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1 Einleitung

Der Begriff Ermiidung, geht erstmalig auf Braithwaite [1] 1854 zuriick. In der technischen Ter-
minologie wird unter Ermiidung die fortschreitende strukturelle Schiadigung von Materialien
unter Einfluss einer zyklischen Belastung verstanden. Die ersten bekannten Ermiidungsversu-
che wurden von Albert [2] 1837 beschrieben. Er flihrte Bauteilversuche mit einer eigens kon-
struierten Priifmaschine an Forderketten durch, die im Clausthaler Bergbau versagten und ent-
wickelte daraufhin das geflochtene Drahtseil, dass wenig spiter weltweit Verwendung fand.
Weitere populdre Ermiidungsschidden Mitte des 19. Jahrhunderts, vor allem im Bereich des Ei-
senbahnverkehrs mit Teils schweren Personenschiaden und Todesfdllen, motivierte die Materi-
alwissenschaftler jener Zeit, die Fille zu dokumentieren und nach Ursachen zu suchen. Die
ersten systematischen Untersuchungen wurden um 1860 von Wohler [3] dokumentiert, der den
Zusammenhang zwischen Beanspruchung und Lastwechselzahl erkannte und mit seinen Arbei-
ten den in der heutigen Fachterminologie verwendeten Begriff der sogenannten Wohlerline

oder Wohlerkurve pragte. [4,5]

Schédden und Unfille, die auf Ermiidungsbriiche zuriickzufiihren sind, erstrecken sich seit den
beschriebenen Anfingen bis in die heutige Zeit [5,6], wenngleich umfassende Erkenntnisse ge-
wonnen und Methoden entwickelt wurden [4], um die Ermiidungsrissausbreitung in Bauteilen
bei der Auslegung zu beriicksichtigen. Mitunter wurde auch durch Wohler der Begriff der Er-
miidungsgrenze oder Dauerfestigkeit bzw. seit einigen Jahren Langzeitfestigkeit definiert. Sie
beschreibt die Beanspruchung, ab der keine Ermiidungsbriiche im Material unter einer festge-
legten Wahrscheinlichkeit mehr auftreten und wurde viele Jahre als gegeben betrachtet. Zusitz-
lich zur Langzeitfestigkeit ist dabei immer eine Grenzlastspielzahl anzugeben, bis zu der die
Ermiidungsversuche durchgefiihrt wurden. Mit der Zeit hduften sich allerdings Schadensfille
an Bauteilen, die unterhalb der Langzeitfestigkeit (iiblicherweise mit einer Grenzlastspielzahl
von 10°- 107 Zyklen bestimmt) ausgelegt und traditionell als sicher angesehen wurden. Ein
sehr tragisches Beispiel fiir ein Ermiidungsversagen unterhalb der Langzeitfestigkeit ist die ICE
Entgleisung auf der Bahnstrecke zwischen Miinchen 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 iiber 100 Personen verletzt wurden [8]. Weitere Schadensfille Anfang
des 21. Jahrhunderts und die wirtschaftlichen sowie gesellschaftlichen Forderungen, dass viele
lasttragenden Komponenten, Briickenbauwerke und Medizinprodukte hohe Lebensdauern er-
tragen miissen, ohne zu versagen, forderten das Interesse am Ermiidungsverhalten von Kon-

struktionswerkstoffen bei sehr hohen Lastwechselzahlen. Der beschriebene Bereich sehr hoher



2 1 Einleitung

Lastwechselzahlen wird als Giga Cycle Fatigue, Ultra High Cycle Fatigue oder auch Very High
Cycle Fatigue (VHCF) bezeichnet und im Allgemeinen mit Ermiidungsversagen bei Lastwech-

selzahlen > 107 Zyklen assoziiert.

Eine Besonderheit der Ermiidungsschidden im VHCF-Bereich sind die Rissinitiierungsorte, die
im Vergleich zum Bereich der konventionellen Ermiidung, einen Wechsel von der Bauteilober-
flache in das Bauteilinnere erfahren. Ermiidungsrisse initiieren demnach héufig an nichtmetal-
lischen Einschliissen oder Verunreinigungen im Bauteilvolumen, wie es auch in der Sammlung
von Schiaden an Eisenbahnrdder aus China nach [9] oder 2008 beim Bruch der Radsatzwelle
eines ICE3 bei K6ln [10] nach ca. 10° Umdrehungen (= 3-10° km) beobachtet werden konnte.
Ermiidungsversagen im VHCF-Bereich beschrinkt sich allerdings nicht nur auf die beschrie-
benen Briiche an Radsatzwellen und Bahnriddern. Im Bereich der Automobilindustrie zeigen
Pennings et al. [11] ein Einschlussversagen an einer Riemenscheibe eines Schubriemens bei
einem stufenlosen Automatikgetriebe. Shanyavskiy [12] belegt Schiaden an Rotorbléttern
und -getrieben, Wellen, Turbinenblétter und Kompressoren von Triebwerken unterschiedlicher
Materialien aufgrund von Materialversagen, Konstruktionsfehlern oder Fertigungsfehlern.
Auch wenn kein Schadensfall belegt ist, schitzen z. B. Fitzka et al. [13] bei einer durchschnitt-
lichen Einsatzdauer von 10 Jahren die geforderten Zyklen bei koronaren Stents auf ca.
5-10° Zyklen. Monopiles, Anker- und Anlegeketten erreichen in ihrer vorgesehenen Einsatz-
dauer von ca. 25 bis 30 Jahren 7,8-10% bis 10° Zyklen [14,15] und stehen zusitzlich 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 Ermiidungsverhalten von Werkstoffen im VHCF-Bereich. Mit
systematischen Untersuchungen zur VHCF-Ermiidung von drei Stihlen unter dem korrosiven
Einfluss von Seewasser soll dafiir innerhalb dieser Arbeit zum Erkenntnisgewinn beigetragen
werden. Dazu wurde eine Erweiterung des bestehenden Ultraschallpriifstands vorgenommen,
um Korrosionsermiidungsversuche im VHCF-Bereich unter Seewasserbedingungen bei kon-
stanter Amplitudenbelastung durchzufiihren. Der Priifstand dient einerseits dazu, die Rissiniti-
ierung der untersuchten Stihle unter Seewasserbedingungen zu bewerten. Andererseits werden
die Versuchsdaten statistisch ausgewertet, um experimentelle Wohlerkurven zu ermitteln und
die Datenbasis der untersuchten Materialien fiir eine ermiidungsfeste Auslegung bis zu einer
Grenzlastspielzahl von 2-10° Zyklen unter Seewasserbedingungen zu erweitern. Mit dem unter
korrosivem Einfluss getesteten Vergilitungsstahl 34CrNiMo6 wurden weiterhin Ermiidungsver-
suche bei variabler Amplitudenbelastung unter Luftbedingungen durchgefiihrt, um sowohl den
Einfluss des Spannungsverhéltnisses als auch des aufgebrachten Amplitudenkollektivs zu er-

mitteln. Bei der fraktographischen Auswertung der bruchauslosenden Defekte konnten dabei
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partielle Bereiche mit feinkdrniger Mikrostruktur unter dem Riss detektiert werden. Die Rele-
vanz der sogenannten Fine Granular Area (FGA) im VHCF-Bereich ist damit zu begriinden,
dass in vielen Studien ein Zusammenhang zur Lebensdauer belegt wird. So wird davon ausge-
gangen, dass 90 % - 99 % der Lastzyklen wihrend der Ermiidungsbelastung im Bereich der
FGA stattfinden [16—18]. Zudem lésst sich im Bereich der FGA die beschriebene Verinderung
der Mikrostruktur beobachten, dessen Einfluss auf den Ermiidungsriss nicht geklart ist. Die
FGA lésst sich nicht nur um die bruchausldsenden Defekte bei hochfesten Stidhlen nachweisen.
Auch bei Titanlegierungen werden FGAs beobachtet. Mit dem Ziel einen Beitrag zur Klérung
des Bildungsmechanismus der FGA zu leisten, wurden mithilfe der additiven Fertigung kiinst-
liche Fehlstellen innerhalb von Ermiidungsproben aus Ti6Al4V positioniert, um sowohl die
Rissinitiierung als auch die Bildung einer FGA um den eingebrachten Defekt zu provozieren
und weiter zu studieren. Die Bruchfldchen wurden mittels verschiedener mikroskopischer Me-
thoden untersucht und beurteilt. Ergidnzend zu den experimentellen Untersuchungen wurden
mithilfe eines rotationssymmetrischen Finite Elemente Modells Rissfortschrittssimulationen
mit elastisch plastischem Materialverhalten bei konstanter und variabler Amplitudenbelastung
durchgefiihrt. Die Simulationen spiegeln dabei die Belastungssituation in einer VHCF-Ermii-
dungsprobe wider. Durch Auswertung der Rissoffnungsspannungen und der Kontaktspannun-
gen zwischen den Rissflanken wihrend des Rissfortschritts konnten Hinweise zur Modellvor-

stellung des FGA-Bildungsmechanismus abgeleitet werden.



2 Grundlagen und Stand der Technik

Auf den nachfolgenden Seiten wird zunéchst ein Einblick in die wichtigsten Modellvorstellun-
gen der Ermiidung metallischer Werkstoffe gegeben, relevante bruchmechanische Grundlagen
erldutert und die fiir die durchgefiihrten Seewasseruntersuchungen relevanten Korrosionsarten
vorgestellt. AnschlieBend wird das charakteristische Ermiidungsverhalten metallischer Werk-
stoffe im VHCF-Bereich mit besonderem Fokus auf die Eigenschaften, Besonderheiten und
Konzepte zur Bildung der FGA vorgestellt sowie Einfliisse auf das Ermiidungsverhalten im
VHCF-Bereich diskutiert.

2.1 Grundlagen der Ermiidung metallischer Werkstoffe

Metalle, die einer zyklischen Belastung ausgesetzt sind, neigen zur Bildung von Rissen. Dieses
Phénomen wird als Materialermiidung bezeichnet. Die Ursachen fiir ein Ermiidungsversagen
sind dabei Anrisse, die fertigungstechnisch bereits vorhanden oder erst durch den Einsatz des
Bauteils entstanden sind. Risse, die liber géngige zerstorungsfreie Priifmethoden detektiert wer-
den kénnen, 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).

Ermiidung: Gesamtlebensdauer eines Bauteils

Neuzustand Neuzustand technischer Bruch oder
ohne Fehler mit Fehler Anriss Ausmusterung
L an;l;ifle Rissbildungsphase Rissfortschrittsphase
. Mikroriss- .
v Rissentstehung G Lo Makrorisswachstum v

Lebensdauer bis zum technischem Anriss Restlebensdauer
- Betriebsfestigkeit - - 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
konnen Risse an Fehlstellen im Inneren des Werkstoffs (z. B. Poren, Einschliisse), geometrisch
unglinstigen konstruktiven Losungen (Kerben, Querschnittsiibergénge), aber auch in der Mik-
rostruktur (Korn- oder Phasengrenzen) initiieren. Mit jedem Belastungszyklus, den das Bauteil
— meist durch eine Betriebsbelastung (z. B. Autofahrt) — erféhrt, kann der Riss weiterwachsen.
Dies erfolgt zunéchst 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 Risslénge iiberschritten 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 Kenngroflen einer Ermiidungsbelastung

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 (Gmax, omin) gekenn-

zeichnet. Die Schwingbreite des Schwingspiels ist tiber

AO— = O-max - O-min = 2 . O-a (2-1)
definiert, wobei liber
. A
thz(l__aj 22)
O-max O-max

das Spannungsverhiltnis des Belastungszyklus charakterisiert ist.

