfläche und der definierten Pfadlänge x ist 
also nicht sinnvoll. 

Unter Berücksichtigung dieser Aspekte sind die mikrostrukturellen Veränderungen des Gefü-
ges durch den wiederkehrenden Bruchflächenkontakt und somit die Bildung eines FGA-Layers 
in der Umgebung der Fehlstelle bzw. im Fall einer VA-Belastung in einiger Entfernung zur 
Fehlstelle, durch die hohen Lastwechselzahlen bei einer VHCF-Belastung und damit die Erklä-
rung der FGA-Bildung nach dem NCP-Modell von Hong et al. wahrscheinlich.  
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7 Zusammenfassung und Ausblick  

Zahlreiche lasttragende Komponenten, Brückenbauwerke und Medizinprodukte sind aufgrund 
ihrer Belastungsfrequenzen oder ihrer Betriebszeiten sehr hohen Lastwechselzahlen ausgesetzt. 
Eine ermüdungsfeste Auslegung dieser Bauteile und Strukturen ist von essenzieller Bedeutung, 
sollen deren Ausfälle durch Ermüdungsbrüche sowie die finanziellen, wirtschaftlichen und so-
zialen Folgen verhindert werden. Dabei können auch schon Spannungsamplituden weit unter-
halb der in der Vergangenheit als sicher angenommenen Langzeitfestigkeit für Grenzlastspiel-
zahlen von 106 - 107 Zyklen zur Schädigung der Materialien beitragen. In gängigen Schwing-
festigkeitsnormen und -richtlinien wird den gewonnenen Erkenntnissen bei sehr hohen Last-
wechselzahlen teils Rechnung getragen, indem Begriffsänderungen beschlossen, konventio-
nelle Langzeitfestigkeitswerte abgesenkt oder die Unterteilung in unterschiedliche Werkstoff-
typen vorgenommen wurde. Viele Erscheinungen und Einflüsse im Very High Cycle Fatigue 
(VHCF) Bereich sind zum aktuellen Stand der Forschung nicht vollumfänglich geklärt. Um die 
Phänomene und Einflussgrößen der Rissausbreitung und -initiierung im VHCF-Bereich zu un-
tersuchen, wurden innerhalb dieser Arbeit systematische Experimente und numerische Simula-
tionen durchgeführt. 

Die wesentliche Zielstellung dieser Arbeit war es verschiedene Einflussgrößen auf das 
VHCF-Ermüdungsverhalten zu bewerteten. Dazu wurden Untersuchungen zum Ermüdungs-
verhalten im VCHF-Bereich von Stählen unter dem Einfluss von korrosivem Seewasser durch-
geführt. Der Vergütungsstahl 34CrNiMo6 (1.6582), der Baustahl S355J2C+N (1.0579) und der 
nichtrostende Duplexstahl X2CrNiMoN22-5-3 (1.4462) wurden dahingehend bis zu einer 
Grenzlastspielzahl von 2·109 Zyklen bei konstanter Amplitudenbelastung unter dem Einfluss 
von künstlichem Seewasser untersucht. Zur Durchführung der Ermüdungsversuche wurde der 
vorhandene Ultraschallprüfstand um eine Testkammer für Unterwasserversuche erweitert und 
die am Lehrstuhl für Strukturmechanik entwickelte Steuerungssoftware UFATESVAL optimiert 
und angepasst. Die ermittelten Wöhlerlinien unter Korrosionseinfluss wurden mit Datensätzen 
aus Literaturquellen unter Laborluft und weiteren Umgebungsbedingungen verglichen und dis-
kutiert.  