Die Spannungsamplitude g. beschreibt den maximalen Ausschlag der periodischen Belastung
ausgehend von der Mittelspannung om. Die Schwingbreite der Spannung ist alternativ auch iiber
0. nach Gleichung (2-1) zu bestimmen. Neben der in Abbildung 2-2 gezeigten konstanten zyk-
lischen Belastung konnen die vorgestellten Parameter auch iiber 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 Realitdt haufiger anzutref-
fen als eine CA. Sowohl die CA als auch die VA gehoren im Allgemeinen zu den Belastungs-
Zeit-Funktionen (BZF).
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Spannung o

-t L Omin
Belastungszyklus bzw.
Schwingspiel

.
Zeit t

Abbildung 2-2: Periodische Belastung in Form einer Sinusschwingung mit den charakteristischen
Kenngrofien nach [20].

2.1.2 Charakterisierung der Wohlerlinie

Fiir die ermiidungsfeste Auslegung von Bauteilen werden etablierte Kenngréf8en und Dia-
gramme verwendet. Zur Einschidtzung der Beanspruchbarkeit eines Werkstoffs unter einer zyk-
lischen Belastung werden z. B. Ermiidungsversuche bei CA mit unterschiedlichen hohen Span-
nungsamplituden (oa,1, 0a2) bis zu einer definierten Grenzlastspielzahl Ng durchgefiihrt. 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 Rc). Bei sehr kleinen Amplituden ist
hingegen haufig kein Versagen der Ermiidungsproben bis zur definierten Grenzlastspielzahl zu
beobachten. Dieser Bereich wird auch als Langzeitfestigkeitsbereich bezeichnet. Die entspre-
chende Langzeitfestigkeitsamplitude g.,1. bzw. Langzeitfestigkeitsschwingbreite Aor nach Glei-
chung (2-1) ist dabei immer an die Grenzlastspielzahl gekoppelt, bis zu der die Ermiidungsver-
suche durchgefiihrt wurden. Der Zeitfestigkeitsbereich kann in doppellogarithmischer Darstel-

lung meist mit einer Geraden (Neigung k) angendhert werden.

Das in Abbildung 2-3a skizzierte Diagramm wird in Anlehnung an die ersten systematischen
Untersuchungen dieser Art [3] Wdhlerlinie oder auch Wohlerkurve genannt. Wird keine CA,
sondern eine VA auf unterschiedlichen Belastungshorizonten getestet wird die resultierende
Beziehung zwischen Belastung und Bruchschwingspielzahl Nr auch als Lebensdauerlinie oder
Gassner-Linie bezeichnet. Neben R-Verhiltnis, Belastungsart (Zug, Biegung, Torsion), Te-
stumgebung und Umgebungstemperatur hat auch die verwendete Probenform und deren Ober-

flichengiite einen Einfluss auf die Wohlerlinie. Neben glatten Proben mit meist zylindrischem
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Messbereich kommen auch gekerbte Proben zum Einsatz. Ermiidungsversuche mit einer spezi-
fischen Bauteilgeometrie resultieren in einer Bauteilwohlerline, die entsprechend nur die Be-

anspruchbarkeit des entsprechenden Bauteils unter den gewihlten Belastungsbedingungen wi-

derspiegelt.

(a) b‘“‘ . | (b) b‘“‘
g’ Ubergang Zum ED
R =" statischem Versagen N,

p 2[\/\] niherungsweise
a,. ! . . .
1 linearisierter
O-al[\/\f 77777777777777 Verlauf Oy fiktiv T
: : N
N P i !
it- | . . . .. Langzeit- ! ~
Ku.r zzeit- Zeitfestigkeits ! igzelt :
festigkeits- ! bereich | festigkeits-
bereich | erelc . bereich | . -
‘log N; log N¢

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

Die Bruchschwingspielzahlen auf einem Lasthorizont unterliegen einer natiirlichen Streuung.
Ursache dafiir konnen z. B. Material-Inhomogenititen oder Fertigungstoleranzen sein. Zur
Auswertung der Versuchsdaten kommen statistische Methoden zum Einsatz. Die
DIN 50100 [21] schldgt zur Auswertung der Zeitfestigkeitsgeraden das Horizontenverfahren
und das Perlenschnurverfahren (PSV) vor. Fiir das Horizontenverfahren sind mehrere Versuche
auf mindestens zwei Belastungshorizonten durchzufiihren. Versuche, die nicht auf den festge-
legten Lasthorizonten liegen, werden fiir die Auswertung nicht berticksichtigt. Der Vorteil des
PSV besteht darin, dass alle Versuche fiir die stochastische Auswertung herangezogen werden
kdnnen. Dies ist vor allem von Vorteil, wenn Materialien mit unbekannten Ubergangsbereichen
zur Kurz- und Langzeitfestigkeit getestet werden [21]. Die Auswertemethodik nach dem PSV

wird im Folgendem kurz erldutert.

2.1.2.1 Auswertung mittels Perlenschnurverfahren

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

log N; =logC—k-logo, (2-3)

erfolgen, wobei iiber die Konstanten £ 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 o,; mit den entsprechenden Bruchschwingspielzahlen »; durchgefiihrt. Auf

Grundlage der Versuchsdaten werden Neigung k

kZZ)C-Zy—n-Z(x-Zy) mit )CZlOgo'a’i
n.Z(XZ)_(Zx) y=log N,

(2-4)

und Lageparameter C
1ogczl-(zy+k-zx) (2-5)
n

kalkuliert.

Die Datenpunkte werden anschlieend auf einen festgelegten Spannungshorizont oa fikiv ver-

schoben, indem eine fiktive Bruchschwingspielzahl

O

a,i

—k
O_a iktiv
Ni,ﬁktiv =N, ( e } (2-6)

berechnet wird. Auf dem fiktiven Lasthorizont findet anschlieBend die statistische Auswertung

des logarithmischen Mittelwerts der Bruchschwingspielzahlen bzw. des 50 % Quantils
1
1og Ny, iy = ; : Z log N, gyiv (2-7)

statt. Im Weiteren kann die logarithmische Standardabweichung tiber

1 2
SlogN = \/E : Z (lOg N siiv — 108 Nisgo giaiv ) (2-8)

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

Bend nach

n—1,74

s =s e (2-9)
log N ki log N
og orr og n 2

zu korrigieren. Die Berechnung weiterer Quantile erfolgt tiber

pr -1 O(IOQ Nsov fiktiv +1Stog NTkorr) (2_ 1 0)
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wobei im Beispiel aus Abbildung 2-3b die Quantile fiir eine Uberlebenswahrscheinlichkeit von
Pi=90 % (u=-1,282) und Pis =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 P, = 1 - Py aufgetragen werden. Weitere Werte fiir
das Streumal u sind z. B. in [21,22] finden. Die Streubreite 7 ist ein MaB fiir die Streuung der
Versuchsdaten zwischen zwei ausgewéhlten Quantilkurven und wird tiber
M Piz (12 =14 )S10g N orr
To=—==10 ) @-11)

Pﬁ‘]

bestimmt.

Fiir die in dieser Arbeit durchgefiihrten Ermiidungsversuche wurden Lasthorizonte ausgewer-
tet, auf denen sowohl Briiche als auch Durchlaufer auftreten. Dies ist nach DIN 50100 [21]
zuldssig und fiihrt zu einer flacheren Neigung & und einer h6éheren Streuung bei der Auswer-
tung. Dennoch werden die Neigung & und der Lageparameter C besser abgeschétzt, wenn mog-
lichst viele Versuchsergebnisse im Bereich der Ubergiinge zum Lang- bzw. Kurzzeitfestigkeits-

bereich liegen [21].

2.1.2.2 Langzeitfestigkeitsschaubild: Haigh-Diagramm

Einen groflen Einfluss auf die Lage der Wdohlerlinie hat die Mittelspannung om bzw. das R-Ver-
héltnis. Mithilfe von Langzeitfestigkeitsschaubildern wie z. B. dem Smith- oder dem Haigh-Di-
agramm lassen sich die Aussagen einzelner Wohlerlinien bei unterschiedlichen R-Verhéltnis-
sen in eine iibersichtlichere Form {iberfithren. Im Allgemeinen sinkt die ertragbare Spannungs-
amplitude 0. bei Ermiidungsbelastungen mit zunehmender Mittelspannung bzw. steigendem
R-Verhiltnis. Dies wird beispielsweise im Haigh-Diagramm nach Abbildung 2-4 [19] verdeut-
licht, dass u. a. Auskunft iiber die Langzeitfestigkeitsamplitude bei unterschiedlichen R-Ver-
héltnissen oder Mittelspannungen angibt. Die ertragbare Spannungsamplitude fiir ein bestimm-
tes R-Verhiltnis 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 fiir R = -1 und R = 0 beispielsweise nach

M =——5-1 (2-12)
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berechnet werden [23] und nimmt Werte zwischen 0 und 1 an, wobei kleine Werte fiir M eine
Mittelspannungsunempfindlichkeit des entsprechenden Werkstoffs belegen [19]. Die resultie-
rende Grenzkurve gilt dabei im Allgemeinen fiir ein definierte Grenzlastspielzahl Ng bis zu der
die Ermiidungsversuche zur Ermittlung von M durchgefiihrt wurden. Fiir groere Grenzlast-
spielzahlen sinkt die Grenzkurve im Haigh-Schaubild ab. Ein groBer Vorteil dieses Schaubilds
ist es, dass sowohl Zeit- als auch Langzeitfestigkeitsbereich in Abhéngigkeit von ¢a und om
abgelesen werden konnen und das komplette Schaubild nur iiber die zwei Langzeitfestigkeits-
werte fiir R = -1 und R = 0 konstruiert werden kann. Auflerhalb der R.-R.-Geraden ist mit stati-

schem Versagen zu rechnen.

e aiiniindd Druckschwellbereich-=----- mfmrmememe Zugschwellbereich | --=-=-=-~-- >

Langzeitfestigkeitsbereich

d

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

2.2 Grundlagen der Bruchmechanik metallischer Werkstoffe

Im Folgenden werden die grundlegenden und fiir diese Arbeit relevanten Konzepte und Auf-

fassungen der Bruchmechanik vorgestellt.

2.2.1 Konzept der Spannungsintensitét

Risse sind ortlich begrenzte Werkstofftrennungen innerhalb einer Struktur, die den Kraftfluss

storen und unter Umstdnden erheblich beeinflussen konnen. 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 Offnen der Rissoberflichen bewirken
(z. B. Zug- und Biegebelastung). Hingegen beschreibt Mode II alle Beanspruchungen, die eine
entgegengesetzte Verschiebung der Rissoberflichen (hier: x-Richtung) verursachen (z. B.
ebene Schubbelastung) und Mode III entsprechend alle Beanspruchungen, die eine Verschie-
bung der Rissoberflachen quer zur x-Richtung hervorrufen (z. B. nicht-ebene Schubbelastung
und Torsionsbelastung). Fiir die in dieser Arbeit betrachteten Risse ist ausschlielich Mode I
von Bedeutung. Daher wird nachfolgend auf eine Indizierung der Rissbeanspruchungsgrof3en
zur Differenzierung der Moden verzichtet. [20,23]

Mode I Mode 11 Mode III

Abbildung 2-5: Rissbeanspruchungsmoden der Bruchmechanik. (a) Mode I; (b) Mode II; (c) Mode 111
[20].

Das Konzept der Spannungsintensitét oder kurz K-Konzept bildet die wichtigste Grundlage der
linear-elastischen Bruchmechanik (LEBM). Fiir die Anwendung des K-Konzepts sind nur
kleine plastische Verformungen an der Rissspitze zuldssig (a / rp >> 1 [24]). Aufgrund der Sin-
gularitét der elastischen Spannungsverteilung an der Rissspitze eignen sich weder Spannungen
noch Dehnungen als MaB fiir die Gefahr, die von einem Riss bestimmter Linge ausgeht. Bei-
spielsweise wére ein sehr kleiner Anriss genauso kritisch zu beurteilen, wie ein Riss, der schon
durch die Halfte des Bauteilquerschnitts gewandert ist. Zur Beschreibung der Intensitét des sin-
guldren Spannungsfelds in der Rissumgebung wurde daher die Spannungsintensitit als Rechen-
grofle — auch Spannungsintensititsfaktor (SIF) — von Irwin [25] eingefiihrt. Der SIF K ist aller-
dings auch ein MaB fiir die Rissoffnung bzw. die Verschiebungen der Rissoberflichen zueinan-
der (vgl. Abbildung 2-5) und abhingig von (1) der d&ulleren Belastung o, (i1) der Rissgeometrie
(Risstiefe a bzw. Rissbreite ¢) sowie (ii1) der Risslage, der Geometrie des Bauteils und der Art
und Position der Lasteinleitung, ausgedriickt durch den Geometriefaktor Y. Fiir einen Mode |
Riss ldsst sich K (Einheit: N/mm>? bzw. MPa\/r_n) wie folgt berechnen:

K=oc-Nr-a-Y (2-13)
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Im Falle einer zeitlich verdnderlichen Ermiidungsbelastung () (vgl. Abbildung 2-2, S. 6) tritt
am Riss ebenfalls ein zeitlich veranderlicher SIF K(7) auf. Die wesentliche Grof3e fiir den Riss-
fortschritt ist dann der zyklische SIF bzw. die Schwingbreite des SIF, der im Falle einer kon-

stanten Amplitudenbelastung bzw. fiir ein einzelnes Schwingspiel nach
AK =Ac-~r-a-Y (2-14)

berechnet wird. Der zyklischen SIF AK ist mithilfe des maximalen und minimalen SIF (Kmax,

Kmin) wie folgt zu berechnen:

AK =K, —K (2-15)

Zusitzlich zum zyklischen SIF wird das Ermiidungsrisswachstum vom Spannungsverhéltnis
der Belastung beeinflusst. Das R-Verhiltnis wird iiber die vorgestellten GroBen und in Anleh-
nung an die Berechnung iiber die Spannungskomponenten nach Gleichung (2-2) wie folgt be-

rechnet:

R:ﬁz(l—ﬂj (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 singuldres Spannungsfeld mit theoretisch unendlich hohen Spannungen. Abbildung 2-6a
verdeutlicht diese Modellvorstellung nach /rwin am Beispiel eines Risses der Linge a anhand
des asymptotischen Verhaltens der elastischen Spannungsverteilung in Richtung der tatsachli-
chen Rissspitze. Die elastische Vergleichsspannung oy kann mithilfe der Schubspannungs- oder
Gestaltdnderungsenergiehypothese sowie den Nahfeldgleichungen (siehe z. B. [20]) 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 Uberschreiten der Streckgrenze R. durch plastisches FlieBen statt. Die GroBe der plasti-
schen Zone r; ergibt sich dann aufgrund der Spannungsumlagerung iiber die Fldchengleichheit
der Teilflichen (1) und (2). In einem dickwandigen Bauteil ergibt sich der dreidimensionale
Verlauf der plastischen Zone nach Abbildung 2-6b. An der Oberfliche des Bauteils (ebener
Spannungszustand — ESZ) ist die plastische Zone deutlich stirker ausgeprigt als im Inneren des

Bauteils (ebener Verzerrungszustand — EVZ).
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(a) A (b)

! elastische
‘.‘/ Spannungsverteilung

elastisch-
ideal plastische
Spannungsverteilung

tatséchliche
Rissspitze
— = - : >
[ :\“\ . . X
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»

Abbildung 2-6: (a) Modellvorstellung zur elastischen und elastisch-ideal plastischen Spannungsvertei-
lung sowie der Abmessung der plastischen Zone r, vor der Rissspitze nach Irwin aus [20]; (b) Darstel-
lung der dreidimensionalen plastischen Zone entlang einer gerade verlaufenden Rissspitze nach [26].

Im Falle einer Ermiidungsbelastung (Abbildung 2-7a) entsteht nach Rice unter Annahme eines
elastisch-ideal plastischen Werkstoffverhaltens im positiven Halbzyklus (1) — bei Belastung —

eine primar-plastische Zone die fiir den EVZ nach

7, :—(1_2"})2 (%J 2-17)
bia

berechnet werden kann. Im negativen Halbzyklus (2) - bei Entlastung — entsteht eine umkehr-

plastische Zone, deren Grofe ist beispielsweise mit folgender Gleichung abzuschétzen ist:

Ar =—-(1-R) -1, (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 R. im Zug- und Druckbereich identisch sind. Durch die erstmalige sta-
tische Belastung (1) bis auf Kinax entsteht die primér-plastische Zone rp. Der Entlastungsvorgang
(2) bis auf Kmin ist fiir Rice, fiir sich allein betrachtet, eine statische negative Belastung aus der
die umkehr-plastische Zone Ar, resultiert. Durch Superposition dieser beiden statischen Losun-
gen erhilt 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 erhélt 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 Ar, vor der Riss-
spitze bei zyklischer Beanspruchung nach Rice aus [20]. (a) Beanspruchungssituation bei einer Ermii-
dungsbelastung anhand des Spannungsintensitdtsfaktors K; (b) Schematische Darstellung der Span-
nungsverteilung sowie der plastischen Zonen vor dem Riss.

Falls aufgrund der &duBleren Belastung zu groBe plastische Zonen (a / r, ~ 1 [24]) zu erwarten
sind, ist der Spannungsintensitatsfaktor 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 Ermiidungsrisswachstum

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

Fiir die analytische Beschreibung der da/dN-AK-Kurve existieren unterschiedliche Modelle.
Mithilfe des Paris-Gesetzes [28] lésst sich beispielsweise der Bereich 2 anndhern. 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
Losung des bestimmten Integrals der Rissfortschrittsgleichungen kann die Restlebensdauer Nt
berechnet werden. Als Integrationsgrenzen werden die Anfangsrisslange ao sowie die Endriss-

lange ar, ab der instabiles Risswachstum einsetzt, bendtigt.

Das anomale Rissausbreitungsverhalten kurzer Riss ist in Abbildung 2-8b gezeigt. Kurze Risse
konnen bedingt durch die Mikrostruktur bei hoheren Rissfortschrittsraten als lange Risse wach-
sen. Je nachdem ob ein kurzer Riss die mikrostrukturellen Barrieren {iberwinden kann oder
nicht, kdnnen die dargestellten Kurvenverldufe beobachtet werden, die mitunter im Bereich des

Schwellenwerts wieder in das Rissausbreitungsverhalten langer Risse iibergehen. [20,27]

(a) A (b) A

Bereich 3

kurze Risse
aus Kerben

Rissgeschwindigkeit da/dN (log)

Rissgeschwindigkeit da/dN (log)

, 7 :\\\K://
e ,'\\
Bereich 1 ! )
; i i \
1 ; ]
AKy L AK, !
| > >
zyklischer SIF AK (log) zyklischer SIF AK (log)

Abbildung 2-8: Schematische Darstellung der Rissgeschwindigkeitskurve bzw. da/dN-AK-Kurve fiir

(a) lange Risse nach [20] und (b) kurze Risse nach [31].

Anhand des mikrostrukturabhéngigen Kitagawa-Takahashi-Diagramms nach Miller [32] in
Abbildung 2-9a lésst sich bei bekannter Rissldnge a und zyklischer du3erer Belastung Ao able-
sen, ob ein Riss ausbreitungsfahig ist und ob er sich mit den Konzepten der LEBM oder der
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EPBM beschreiben lésst (schraffierte Bereiche). Innerhalb der Darstellung wird eine Untertei-
lung zwischen ausbreitungsfihigen Rissen und nicht-ausbreitungsfahigen Rissen anhand der

Grenzkurve da/dN = 0 unternommen.

nichtausbreitungsfahige Risse
T
o

mikrostrukturell | physikalisch

Spannungsschwingbreite Ao (log)

kurze Risse 'i‘ kurze Rislse :
] ] .
Risslénge a (log)

Abbildung 2-9: (a) Mikrostrukturabhdngiges 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-ausbreitungsfihiger Risse wird durch die Langzeitfestigkeitsschwingbreite
oder auch Langzeitfestigkeit Aor des Materials bei einem definierten R-Verhiltnis und dem
Thresholdwert fiir lange Risse AKw,c definiert. Der dunkel eingefarbte Bereich zeigt ausbrei-
tungsfahige mikrostrukturell kurze Risse, die allerdings bei einer konstanten Schwingbreite an
die Grenzkurve stoflen und an mikrostrukturellen Barrieren (z. B. di — Zwillings-, d>» — Korn-
und ds — Phasengrenzen) aufgehalten werden. Mikrostrukturell kurze Risse sind aufgrund ihrer
GroBe 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 Rissldnge von a > d3 wichst der Riss unabhingig von mikrostrukturellen Hindernis-
sen, sodass die Rissausbreitung nach der Kontinuumsmechanik betrachtet werden kann. Ober-
halb der Ao Geraden sind alle Risse ausbreitungsfahig und wegen der grof3en plastischen Zo-
nen mithilfe der Konzepte der EPBM zu berechnen. Der Grenzwert ao oder auch E/ Haddad-Pa-

rameter:

2
1 (AK
a, =—-(ﬂj (2-19)

Ao,

ergibt sich in doppellogarithmischer Darstellung am Schnittpunkt der Kurven von Threshold-

wert und Langzeitfestigkeit. Fiir Rissldngen a > / ist die Ausbildung der plastischen Zone klein
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gegeniiber der Risslédnge, sodass das elastische Spannungsfeld vor der Rissspitze nicht signifi-
kant durch die Rissspitzenplastizitit beeinflusst wird. Daher kann zur Berechnung von Rissen
in diesem Bereich mit der LEBM gearbeitet werden. Die Grenzrissldnge / entspricht nach Tay-
lor [34] in etwa dem 10-fachen der Korngrof3e. [20,24,33]

2.2.4 Rissschlie- bzw. Rissoffnungsmechanismen

Elber [35] erkannte in seiner Arbeit, dass sich Risse schon vor dem Erreichen des minimalen
SIF Kmin schlieBen bzw. erst nach dem Durchlaufen von Kmin wieder 6ffnen. Entsprechend der
Definition wird zwischen RissschlieBen und Riss6ffnen unterschieden (Abbildung 2-10). In der

Praxis wird hdufig davon ausgegangen, dass Kop und K¢ iibereinstimmen [20].

KA
Kmax 77777777777777777777777777777777777777777777777777777777 ‘ ‘
AK 4 Rissschlieen
AK
K=Ky | N TN
Ko NS Rissoffnen \_/ v
>/

Abbildung 2-10: Effektive Spannungsintensitdt durch Rissdffnen bzw. Rissschlieffen nach [20].