Mit dem unter korrosivem Einfluss getesteten Vergütungsstahl 34CrNiMo6 wurden weiterhin 
Ermüdungsversuche bei variabler Amplitudenbelastung anhand der rekonstruierten Standard-
lastspektren WISPER und FELIX unter Luftbedingungen durchgeführt, um sowohl den Ein-
fluss des Spannungsverhältnisses sowie des aufgebrachten Amplitudenkollektivs zu ermitteln. 
Die bruchauslösenden Defekte wurden untersucht, vermessen und die resultierende Wöhlerlinie 
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nach dem Ansatz von Murakami [57] mittels der vermessenen Defektgrößen ausgewertet. Das 
WISPER-Kollektiv führt zu einer höheren Schädigung im Material im Vergleich zum FE-
LIX-Kollektiv. Mit der Berechnung des Völligkeitsmaßes der Kollektive wurde ein Term zur 
Erweiterung des Ansatzes von Murakami [57] vorgeschlagen, um den Einfluss variabler 
Amplitudenbelastung zu berücksichtigen. Die Auswertung der Versuchsdaten inklusive der Be-
rücksichtigung des Völligkeitsmaßes der Kollektive zeigte eine bessere Bewertung der 
Schwellspannungsamplitude für kurze Risse, wobei dennoch eine konservative Abschätzung 
für die angegebene Grenzschwingspielzahl von 109 Zyklen vorliegt. Zusätzlich wurden die 
Bruchflächen einzelner Versuche auf die Ausbildung einer Fine Granular Area (FGA) bzw. des 
FGA-Layers unter der Bruchfläche untersucht. Bei FELIX (R = -1) konnte ein partieller FGA-
Layer an einzelnen Positionen detektiert werden. Es wurde außerdem beobachtet, dass eine 
partielle FGA-Bildung bevorzugt an Humps des Bruchflächenprofils stattfindet.  

Mit dem Ziel einen Beitrag zur Klärung des Bildungsmechanismus der FGA zu leisten, wurden 
mithilfe der additiven Fertigung künstliche Fehlstellen innerhalb von Ermüdungsproben aus 
Ti6Al4V positioniert, um sowohl die Rissinitiierung als auch die Bildung einer FGA um den 
eingebrachten Defekt zu provozieren und weiter zu studieren. Anhand von FIB-Untersuchun-
gen konnte ein FGA-Layer ausgehend vom eingebrachten inneren Defekt detektiert werden. Da 
über FIB-Untersuchungen nur ein sehr kleiner Bereich unter der Bruchfläche freigelegt werden 
kann, wurden alternative Ansätze zur Freilegung des feinkörnigen Bereichs erprobt. Über ge-
ätzte und polierte metallische Schliffe und dem Cross Section Polishing Verfahren konnten u. a. 
durch die Ausbildung von Mikroschäden deutliche Hinweise einer FGA-Bildung in der Umge-
bung einer prozessinduzierten Pore und direkt unter der Bruchfläche des Hauptrisses detektiert 
werden. 

In Anlehnung an die Voraussetzungen zur FGA-Bildung nach dem Numerous Cyclic Pressing 
(NCP) Modell von Hong et al. [83] wurde ein rotationssymmetrisches Rissfortschrittsmodell 
mit elastisch-plastischem Materialverhalten entwickelt, das die Gegebenheiten der Rissausbrei-
tung im Inneren einer VHCF-Probe ausgehend von einer sphärischen Fehlstelle simuliert. Die 
Simulationen wurden bei den entsprechenden Langzeitfestigkeiten im VHCF-Bereich für 
109 Zyklen mit den Stählen 34CrNiMo6 und X10CrNiMoV12-2-2, ähnlicher Festigkeit, durch-
geführt. Es wurde sowohl der Einfluss des Rissschließens bei unterschiedlichen Mittelspannun-
gen bzw. R-Verhältnissen als auch die auftretenden lokalen Kontaktspannungen auf den Riss-
flanken bei konstanter und variabler Amplitudenbelastung untersucht. Im Weiteren wurde ein 
Rissflankenbeanspruchungsparameter vorgeschlagen, der auf den durchschnittlichen Kon-
taktspannungen und der Kontakthäufigkeit der Positionen auf der Rissflanke beruht und damit 
eine integrale Beurteilung der Rissflankenbeanspruchung zulässt. Aus den Ergebnissen wird 
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geschlussfolgert, dass die experimentell beobachteten partiellen Feinkornzonen in einiger Ent-
fernung zur Rissinitiierung durch die Kontaktspannungen zwischen den Bruchflächen beein-
flusst werden können. Mitunter zeigen die Simulationen über die Auswertung der Rissöff-
nungswerte und der Kontaktspannungen viele Hinweise, die das NCP-Modell von Hong et al. 
zur FGA-Bildung aufgrund von Bruchflächenkontakt stützen, da die Kornfeinung nicht aus-
schließlich und teils gar nicht in der Nähe des Rissursprungs beobachtet wurde, sondern vor 
allem auch in Bereichen, in denen der Kontakt der Bruchflächen intensiver sein könnte. 