Elber folgert in [35], dass verbleibende plastische Deformationen auf den Rissflanken zu einer
Inkompatibilitiit dieser fiihren und so ein spites Offnen bzw. vorzeitiges Schlieen des Risses
ermoglichen. Die plastischen Deformationen entstehen dabei durch das Durchlaufen der plas-
tischen Zonen vor der Rissspitze wiahrend der Ermiidungsbelastung. Der Mechanismus des
plastizitdsinduzierten Rissschlieens, wie in Abbildung 2-11a dargestellt, fiihrt schlielich
dazu, dass nicht der komplette zyklische SIF zur Ausbreitung des Risses wirksam wird, sondern
nur ein effektiver zyklischer SIF nach:
A[<eff = Kmax - Kop (2'20)

Neben der beschriebenen Vorstellung zum Einfluss der Plastizitdt auf den Rissflanken existie-

ren noch rauhigkeitsinduzierte, oxidinduzierte und fluidinduzierte RissschlieBmechanismen
nach Abbildung 2-11b-d. [20,36]

Das rauhigkeitsinduzierte RissschlieBen (Abbildung 2-11b) entsteht durch die geometrische In-

kompatibilitit der Rissflanken zueinander. Im Gegensatz zur mathematischen Definition des
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Risses als geometrischer Schnitt, sind die Rissufer in der Realitét 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 RissschlieSen
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. Beglinstigende Faktoren fiir die Ausbil-
dung der Oxidschichten sind z. B. hohe Temperaturen, niedrige R-Verhéltnisse, oxidierende
Umgebungsmedien und raue Oberflichen. Aulerdem sind Werkstoffe mit geringen Streckgren-
zen anfilliger fiir oxidinduziertes RissschlieBen. Wie schon beim Einfluss durch die Rauheit
der Rissflanken wird das Rissfortschrittsverhalten durch Oxide hauptsdchlich im Bereich des
Thresholdwertes beeinflusst. Das fluidinduzierte Rissschliefen wird durch das Eindringen ei-
nes Fluids zwischen die Rissflanken verursacht. Die Stiitzwirkung der Fliissigkeit aufgrund de-
ren Inkompressibilitdt fithrt zu einer erh6hten Rissoffnungslast und damit zu einem geringeren
effektiven zyklischen SIF. [20,38]

(a) (b) (¢) [ Oxidschicht
ﬁ
o scheidungen
Plastifizierungen Oberflichenrauheit

=) B9 b= =

Abbildung 2-11: Darstellung der unterschiedlichen Rissschliefmechanismen. (a) plastizititsinduzier-
tes, (b) rauhigkeitsinduziertes, (c¢) oxidinduziertes und (d) fluidinduziertes Rissschliefien [20,36].

23 Grundlagen der Korrosion metallischer Werkstoffe

Korrosion ist ein natiirlicher, 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 Durchldssigkeit fiir Fliissigkei-
ten und Gase. Die Bildung von Eisenoxiden ist ein bekanntes Beispiel fiir elektrochemische

Korrosion, die in vielen unlegierten Stdhlen zur Rostbildung und einer allméhlichen Zerstérung
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des Materials fithren. Hingegen ist die Oxidation von z. B. COR-TEN Stahl [39] oder nichtros-
tender Stihle erwiinscht, da sie durch die Bildung einer chemisch stabilen Passivschicht weite-

ren Materialabtrag durch Korrosion verhindern. [40]

Nach [41] werden eine Vielzahl an Korrosionsarten und -einfliissen differenziert. Im Folgenden

werden die fiir diese Arbeit relevanten Mechanismen kurz erldutert.
GleichmiBige Flichenkorrosion

Bei der gleichmiBigen Flichenkorrosion schreitet der Korrosionsabtrag anndhernd eben und
gleichformig sowie auch mit gleicher Geschwindigkeit iiber die gesamte ungeschiitzte Oberfla-
che des Werkstoffs voran. Vor allem Gusseisen, unlegierte und niedriglegierte Stéhle sind an-
fallig fiir gleichméBige Flichenkorrosion, wenn sie der offenen Atmosphére und Umweltein-
fliissen 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 Abschétzung der Bauteilbetriebsstandzeiten zulassen, tritt sie
in der Realitit aufgrund geometrischer, werkstoffseitiger oder medienbedingter Inhomogenita-

ten nur sehr selten fiir sich allein auf. [41,42]
Lochfralkorrosion

Lochfra8korrosion auch eng. Pitting ist das lokal sehr begrenzte Auftreten von Korrosionslo-
chern oder -gruben an einer Metalloberflache. Die unterschiedlichen Formen der Lochfrallkor-
rosion sind z. B. in der ASTM 64-94 [43] genormt und in Abbildung 2-12 gezeigt.

VRS

schmal, tief elliptisch breit, flach unter Oberfldche Unterschneidung
horizontal vertikal

Abbildung 2-12: Ausbildung der Lochfrafskorrosion an und unter der Werkstoffoberfldiche gemdfs
ASTM 46-94 [43] nach [41].

Wie die Skizzen zeigen, ist LochfraB3 aufgrund des unkalkulierbaren Ausmalies der Korrosions-
gruben vor allem unterhalb der Oberfliche als sehr kritisch zu bewerten. Obwohl die iibrige
passivierte Oberfldche intakt ist, kann an Stellen mit Lochfral eine schnelle und vollstindige
Durchdringung der Bauteilwandstéirke erfolgen. Anfdllige 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 schiitzt das
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Metall im Allgemeinen vor der im vorigen Absatz beschriebenen Fldchenkorrosion (z. B. nicht-
rostende Stdhle und Aluminiumlegierungen). Der Chromgehalt bei nichtrostenden Stéhlen kann
bei einem Legierungsgehalt von ca. 15 % Cr nach [44] an der Oberfldche bis zu 60 % betragen.
Die Dicke der Chromoxidschicht an der Oberfldche betrdgt 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 beschéddigt wird oder ein chemischer Kon-
zentrationsunterschied im Chromgehalt entsteht (z. B. durch chloridhaltige Medien) und eine
Repassivierung (Zufuhr von Sauerstoff zur Reaktionsstelle) nicht sofort moglich ist, entsteht
Lochfra8korrosion an diesen Positionen. Eine weitere hdufige Ursache fiir Lochfra3bildung
sind Mangansulfid-Einschliisse an der Oberfldche. Zur Stabilisierung des Passivfilms werden
in nichtrostenden Stihlen weitere Legierungselemente wie z. B. Molybdin (Mo), Titan (Ti),
Wolfram (W) und Stickstoff (N) hinzulegiert, die beispielsweise im Fall von Molybdén zur
schnelleren Repassivierung bei lokalen Korrosionserscheinungen wie Lochfra3- und Spaltkor-

rosion beitragen. Der PRE (Pitting Resistance Equivalent) Index

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

wird als MaB fiir die Besténdigkeit der Legierung gegen Korrosion verwendet. Im Allgemeinen
gilt, dass ein hoher PRE-Index mit einer hohen Korrosionsbestindigkeit des Werkstoffs korre-
liert. [41,42,44]

Erosions- bzw. Kavitationskorrosion

Erosionskorrosion ist eine Kombinationserscheinung hervorgerufen durch abrasiven Ver-
schleif} (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 Fliissigkeit
bewegt. Zuerst wird die natiirliche Passivschicht oder die technisch aufgetragene Schutzschicht
durch die abrasive Wirkung der Stromung 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 Auflosung von dampfgefiillten Hohlrdumen verursacht. Ursache hierfiir
ist das lokale Absinken des statischen Drucks unter die Dampfdruckkurve der Fliissigkeit. Die
so gebildeten Dampfblasen werden mit der Stromung in Gebiete hoheren Drucks mitgerissen,
kondensieren und kollabieren dort wieder. In der Néhe von Oberflichen kann das schlagartige
Verdampfen der Blasen, das von extremen Druck- und Temperaturspitzen begleitet ist, zu Mik-

rorissen und letztendlich zu gréBeren Oberfldchenschéden fiihren. [41,45]
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Spannungsrisskorrosion

Spannungsrisskorrosion ist die kombinierte Wirkung eines korrosiven Mediums bei gleichzei-
tig auftretender mechanischer Spannung. Anfillig sind nach [46] vor allem nichtrostende Stéhle
mit kubisch-flachenzentriertem (kfz) Gitterautbau. Es werden anodische und kathodische Span-
nungsrisskorrosion unterschieden, wobei die Letztere den Einfluss von wasserstoffinduzierter
Rissbildung beschreibt. Als Voraussetzungen fiir die anodische Spannungsrisskorrosion muss
neben einem korrosiven Elektrolyten, ein Anriss unter einwirkenden Zugspannungen entstehen.
Oft sind dafiir sogar Eigenspannungen im Material ausreichend. Als Anriss konnen auch nicht-
metallische Einschliisse oder Oberflaichendefekte, aber auch im Falle von z. B. kfz-Metallen
die auftretenden Intrusionen an der Oberflache, die durch den Aufstau von Versetzungsbewe-
gungen und die Ausbildung persistenter Gleitbander entstehen, ausreichen. Vor allem tragende
Bauteile unter Zugspannungen sollten daher aus ferritischen nichtrostenden Stihlen oder aus
Duplex-Stahl und nicht aus austenitischen Stihlen 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 H>-Molekiilen. Die Rekombination
fiihrt zu einer Sprengwirkung und lésst den Riss auch ohne vorhandene Zugspannungen wei-
terwachsen. [41,46]

Korrosionsermiidung bzw. Schwingungsrisskorrosion

Als Korrosionsermiidung oder auch Schwingungsrisskorrosion wird der Einfluss eines korro-
siven Mediums auf die zyklischen Ermiidungseigenschafen eines Werkstoffs verstanden. Kor-
rosive Umgebungen konnen die Ermiidungsrissausbreitung maflgebend beeinflussen und fiih-
ren im Allgemeinen zu einem deutlichen Abfall der Ermiidungsfestigkeit. Viele Metalle, die an
Umgebungsluft eine ausgepriagte Langzeitfestigkeit aufweisen, verlieren diese Eigenschaft in
korrosiven Medien und Versagen auch bei deutlich niedrigeren Spannungsamplituden.
[19,41,47]

Grundsitzlich kann der Einfluss korrosiver Medien auf den Schwellenwert AKi, nach
Zerbst et al. [31] als ein Vorgang zweier konkurrierender Prozesse verstanden werden. Das
oxidinduzierte Rissschlieen erhoht 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 Haufigkeit der Beanspruchung abhéngig. Die
hohe Wirkung korrosiver Medien auf den Schwellenwertbereich begriinden Zerbst et al. [31]
aufgrund des zeitabhéngigen Prozesses der Korrosionsschidigung. 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 hdufiger auftritt als im Paris-Bereich bei hohen Rissfort-
schrittsraten. [31]

24 Ermiidung metallischer Werkstoffe im Very High Cycle Fatigue Be-
reich

Das Ermiidungsverhalten metallischer Werkstoffe unterscheidet sich im VHCF-Bereich bei Be-
anspruchungsamplituden unterhalb der klassischen Langzeitfestigkeit von 2-10° bzw.
1-107 Zyklen teils grundlegend vom konventionellen Ermiidungsrisswachstum im Low Cycle
Fatigue (LCF) bzw. High Cycle Fatigue (HCF) Bereich. Zur Unterteilung der Bereiche sind
dazu in Abbildung 2-13 zwei Spannungswohlerlinien gezeigt. Mughrabi schligt in [48,49] die
Unterteilung in zwei Werkstoffgruppen vor. Fiir duktile homogene einphasige Werkstoffe
konnte das Ermiidungsverhalten nach Abbildung 2-13a beobachtet werden. Hier wird die Ris-
sinitiierung in LCF und HCF-Bereich von der Ausbildung persistenter Gleitbiander (PSBs), die
zu Intrusionen und Extrusionen an der Materialoberfliche fithren, dominiert. Anschlief3end
zeigt sich im Bereich des PSB-Schwellenwerts vorerst eine Art Langzeitfestigkeit bis ca. 10%
bis 10° Zyklen. Bei noch geringeren Spannungsamplituden wird anschlieBend erneut durch
Mikro-PSB-Bildung und irreversible Akkumulation von Dehnungsanteilen ein Absinken der
Ermiidungsfestigkeit fiir Zyklen > 10® beobachtet. Auch hier initiieren die Risse weiterhin von
der Oberflache. Nach Mughrabi [49] ist fiir derartige Typ I Werkstoffe eine echte Langzeitfes-
tigkeit bei Amplituden unterhalb des Grenzwerts der irreversiblen Dehnungsakkumulation der
Versetzungsbewegungen zu erwarten. Beispiele fiir Typ [ Werkstoftfe sind Kupfer, Nickel, koh-
lenstoffarme und einige nichtrostende Stihle [50] sowie allgemein duktile Metalle und Legie-

rungen, die keine inneren Defekte aufweisen [S51].

@y Rissinitiierung - (b, Rissinitiierung . Ubergang .  Riss-

N 1 i Irreversible N | Do ;
g | an Oberflachen- | PSB " Deh an Oberfléchen-: von . initiierung
o | rauheiten oder | Grenzwert | kkinu?%g- rauheiten oder | Oberfléchen- | an inneren | ?
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Abbildung 2-13: (a) Schematische Darstellung der Spannungswohlerline fiir Typ 1 Werkstoffe (weiche,
einphasige Werkstoffe) sowie (b) fiir Typ Il Werkstoffe (hochfeste, metallische Werkstoffe) nach
[52,53].
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Das Ermiidungsverhalten von hochfesten Typ II Werkstoffen kann hiufig durch eine mehrstu-
fige Wohlerkurve aus Abbildung 2-13b beschrieben werden. Dabei zeigen Untersuchungen der
Bruchflidchen, dass beim Ubergang vom HCF in den VHCF-Bereich ein Wechsel des Schidi-
gungsmechanismus auftritt. So initiieren Risse bei Lastwechselzahlen > ~107 Zyklen in der Re-
gel im Inneren des Bauteils ausgehend von beispielsweise nicht-metallischen Einschliissen, der
Mikrostruktur oder Defekten in Form von Poren mit einer typischen Fish-Eye (FiE) Ausbildung
[49,50,54,55]. Die Bereiche der Wohlerlinie konnen dabei u. a. durch Eigenschaften wie z. B.
die Oberflachenrauheit R, und vorhandenen Kerbfaktoren ax, aber auch durch die Grof3e der

inneren Defekte d beeinflusst werden.

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

e konventionelle Wohlerkurve mit ausgepriagter Langzeitfestigkeit,

o zweistufige Wohlerkurve (vgl. Abbildung 2-13b),

e Wohlerkurve mit kontinuierlicher Neigung und

e Wohlerkurve 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 (siche
z. B. [19]). Ein sehr verbreiteter Ansatz im VHCF-Bereich ist das \/area- bzw. \Q-Konzept
nach Murakami [57].

(a) (b) () < N
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Abbildung 2-14: Von der Bruchfldche aus betrachtete unregelmdfige Risse vereinfacht durch regel-

mdpige Konturen nach dem \/Z—Konzept nach [58]. (a) Unregelmdfig geformter innerer Defekt (ID),
(b) Unregelmdpig geformter Oberflichendefekt (OD); (c¢) Unregelmdfig geformter innerer Defekt in
Wechselwirkung mit der Oberfliche (OID); (d) Interaktion zweier benachbarter Defekte; (e) Schriger
Defekt in Kontakt mit der Oberfliche.
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Zur Bewertung des Schwellenwerts kurzer Risse ausgehend von kleinen Defekten fiihrte Mur-
akami den \/Z-Parameter ein, der als charakteristische GroBe fiir die Bewertung von Defekten
unterschiedlichster Form und Gré8e auf die Ermiidungsfestigkeit aufgefasst werden kann. Der
Parameter A ist dabei laut Definition die projizierte Flidche des rissinitiierenden Defekts auf die
Flache senkrecht zur wirkenden maximalen Hauptnormalspannung. Abbildung 2-14 zeigt die
projizierten Fldchen von Fehlstellen auf die Ebene senkrecht zur Hauptnormalspannung und
deren Lage zur Probenoberfliche. In Abhéngigkeit der Lage der Fehlstellen zueinander bzw.
zur Probenoberflache wird die projizierte Flaiche 4 bzw. effektive projizierte Fldche Aefr nach
dem \B-Konzept bestimmt. Fiir sehr flache Oberflichenrisse ¢ > 10 a und sehr tiefe Risse
a>5 c ist nach [57,59] ein konstanter Wert von \B = \/1_0 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 groBer als die Abmessung c> des kleinsten Fehlers
ist nur die Fliche des groferen Defekts \/A_l auszuwerten. Wenn e < ¢; ist die skizzierte effek-
tive Flache '\/1fo fiir die Berechnung der Spannungsintensitit zu verwenden und beide Defekte
werden durch die gegenseitige Beeinflussung als ein groBer Defekt behandelt. Dabei ist das
Konzept auf kurze Risse (\ﬁ < 1000 pm) beschrinkt. [19,26]

Nach dem \Q-Konzept berechnet sich die maximale Spannungsintensitit Kmax bzw. die zykli-
sche Spannungsintensitit AK fiir Oberflaichendefekte (£ = 0,65) bzw. Volumendefekte (5 = 0,5)

mit

Koo = B O NN A
AK=ﬁ~AO'-\/7r-\/Z

Murakami et al. [59] konnten in weiteren Auswertungen verschiedener hochfester Stéhle eine

(2-22)

empirische Beziehung zwischen dem Schwellenwert AKw sc kurzer Risse (short crack - sc), dem
eingefiihrten \Q—Parameter und der Vickershérte [V der untersuchten Materialien fiir Oberflé-
chendefekte (y = 3,3) bzw. Volumendefekte (y = 2,77 [60]) wie folgt herleiten:

1/3

AK . = 7107 -(HV +120)-+/4 (2-23)

th,sc

Unter der Voraussetzung, dass eine Rissausbreitung iiber den berechneten Kurzrissschwellen-
werten AKinsc moglich ist, kann in Kombination der Gleichung (2-22) und (2-23) eine Bezie-
hung fiir eine defektgroBenabhingige Schwellspannungsamplitude oa s bei R = -1 bzw. durch
Erweitern eines R-abhéngigen Terms die Schwellspannungsamplitude fiir unterschiedliche Mit-

telspannungen nach
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_S5-(HV +120)

1-RY"
- 224
Ga,[h,SC \/21/6 ( 2 j ( )

mit 0 = 1,43 fiir Oberflachendefekte, 6 = 1,41 fiir Volumendefekte in Kontakt mit der Oberfla-
che bzw. 6 = 1,56 fiir Volumendefekte berechnet werden. Der Parameter a ist werkstoffspezi-
fisch und kann nach Murakami [57] iiber

a=0,226+HV -10™* (2-25)

beriicksichtigt werden. Untersuchungen in der Literatur [61-63] zeigen aber, dass die oben ge-
nannte Beziehung die experimentellen Beobachtungen nicht immer beschreiben kann. Eine
weitere Moglichkeit ist daher die experimentelle Bestimmung von a iiber die Auswertung der

Langzeitfestigkeiten bei unterschiedlichen R-Verhiltnissen.

Aus Gleichung (2-24) kann bei Kenntnis der Amplitude fiir die Langzeitfestigkeit .. des
Werkstoffs eine minimale Defektfliche Amin berechnet werden, ab der zumindest nach dem
\B—Konzept keine Rissausbreitung fiir Oberflichen- oder Volumendefekte mehr stattfindet.
Falls nicht bekannt, gibt Murakami [57] einen Schitzwert fiir die Langzeitfestigkeitsamplitude
fiir R = -1 in Abhiingigkeit der Vickershirte (in kgf-mm™) bzw. der Zugfestigkeit fiir HV < 400

an:

o, =0,5-R =1,6-HV +0,1-HV (2-26)

Lai et al. [64] bestimmen den Schwellenwert fiir 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:

_ J4
th,se A]<th,l<: '\/Z_'_ \/Z (2_27)

AK

auf Grundlage des Schwellenwerts AKin ¢ fiir lange Risse (long crack - Ic) sowie mit

Ay =7 a02 (2-28)

der intrinsischen Rissldnge oder auch dem E! Haddad-Parameter nach Gleichung (2-19). Der
Parameter ao beriicksichtigt den Einfluss der Rissldnge im Bereich des Kurzrisswachstums
[20,67].
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Fujimoto et al. [68] fiihren eine alternative Formulierung in Abhédngigkeit der inhdrenten Sché-
digungszone unter Berlicksichtigung der Langzeitfestigkeitsschwingbreite Aoy ein und berech-

nen den Schwellenwert fiir kurze Risse in Abhéngigkeit der Risslédnge a nach:

\/ﬁ-a-cg)-(Z-aJrC;)j
AK, . = Ao, (2-29)

th,sc

4

2

a+

Ein empirischer Ansatz zur Bestimmung der AKw-Werte auf Basis der Rissschliefunktion nach
Newman [69] ist in [30] veroffentlicht:

a
a—+ a,
AI<th,sc = AI<th,lc,R:0 : (1+C‘h~R) (2_30)
(S
(1-G)-(1-R)

Die RissschlieBeffekte werden dabei in Abhingigkeit des R-Verhéltnisses nach

op

K _{max(R,C0+Cl-R+C2-R2+C3-R3) R>0

) 231
YV K, . C,+C,-R 2<R<0 ( )
mit
Vacr
C,=(0.825-0.34-a, +o,os-aéF>'{°°{§—02§“ ﬂ
O
€ =(0,415-0,071 ) —e= (2:32)

C,=1-C,—C,—C,
C,=2-C,—C,—1

beriicksichtigt. Die Parameter acr, omax/Re und Ci sind in Abhéngigkeit vom Spannungszustand
und Material anzupassen. Der Faktor acr variiert zwischen 1 fiir einen ebenen Spannungszu-
stand und 3 fiir einen ebenen Verzerrungszustand. Weiterhin wird das Verhéltnis von Maximal-

spannung zur Fliespannung omax/R. fiir 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 hdufig ein nicht-metallischer Einschluss mit einer typischen Fish-Eye (FiE)
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Ausbildung. Dabei konnen sowohl die Zusammensetzung der Einschliisse als auch deren Form
sehr unterschiedlich ausgeprégt 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 Oberflache des Bauteils konnen Risse initiieren [54,55].
Um den Rissinitiierungsort im Inneren des Bauteils kann eine markante Zone wihrend der Er-
miidungsbelastung entstehen, die von verschiedenen Wissenschaftlern unabhéngig 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 Bruchfliche wurde nach Sakai [72] mit Fine Granular Layer benannt und auch oft als Na-
nograin Layer (NGL) bezeichnet. Dabei ist jedoch nicht geklért, ob die Abmessungen der Zo-
nen, die liber die einzelnen Begriffe eingefiihrt wurden, miteinander korrelieren [74]. Die Kor-
relation ODA =~ GBF = FGA = RSA ist naheliegend aufgrund der rauen, fein granulierten
Bruchoberfliche in diesem Bereich, die sich mit den unterschiedlichen Detektionsmethoden
anders darstellt. Allerdings muss die GroBe einer detektierten FGA auf der Bruchfldche nicht
zwangsldufig der Ausbreitung des feinkornigen Bereichs unterhalb der Bruchfldche entspre-
chen. Eine konsequente Differenzierung der vorgestellten Begriffe findet in der Literatur nicht
statt. Fiir die Bezeichnung der markanten Zone auf der Bruchfliache wird daher innerhalb dieser
Arbeit der Terminus FGA verwendet. Die Ausbreitung des feinkoérnigen Bereichs unter der
Bruchflache wird mit FGA-Layer bezeichnet. Abbildung 2-15 verdeutlicht die Rissinitiierung
in Typ Il Werkstoffen anhand einer schematischen Skizze (Abbildung 2-15a) sowie die unter-
schiedlichen Begriffseinfiihrung der markanten Zone um die Rissinitiierungsstelle in Abhin-
gigkeit der Detektionsmethode in Abbildung 2-15b-e. Die Skizze jeweils in der linken unteren
Ecke der Abbildungen zeigt den Winkel, aus dem die Probenbruchfldchen betrachtet werden.