Das vorgestellte Rissfortschrittsmodell kann dahingehend optimiert werden, dass das aktuell 
eingesetzte Node-Release-Verfahren durch einen schädigungsbasierten Ansatz der Risserwei-
terung ersetzt wird. Somit sind, bei entsprechender Kalibrierung, Aussagen zu Rissgeschwin-
digkeiten möglich. Mitunter sollte die FGA-Bildung durch die vorgestellten Methoden auf bei-
den Probenhälften untersucht werden, um die FGA-Modelle weiter einzugrenzen. Dazu können 
z. B. die vorgestellten Untersuchungen mit künstlichen Defekten weiter systematisch bei unter-
schiedlichen R-Verhältnissen analysiert werden und der Rissfortschritt anhand der Mehrpro-
bentechnik oder in-situ mittels μCT verfolgt werden. Das WISPER-Kollektiv zeigte im Ver-
gleich zu FELIX örtlich noch höhere Beanspruchungswerte auf den Rissflanken über das nu-
merische Modell. Mikroskopische Untersuchungen bei Proben, die mit WISPER und R = -1 
beansprucht werden, können hier weitere Hinweise zur FGA-Bildung liefern und mit den 
durchgeführten fraktographischen Untersuchungen bei FELIX verglichen werden. Über den 
entwickelten Seewasserprüfstand sind auch VHCF-Untersuchungen unter diversen anderen 
Medien, wie z. B. Abwässer, destilliertes Wasser, etc. möglich. Mit sehr geringem Aufwand 
sind außerdem Versuche bei höheren bzw. geringeren Temperaturen durch Aufheizen oder 
Kühlen des Wassertanks zukünftig möglich. 
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A Anhang 

A1 Statistische Auswertungen der Wöhlerlinien  

Tabelle A-1: Statistische Informationen der Quantilkurven ausgewertet mit dem 
Perlenschnurverfahren nach DIN 50100 [21]. 
Abbildung 
Seite 

Material 
Last 

Umgebung 
Quelle 

k  
[MPa-1] 

C 
[-] 

TN 
[-] 

slogN,korr 
[-] 

Abbildung 5-1 
S. 60 

1.6582 
CA 
R = -1 

Luft  
Müller [135] 14,94 4,31E+47 47,96 0,66 

Seewasser 6,14 1,23E+22 12,29 0,42 

Abbildung 5-5 
S. 66 

1.0579 
CA 
R = -1 

Luft 
FKM [134] 10 4,14E+29 1,03 0 

Luft 
Milovanović [175] 15,18 4,08E+41 2,69 0,17 

dest. Wasser 
Klusák [176] 38,81 4,52E+106 2,96 0,18 

Seewasser 4,76 5,96E+17 14,1 0,45 

Abbildung 5-7 
S. 68 

1.4462 
CA 
R = -1 

Luft 
Dönges [178] 21,95 1,05E+63 36,36 0,61 

Luft 
Wolf [177] 37,73 1,31E+109 6,25 0,31 

NGB 
Wolf [177] 19,03 1,72E+52 10,67 0,4 

Seewasser 8,68 3,77E+29 194,9 0,89 

Abbildung 5-9a 
S. 71  

1.6582 
FELIX 
R = -1 

Luft 
Müller [135] 15,21 5,27E+50 17,31 0,48 

Abbildung 5-9a 
S. 71 
Abbildung 5-10a 
S. 75 

1.6582 
FELIX 
R = 0 

Luft 13,52 2,97E+44 23,48 0,53 

Abbildung 5-9b 
S. 71 

1.6582 
FELIX 
R = -1 

Luft 
Müller [135] 15,54 16 2,06E+9 5,54 0,29 

Abbildung 5-9b 
S. 71 
Abbildung 5-10b 
S. 75 

1.6582 
FELIX 
R = 0 

Luft 16,75 16 1,09E+10 13,45 0,44 

Abbildung 5-10a 
S. 75 

1.6582 
WISPER 
R = 0 

Luft 69,01 2,69E+192 66,59 0,71 

Abbildung 5-10b 
S. 75 

1.6582 
WISPER 
R = 0 

Luft 33,79 16 5,43E+9 46,18 0,65 

 

 
16 Neigung k einheitenlos [-] 
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A2 Rekonstruktionsvarianten Blocklastkollektive 

Tabelle A-2: Blocklastreihenfolge der unterschiedlichen Rekonstruktionsvarianten des 
Standardlastspektrums FELIX. 