Die FGA steht im Fokus der Forschung im VHCF-Bereich, da thr im Allgemeinen eine wesent-
liche Rolle zugesprochen wird. Nach aktuellem Stand der Forschung wird zumindest ein GroB3-
teil der gesamten Lebensdauer dieser Zone zugeordnet [16—18]. Sie hat weiterhin einige sehr
charakteristische Eigenschaften. So zeigt sich auf der Bruchfldche in diesem markanten Gebiet
eine erhohte Rauheit [71]. Die Abmessungen der FGA korrelieren mit der anliegenden Belas-
tung (Amplitude, R-Verhiltnis, Kollektiv) und mit der Lebensdauer [18,75-82]. Weiterhin
kann eine Verdnderung des metallischen Gefiiges direkt unter der Bruchfldche im Bereich der
FGA beobachtet werden [81,83]. Bei konstanter Amplituden (CA) Belastung zeigt sich eine
durchgehende Schicht aus feineren Kornern, die sich vom Grundgefiige unterscheidet. Unter-
suchungen von Hong et al. [83,84] an hochfesten Stidhlen und Titanlegierungen sowie Su et al.
[73] an der Titanlegierung Ti6Al4V zeigten ausschlieBlich eine Feinkornzone bei negativen

R-Verhiltnissen. Jedoch konnte in [81,83] gezeigt werden, dass ein feinkdrniges Gebiet auch
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bis zu einem R-Verhiltnis von R = 0,1 nachweisbar ist, wobei die Dicke der Feinkornzone un-
terhalb der Bruchflache mit abnehmendem R-Verhéltnis ansteigt. Fiir noch gréere Spannungs-
verhéltnisse 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 Kornern aufgefunden werden [81]. Die Dicke des FGA-Layers
unter der Bruchfldche bei CA-Belastung wurde in einigen Verdffentlichungen mit 100-800 nm
fiir hochfeste Stahle [83,86,87] bzw. 800-1500 nm fiir Ti6Al4V [73] vermessen.

—
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S Dok
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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 Bruchfliche im
VHCF-Bereich ausgehend von einem Defekt mit Fish-Eye (FiE), markanter Zone, Oberflichenriss-
wachstum und Restgewaltbruch; (b) Typische Bruchfliche hochfester Stihle am Beispiel einer Probe
aus 34CrNiMo6 (1.6582) ermiidet 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 Ti6AI4V (3.7165) Probe; (e) Position des
FIB-Schnitts auf der Bruchfldche.

=TT

Nachfolgend werden einige bekannte analytische Zusammenhédnge zwischen der Grofle der
FGA und der Belastungsamplitude bzw. der Lebensdauer, die Erkenntnisse zur Rissinitiierung
und zum Rissfortschritt in der FGA sowie zu den vorherrschenden Spannungsintensitétsfakto-
ren in der Umgebung der FGA vorgestellt.
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2.4.2.1 Zusammenhang zwischen der Grof3e der FGA und der Belastungsamplitude

Yang et al. [80] ermittelten auf Grundlage bruchmechanischer Betrachtungen eine analytische
Beziehung zwischen dem abgeschitztem Durchmesser der FGA drga in m, der Streckgrenze R.

in MPa und der Spannungsamplitude o2 in MPa nach:

2 1 1
dia = ﬁ "\ Arga =1240- W ) F (2-33)

a

Eine andere Beziehung zur analytischen Ermittlung der FGA-GroB3e in Form des \/Z-Parame-
ters zeigt Murakami [57] nach Gleichung (2-24), hier fiir R = -1 betrachtet, nach

A = {M} (2-34)

O

a

mit den entsprechenden Vorfaktoren der unterschiedlichen Defektklassierungen (siche Ab-
schnitt 2.4.1, Seite 25), wobei die GroBe der FGA iiber \|ArGa in pm mit Hilfe der Vickershérte

in kgf:mm™ zu berechnen ist.

Liu et al. [88] modifizierten den Term nach Gleichung (2-34), indem sie unabhingig vom Ris-
sinitiierungsort J = 2 setzten. Zusétzlich zu dieser ersten oberen Grenzkurve fiihrten sie eine

untere Grenzkurve fir die Grofle der FGA nach

2,7-(71v +120)"" "
NN =[ ( ) (2-35)

O

a

ein. Demnach ist eine Ausbildung der FGA nur im Bereich der beiden Grenzkurven moglich.
Die analytischen Beziehungen zeigen, dass die Grof8e der FGA mit zunehmender Spannungs-
amplitude abnimmt und nicht von der Gréf3e des Einschlusses am Rissinitiierungsort beeinflusst
wird. [16]

Pereira et al. [89] verglichen die beschriebenen analytischen Beziehungen mit experimentellen
Vermessungen der FGA auf der Bruchfliche und konnten eine gute Ubereinstimmung mit den

berechneten Werten aus Gleichung (2-34) mit dem Faktor nach Liu et al. feststellen.

2.4.2.2 Zusammenhang zwischen der Grofle der FGA und der Lebensdauer

Chapetti et al. [76] geben bei Kenntnis der GréB8e der rissinitiierenden Fehlstelle \/A_d den Zu-
sammenhang zwischen \/ArGa und der Lebensdauer Nr wie folgt an:
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A
FGA — 0’ 25 . NfO,lZS (2—36)
V Ad

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

Cy
N,=N, =C, ( Vj;_GA —1]
d

Caund Cg sind Materialkonstanten, die iiber die Anpassung der obigen Funktion anhand expe-

(2-37)

rimenteller Daten erfolgen kann. In [90] wurden dazu aus Versuchen mit vier hochfesten Stih-
len (HV > 400) die Werte Ca =5-107 und Cg =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 hoheren Lebensdauern der untersuchten Proben fiihrt.

2.4.2.3 Rissinitiierung und Rissfortschritt in der FGA

Liet al. [16] fassen die kontroverse Diskussion zusammen, ob die FGA aufgrund des Riss-
wachstums entsteht [18,92—94] oder eine Rissinitiierung in Grofle der FGA stattfindet [95,96]
und anschlieBend 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 bendtigt werden [16—18]. Fiir die An-
nahme des Risswachstums in der FGA sprechen u. a. die Untersuchungen von Yoshinaka et al.
[97]. Sie konnten in situ mit zerstorungsfreien pCT-Untersuchungen mittels Synchrotron Strah-
lung Rissinitiierung und —wachstum an einer Ti6Al4V Probe beobachten und Rissfortschritts-
raten von 1071 bis 10'! m/LW messen. Eine weitere Methode zur Bestimmung von da/dN-Ra-
ten im Bereich der FGA wird in [98-100] untersucht. Uber zweistufige Blocklastversuche
konnten innerhalb der FGA Rastmarken erzeugt werden, die anschlieBend mikroskopisch aus-
gewertet wurden. Die ermittelten Rissfortschrittsraten in der FGA liegen demnach ebenfalls im
Bereich zwischen 10* und 10" m/LW fiir den Stahl SUJ2 (ihnlich 100Cr6) und zwischen
102 und 10" m/LW fiir den hochfesten Stahl SCM440 (ihnlich 42CrMo4). Die Autoren aus
[71,92,93] fiihrten ebenfalls Ermiidungsversuche 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 frithen Phase
der Lastgeschichte gebildet wird (N < 0,01-Nf) und die GroBe der FGA bis kurz vor dem Ver-
sagen einer Probe (N > 0,9- Ny) anndhernd konstant bleibt, bevor ein Sprung im Wachstum der
FGA auf die maximale GroBe der FGA stattfindet, wie in Abbildung 2-16 dargestellt. [16]

Die in den erwihnten Ver6ffentlichungen ermittelten Rissgeschwindigkeiten sind um ein viel-
faches kleiner als der eigentliche Gitterabstand (= 107'° m) der Materialien [82] und um das
100 — 1000 fache geringer im Vergleich zum Risswachstum im umgebenden FiE (z. B. 10~ bis
10" m/LW nach Sander et al. [63]). Nach [92] kann der Riss im Bereich der FGA folglich nicht

Zyklus fiir Zyklus wachsen und daher nicht iiber gingige Rissausbreitungskonzepte beschrie-
ben werden. [16,33]

A
Maximale Grof3e der FGA bei einer gegebenen
Spannungsamplitude o,
e f =t e = s N; ...... ZVHI - -

~ \/Zd 2 J

M)
2

§ \/Zd,l
=

Vg, > V4,
|

Bruchlastspielzahl N; (log)
Abbildung 2-16: Vorstellung des Risswachstums in der FGA nach Li et al. [92].

2.4.2.4 Spannungsintensitdtsfaktoren am Rand der FGA

Murakami et al. [70,101], Sakai et al. [72] oder Shiozawa et al. [71] gehen davon aus, dass die
zyklische Spannungsintensitit AKrca, die sich am Rand der FGA ergibt, genau dem Schwel-
lenwert gegen Ermiidungsrissausbreitung langer Risse AKw,c entspricht. D. h., dass eine FGA
nur ausgebildet wird, wenn der zyklische Spannungsintensitédtsfaktor AKq der Fehlstelle kleiner
als AKc ist. Weiterhin wird AK1c weder von der Bruchlastspielzahl Nr[102,103] noch von
der Spannungsamplitude ga [102] beeinflusst.

Abbildung 2-17 zeigt den Zusammenhang zwischen Krga bzw. K4 und der Bruchlastspielzahl
Nrfiir Ti6Al4V nach Liu et al. [103]. Bei negativen Spannungsverhéltnissen wird hdufig davon
ausgegangen, dass die Druckspannungen im negativen Halbzyklus der Ermiidungsbelastung
keinen Beitrag zum Schwellenwert leisten, und somit allein der SIF K anstelle des zyklischen
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SIF AKi der entscheidende Faktor fiir das Risswachstum ist [78,104]. Die von Liu et al. [103]
kalkulierten Krga-Werte am Rand der FGA verlaufen nach Abbildung 2-17 konstant iiber die
Bruchschwingspielzahl. Die SIF an den Defekten Kq nehmen hingegen mit zunehmender

Bruchschwingspielzahl ab.

‘ ‘ ‘ ‘ o K,
o ! ! ! ® Ko

4 SN O O A 4 I 1
o ! @ (]
E © S¥Mmoswe P e |IiuSim

& Q. =11

E 3 - d&p’@’o ””””””””””
v} 90 g

2 —f--d bbb b %8

1 f f f f

1E+5 1E+6 1E+7 1E+8 1E+9

N [-]
Abbildung 2-17: Spannungsintensitdtsfaktoren 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 fiir einen Federstahl bei R = -1 mit
Krga=3,9+0,2 MPa\/r_n. In [75] sind fiir einen Chromstahl dhnliche SIF im Bereich von
Krea=4 MPa\/E bis 6 MPa\/r_n berechnet worden. Die zusitzliche Auswertung der SIF an den
Defekten zeigt in [75] einen dhnlichen tendenziellen Verlauf, wie schon fiir die Titanlegierung
in Abbildung 2-17 dargestellt. In Spriestersbach [33] ist der gemittelte Wert fiir Krga mit
4,25 MPa\/r_n fiir den hochfesten Stahl 100Cr6 angegeben.

Die ermittelten FGA-Schwellenwerte zeigen eine Korrelation zu den experimentell ermittelten
Langrissschwellenwerten verschiedener Stihle Kinje = 3,25...9 MPay/m [20,33,106-108] fiir
R = -1. Fiir Ti6A14V wurde z. B. in [109] ein Mittelwert von Kinjc = 4,6 MPa\/m fiir 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 grof3en Teil auf Belastungsbedingungen bei CA-Belastung.

Zur Erklarung der FGA gibt es flinf haufig diskutierte Modelle in der Literatur:
e _Hydrogen Embrittlement Coupled with Fatigue” nach Murakami et al. [110]:
e  Dispersive Decohesion of Spherical Carbide” nach Shiozawa et al. [71]:

e . Polygonization and Microdebonding” nach Sakai et al. [72]



2.4 Ermiidung metallischer Werkstoffe im Very High Cycle Fatigue Bereich 33

e Continuous Grain Refinement and Crack Propagation” nach Grad et al. [111]

e _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-
schliissen fest, dessen versprodende 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 fiir das ,,Hyd-
rogen Embrittlement Coupled with Fatigue” Modell (Abbildung 2-18). Nachdem die kritische
GroBe der FGA vom Ermiidungsriss durchlaufen wurde, wachst der Riss ohne die Unterstiit-
zung des Wasserstoffs im FiE weiter. Die Prasenz der Wasserstoffanreicherung an Einschliissen
konnte weiterhin in [114—116] nachgewiesen werden. AuBBerdem zeigt sich bei mit Wasserstoff
beladenen Proben eine Zunahme der Grof3e 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 kiinstlich eingebrachten Oberflaichendefekten.

Risswachstum unterstiitzt
durch Wasserstoffversprodung

Risswachstum im
i Paris Bereich

| Defekt FGA | FiE

1 1

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 fiir den Stahl SUJ2 (vergleichbar mit 100Cr6) gleichméBige
kugelformige Karbidausscheidungen in der FGA, die durch die Warmebehandlung des Materi-
als entstehen. Durch Ablosungen der Karbide wihrend der zyklischen Belastung entstehen nach

Shiozawa et al. Mikrorisse in der ndheren Umgebung des Einschlusses (Abbildung 2-19a).

Durch die weitere zyklische Belastung breiten sich die Mikrorisse entlang der Grenzen zwi-
schen sphérischen Karbiden und der Matrix aus, nehmen mit steigender Lastwechselzahl in
GroBe und Anzahl zu und vereinen sich am Ende der FGA-Bildung zu einem ausbreitungsfa-
higen Riss. Das Risswachstum im FiE (Abbildung 2-19b) findet danach unabhéngig von Kar-
bidgroBe und —verteilung statt. Shiozawa et al. [71,118] konnten die Rauheit an der Oberflidche
im Bereich der FGA mit den detektierten Karbidgroen korrelieren. Allerdings kann das Modell
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die FGA-Bildung fiir Werkstoffe ohne Karbide (z. B. Titan-Legierungen) nicht beschreiben.
Die Kornfeinung unterhalb der Bruchfldche in der FGA wird jedoch weder von Shiozawa noch

von Murakami diskutiert.

Bruchfliachenprofil beeinflusst
durch sphérische Karbide

/

Defekt FGA | FiE

Risswachstum im FiE unabhéngig von

/ Mikrostruktur

Defekt FGA FiE

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) Bruchfldiche mit Rauheit aufgrund der Karbide bzw. durch
Ablésung der Karbide.

2.4.3.3 Modell nach Sakai et al.

Das erste Modell, welches die Gefligeverdanderungen in der FGA betrachtet, stammt von Sa-
kai et al. [72,119] nach Abbildung 2-20. Demnach kommt es wéhrend der zyklischen Bean-
spruchung zu starker Polygonisation (Versetzungsumlagerung) des Metallgitters im Bereich
der FGA. Im Anschluss entstehen Mikrorisse durch Ablosungen zwischen Feinkornzone und
dem umgebendem Grundmaterial, die stetig weiterwachsen, sich zusammenschlieen konnen
und so einen Riss innerhalb der gesamten FGA bilden. Im Vergleich zu den anderen Modellen
verlduft der Riss nach Sakai et al. [120] genau zwischen den Grenzen des FGA-Layers und der
Matrix. Die Feinkornzone sollte entsprechend nur auf einer Probenhélfte mittels z. B. Focused
Ion Beam (FIB) Technik zu beobachten sein, was Sakaietal. [120] am Beispiel des
SUJ2-Stahls bei R = -1 auch belegen konnten. Hong et al. [83] fanden jedoch auf beiden Pro-
benhilften eines hochfesten Stahls bei einem Spannungsverhéltnis von R = -1 Feinkornzonen.

Sun et al. [121] konnten beide Fille an einem nichtrostenden Stahl bei R = -1 beobachten.
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... iiber Polygonisation

Mikro-Ablosungen

| Defekt FGA FiE | Defekt, FGA FiE
T 1 T T

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 Gréfe durch die lange Sequenz der zykli-
schen Belastung, (b) Bildung und Zusammenschluss von Mikro-Ablosungen zwischen FGA und
Grundgefiige; (c) Vollstindige Verteilung der Mikro-Ablosungen tiber die granulare Schicht und Bil-
dung des Penny-Shaped Risses um den Defekt, (d) Bruchfliche mit Bereichen feiner Korner und
Grundgefiige.

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 zunédchst ein Einschluss existieren, dessen lokaler Spannungsintensititsfaktor Kmax unter-
halb des globalen Schwellenwerts Kin,1c gegen Rissausbreitung fiir 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 Kin,local durch das fein-
kornige Gefiige. Geringere Schwellenwerte bei feinkornigen Materialien sind aus der Literatur
[122] bekannt. Falls Kmax des Einschlusses den lokalen Schwellenwert {iberschreitet, kommt es
zur Rissinitiierung und zum Rissfortschritt bis zu einer Risslidnge, deren Spannungsintensitéts-
faktor den globalen Schwellenwert des Materials iiberschreitet und eine Rissausbreitung ohne
Kornfeinung im FiE ermdglicht. Die Bildung eines feinkornigen Bereichs ist entsprechend
keine Nebenerscheinung der Ermiidungsrissausbreitung, sondern eine notwendige Bedingung
fiir das Versagen im VHCF-Bereich. Die in den Experimenten beobachtete Abnahme der Dicke
des FGA-Layers mit zunehmendem R-Verhéltnis, ist nach Sippel et al. [123] durch die Ab-
nahme des Schwellenwerts K e bei hoheren Spannungsverhéltnissen [124] sowie der Ab-
nahme der Grofe der umkehr-plastischen Zone wéhrend der Entlastung begriindet. Schlie3lich
konnen so keine neuen Versetzungszellen sowie die daraus resultierende Kornfeinung gebildet

werden.
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(a)

plastische Zone ! (¢

Versetzungs- :
zellen

A

Korngrenzen

Knax < Kth,lc
Knax > Kh‘local

, FGA , Defekt , FGA , FIiE —

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-
gefiige; (b) Bildung ciner plastischen Zone mit Versetzungsbewegungen durch zyklische Belastung; (c)
Anhdufen der Versetzungsbewegungen und Bildung von Versetzungszellen; (d) Entstehung von Nano-
kornern an den Versetzungszellen; (e) Rissinitiierung nach Herabsetzen des lokalen Schwellenwerts
K tocar aufgrund des feinkornigen Gefiiges, (f) Rissausbreitung durch den feinkérnigen Bereich und
Wiederholung ab Schritt (b); (g) Kritische GréfSe der FGA durch Uberschreiten des Schwellenwerts
fiir lange Risse K ic und Ubergang zum FiE Risswachstum.

Durch Vermessung der Einschliisse und FGA-Flichen konnte eine gute Ubereinstimmung zwi-
schen bekannten Schwellenwerten aus der Literatur und der maximalen Spannungsintensitét

am Ende der FGA bzw. am Einschluss ermittelt werden [117,125]. Fiir sehr grof3e Einschliisse,
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deren effektive Spannungsintensitéitsfaktoren Kmax schon den globalen Schwellenwert {iber-
schreiten, zeigte sich keine FGA-Bildung. Die Kmax-Werte wurden mit dem \B-Konzept nach
Murakami [57] bestimmt.

Ritz [126] wertete die AKq bzw. AKrga-Werte unter drei verschiedenen Spannungsverhéltnissen
aus. Fiir 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 Bruchfldche 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. miisste sich entweder gar keine oder eine
FGA in unmittelbarer Einschlussumgebung zeigen. Fir R=0,5 konnte Ritz [126] keine
FGA-Bildung beobachten, obwohl die berechneten AK4¢-Werte unterhalb des entsprechenden
Schwellenwerts fiir lange Risse AKin,c 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 fiir die Rissinitiierung und das Risswachstum voraus. Vielmehr
werden die Gefiigeverdnderungen in der FGA als Folge des Risswachstums im VHCF-Bereich
gesehen. Untersuchungen an einem hochfesten Stahl [83] und an Ti6Al4V [73] zeigten aus-
schlieBlich FGA-Bildung bei negativen R-Verhéltnissen. Nach dem NCP-Modell sind zwei Be-
dingungen fiir die FGA-Bildung nétig: (i) hdufig wiederkehrender Bruchflachenkontakt und
(11) sehr geringe Rissausbreitungsgeschwindigkeiten. Beide Bedingungen werden bei Ermii-
dungsbeanspruchungen im VHCF-Bereich erfiillt, solange Rissuferkontakte bei entsprechend
niedrigen R-Verhiéltnissen auftreten. Die Rissinitiierung erfolgt am Einschluss im Grundmate-
rial durch akkumulierte plastische Dehnungen nach hinreichend vielen Lastspielen. Indem wéh-
rend der Ermiidungsbeanspruchung beide Bruchflichen kontinuierlich in Abhéngigkeit vom
Spannungsverhéltnis und aufgrund von RissschlieBeffekten in Kontakt geraten, bildet sich in
beiden Probenhilften eine Feinkornzone aus. Aulerhalb der FGA im FiE wichst der Riss an-
schlieBend im Paris-Bereich weiter. Ein Nachteil des NCP-Modells ist nach [123] der Fakt,
dass die FGA bei positiven Mittelspannungen nur zu erkldren ist, wenn RissschlieBeffekte auf-
treten, die die eigentlichen Belastungsbedingungen iiberkompensieren. Auflerdem 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] feinkdrnige Bereiche beobachtet, die mit
dem NCP-Modell nicht zu erkliren 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 Nanokérner im Anschluss an den Rissfortschritt
durch wiederholtes Verpressen der Rissufer; (c) Ausbildung des FGA-Layers und Bildung neuer Na-
nokérner an der neuen Rissoberfliche; (d) Ende der FGA-Bildung und Ubergang zum Risswachstum
im FiE.