FELIX-D FELIX-A FELIX-R 
N [-] σa,i / σa,max [-] N [-] σa,i / σa,max [-] N [-] σa,i / σa,max [-] 

3000 
2000 
3000 

64000 
17000 
24000 
98000 

1825000 
193000 
49000 

2000 
3000 

1 
0,928237 
0,881435 
0,825273 
0,762871 
0,714509 
0,655226 
0,602184 
0,547582 
0,427457 
0,380655 
0,213729 

3000 
2000 

49000 
193000 

1825000 
98000 
24000 
17000 
64000 
3000 
2000 
3000 

0,213729 
0,380655 
0,427457 
0,547582 
0,602184 
0,655226 
0,714509 
0,762871 
0,825273 
0,881435 
0,928237 

1 

2000 
24000 
3000 
2000 
3000 

49000 
3000 

1825000 
193000 

98000 
17000 
64000 

0,380655 
0,714508 

1 
0,928237 
0,881435 
0,427457 
0,213728 
0,602184 
0,547581 
0,655226 
0,762870 
0,825273 

Tabelle A-3: Blocklastreihenfolge der unterschiedlichen Rekonstruktionsvarianten des 
Standardlastspektrums WISPER. 

WISPER-D WISPER-A WISPER-R 
N [-] σa,i / σa,max [-] N [-] σa,i / σa,max [-] N [-] σa,i / σa,max [-] 
18000 
11000 
73000 
55000 
73000 
26000 

1 
0,761905 
0,714286 
0,619048 

0,52381 
0,333333 

26000 
73000 
55000 
73000 
11000 
18000 

0,333333 
0,52381 

0,619048 
0,714286 
0,761905 

1 

11000 
73000 
26000 
73000 
18000 
55000 

0,761905 
0,714286 
0,333333 

0,52381 
1 

0,619048 

Tabelle A-4: Eingabeparameter für die numerische Simulation der Blocklastsequenzen L-H-L und 
H-L-H sowie der Amplitudenkollektive FELIX-R und WISPER-R. 

2-Stufen Blocklast 
(L-H-L) 

2-Stufen Blocklast 
(H-L-H) FELIX-R WISPER-R 

a [mm] σa,i [MPa] a [mm] σa,i [MPa] a [mm] σa,i [MPa] a [mm] σa,i [MPa] 
0,033 
0,066 

0,1 

537 
617 
537 

0,033 
0,066 

0,1 

537 
617 
537 

0,0001 
0,0011 
0,0013 
0,0014 
0,0015 
0,0036 
0,0038 
0,0837 
0,0922 
0,0965 
0,0972 

0,1 

205 
384 
537 
498 
473 
229 
115 
323 
294 
352 
409 
443 

0,0043 
0,0328 

0,043 
0,0715 
0,0785 

0,1 

409 
383 
179 
281 
537 
332 
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A3 Konturbilder der Kontaktspannungsverteilung an den Rissflanken 
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Abbildung A-1: Auswertung der Kontaktspannungen entlang des Auswertepfads x auf den Rissflanken 
des Rissfortschrittsmodells für drei unterschiedliche Risslängen von a = [0,02; 0,05; 0,09] mm bei ei-
nem Spannungsverhältnis von R = -0,8 und der Langzeitfestigkeitsamplitude von σa,L = 509 MPa. Die 
markierte Position entspricht der Rissspitze. 
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Abbildung A-2: Auswertung der Kontaktspannungen entlang des Auswertepfads x auf den Rissflanken 
des Rissfortschrittsmodells für drei unterschiedliche Risslängen von a = [0,02; 0,05; 0,09] mm bei ei-
nem Spannungsverhältnis von R = -0,5 und der Langzeitfestigkeitsamplitude von σa,L = 461 MPa. Die 
markierte Position entspricht der Rissspitze. 
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Abbildung A-3: Auswertung der Kontaktspannungen entlang des Auswertepfads x auf den Rissflanken 
des Rissfortschrittsmodells für drei unterschiedliche Risslängen von a = [0,02; 0,05; 0,09] mm bei ei-
nem Spannungsverhältnis von R = 0,2 und der Langzeitfestigkeitsamplitude von σa,L = 355 MPa. Die 
markierte Position entspricht der Rissspitze. 
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Abbildung A-4: Auswertung der Kontaktspannungen entlang des Auswertepfads x auf den Rissflanken 
des Rissfortschrittsmodells für drei unterschiedliche Risslängen von a = [0,02; 0,05; 0,09] mm bei ei-
nem Spannungsverhältnis von R = 0,5 und der Langzeitfestigkeitsamplitude von σa,L = 280 MPa. Die 
markierte Position entspricht der Rissspitze. 
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