2.4.3.6 Weitere Ansitze zur FGA-Bildung

Neben den vorgestellten Modellen existieren noch weitere Uberlegungen zum Bildungsmecha-
nismus der FGA. Chang et al. [84] vermuten durch die Auswertung von Selected Area Diffrac-
tion Beugungsbildern, dass die Grof3e der feinen Korner unter der Bruchfldche sowohl mit dem
Risswachstum als auch mit steigendem Abstand zur Bruchfliche zunimmt. Dariiber 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 fiir die Bildung der eigentlichen

Feinkornzone ist.

Oguma et al. [128] vermuten als Ursache fiir die Bildung der Nanostrukturen unterhalb der
Bruchfliche ein Kaltverschweiflen der Kontaktflichen unter Vakuumbedingungen wihrend des

negativen Halbzyklus der Ermiidungsbelastung.

Wang et al. [129] bauen auf dem NCP-Modell von Hong et al. [127] auf und vermuten, dass
die Bereiche aus feinen Kornern dhnlich wie bei Prozessen der mechanischen Oberfldchenbe-
handlung, wie z. B. dem Surface Mechanical Attrition Treatment (SMAT) durch sehr starke
plastische Verformungen entstehen. Bei der SMAT-Behandlung werden die Oberflichen mit
Frequenzen von ca. 20 kHz kugelgestrahlt und sowohl einer hohen Kugeldichte als auch grof3en
Dehnraten (10-100 s!), dhnlich 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 Korner mit zufélligen kristallographi-
schen Orientierungen beobachteten. Nach Wang et al. [129] lasst sich die FGA-Bildung durch
das NCP-Modell nach Hong et al. [83,127] in Verbindung mit dem SMAT-Prozess erkldren.
Dennoch schlieBen Wang et al. eine verstarkte Rissbildung durch Wasserstoffversprodung
nicht aus, da Einschliisse bevorzugte Positionen fiir eine Anreicherung von Wasserstoff wéh-
rend des Erstarrungsvorgangs sind. In diesem Zusammenhang ist nach [129] die chemische

Zusammensetzung des FGA-Layers von entscheidender Bedeutung.

In [74] fithrten Wang et al. weitere Untersuchungen zur FGA-Bildung an einem rostfreien Fe-
derstahl und einem hochfesten Wailzlagerstahl durch. Nach der Ermiidungsbelastung wurde die
FGA auf der Bruchfliche durch vorsichtiges Polieren entfernt und der Schliff angeétzt, um die
Mikrostruktur direkt unter dem Rissinitiierungsbereich zu untersuchen. Als Begriindung fiir die
Entstehung von Nanostrukturen und Hohlrdumen sehen Wang et al. [74] die Bildung eines Ver-
setzungsaufstaus aufgrund des Aufschichtens von Versetzungsbewegungen innerhalb ehemali-
ger Austenitkorner, so dass die Entwicklung von FGAs orientierungsabhingig ist und sich in

Bezug auf die Belastungsrichtung éndert.
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Abbildung 2-23: Modell zur FGA-Bildung nach Song und Sun nach [132] (a) Rissinitiierung durch
lokale Akkumulation von plastischen Dehnungen unterstiitzt durch Versetzungsbildung; (b) Bildung
der Nanokorner aufgrund der Wechselwirkung zwischen den Versetzungen wihrend der zyklischen
Belastung — Bildung weiterer Mikrorisse ohne Kornfeinung moglich; (c) Zusammenschluss der Mikro-
risse gefolgt von Kornfeinung durch nun héhere Spannungsintensitdt oder der Bildung neuer Mikro-
risse; (d) Ende der FGA-Bildung und Ubergang zum Risswachstum im FiE.

Sun et al. [121] fiihrten umfassende elektronenmikroskopische Untersuchungen an einem mar-
tensitischen rostfreien Stahl durch und fanden sowohl Gefiigeveranderungen auf nur einer Seite

als auch auf beiden Seiten der Bruchflidche. Sie gehen davon aus, dass sich Mikrorisse zunichst
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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 Gefiigestruktur dndert oder nicht, hingt
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 Korner erfolgen als auch an lokalen Positionen ohne deren Einfluss.
Daher ist sowohl die einseitige FGA-Bildung auf gegeniiberliegenden Bruchflichen nach Sa-
kai et al. [120] plausibel, als auch die Beobachtungen von Hong et al. [83], die auf beiden Pro-
benhilften eine FGA beobachten konnten. Weiter erklirt der Ansatz die Phinomene, dass sich
auch bei einer CA-Belastung teilweise nur lokale Feinkornzonen unterhalb der Bruchflache
zeigen [121,133], in anderen Verdffentlichungen aber ein durchgéngiger, konstanter
FGA-Layer gefunden wurde [81,121].

2.4.4 Einfliisse auf das Ermiidungsverhalten im VHCF-Bereich

Im Folgendem wird der Einfluss der Mittelspannung bzw. des Spannungsverhiltnisses auf das
Ermiidungsverhalten im VHCF-Bereich beschrieben. Im Anschluss werden die Besonderheiten
bei der Aufbringung von Belastungskollektiven erortert und die Erkenntnisse zum Rissausbrei-

tungsverhalten in korrosiven Medien bei sehr hohen Lastwechselzahlen beleuchtet.

2.4.4.1 Mittelspannung bzw. R-Verhiltnis

Abbildung 2-24 zeigt am Beispiel des in dieser Arbeit untersuchten Vergilitungsstahls
34CrNiMo6 die Konstruktion des Haigh-Diagramms nach verschiedenen analytischen Ansit-
zen (Goodman, Gerber [19] sowie der FKM-Richtlinie [134]) und einen Vergleich mit den
experimentellen Langzeitfestigkeiten fiir 10° 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 10°
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
fiir den Werkstoff ermittelt wurde, konnte hingegen die experimentellen Werte bei den unter-
suchten R-Verhiltnissen nicht beschreiben. Auch die Ansétze 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 fiir experimentelle Langzeitfestigkeitswerte im VHCF-Bereich ge-
zeichnet nach unterschiedlichen Ansdtzen fiir positive Mittelspannungen (R > -1) des Vergiitungsstahls
34CrNiMo6 nach [63,136].

Abbildung 2-25: FIB-Untersuchungen an VHCF-Proben aus X10CrNiMoV12-2-2 in der Umgebung
der Rissinitiierung bei (a) o, = 530 MPa, Ny=2,68-10°, R = -1; (b) 6, = 513 MPa, N;= 5,15-10,

R =-0,5; (c) 0. = 388 MPa, Ny=1,92:10°, R = 0,1 und (d) 6, = 264 MPa, Ny = 5,42-10°, R = 0,5. [81]
Kovacs et al. [62] untersuchten den hochlegierten Stahl X10CrNiMoV12-2-2 bei vier verschie-
denen Spannungsverhéltnissen von R=[-1 | 0,1 | 0,5 | 0,7]. Fiir R =0,7 &hnelten die Ermii-
dungsbruchflidchen eher den Bruchflichen von quasi-statischen Zugversuchen, hervorgerufen
durch das extreme zyklische Kriechen wihrend des Ermiidungsversuchs. Eine FGA konnte in
[62] nur auf Bruchflachen beobachtet werden, die unter R = -1 getestet wurden. Die Autoren

vermuten, dass ein vermindertes RissschlieBen und zyklisches Kriechen wihrend der Versuche



42 2 Grundlagen und Stand der Technik

fiir R-Verhiltnisse R >0 dazu fiihren, dass bei hoheren Spannungsverhéltnissen keine FGA
mehr beobachtet werden konnte und die Grofle der vermessenen FiE-Zonen anstiegen. Weiter-
hin zeigte sich in den Ermiidungsdaten, dass sich mit zunehmender Mittelspannung bzw. gro-
erem R-Verhdltnis die Bruchlastspielzahlen zu immer hoheren Lebensdauern verlagerten.
Kovacs et al. fiihrten die Beobachtungen auf erhdhte lokale plastische Verformungen in der
Umgebung der Einschliisse und Risse zuriick. Diese Tendenz zeigt sich zum Teil auch in den
Ermiidungsdaten von Miiller [135], der den Vergiitungsstahl 34CrNiMo6 unter vier R-Verhélt-
nissen untersuchte. Ritz et al. [81,137] fiihrten weitere Untersuchungen auf Grundlage der Er-
kenntnisse von Kovacs durch und fanden anhand von FIB-Untersuchungen heraus, dass sich in
Abhidngigkeit des Spannungsverhéltnisses unterschiedlich dicke FGA-Layer unterhalb der
Bruchflache 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 Spannungsverhéltnisse R =0 und R =-1 an einem
CrNi-Getriebestahl und fiihrten Topographieuntersuchungen der Bruchfldchen in der Néhe der
Rissinitiierung durch. Die Morphologie im Bereich der FGA war bei R = -1 ausgeprégter und
rauer im Vergleich zu R = 0. Die Autoren schlussfolgern daraus, dass die FGA-Bildung sowohl
von der Anzahl an Belastungszyklen abhdngt als auch eng an RissschlieBeffekte gekniipft ist.
Schéonbauer et al. [139] untersuchten weiter einen nichtrostenden Stahl unter drei positiven
Spannungsverhéltnissen von R =[0,05 | 0,5 | 0,8] unter Einfluss von Chlorid-Lésungen sowie
in Luft bei 90°C und Pan et al. [140] fithrten umfassende Analysen bei verschiedenen Mit-
telspannungen (R = -1 bis R = 0,8) an Ti6Al4V durch, um die Ermiidungsbruchfldachen auf die
Bildung einer FGA zu untersuchen. Auf Grundlage der Ergebnisse in [140] schlagen Pan et al.
eine alternative Beziehung fiir die Beschreibung des Haigh-Diagramms im VHCF-Bereich vor
und fanden auBBerdem FGA-Zonen sowohl an inneren Defekten als auch an Oberflichendefek-

ten.

2.44.2 Variable Amplitudenbelastung

In der Realitit werden Bauteile sehr selten mit einer reinen CA-Belastung beansprucht. Die
stindige Variation von Mittelspannung und Lastamplitude kann durch auftretende Reihenfol-
geeffekte [20] einen Einfluss auf die Ermiidungseigenschaften der untersuchten Materialen ha-
ben. In der Literatur sind sowohl die Effekte von repetitiven zweistufigen Blockbelastungen
[63,99,100,135,141], der kumulativen GauB3-Verteilung [142—146] oder realen Belastungskol-
lektiven [135,136] auf die Lebensdauer untersucht worden. Im Allgemeinen zeigt sich unab-
hingig vom R-Verhiéltnis [145,146] eine Verschiebung der ertragbaren Spannungsamplitude
bei einer VA zu hoheren Lastwechselzahlen im Vergleich zu einer CA, wenn in der Wohler-

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 GauB3-Kollektivs im VHCF-Bereich weder anhand von ermittelten CA-Daten noch von er-
mittelten VA-Daten aus dem HCF-Bereich, vorhergesagt werden konnen. Die Autoren vermu-
ten, dass sich die groe Anzahl an Niedriglastzyklen vorwiegend negativ, unter bestimmten
Bedingungen aber auch positiv auf die Lebensdauer auswirken konnen. Schénbauer et al. [146]
untersuchten u. a. den Einfluss des Ommission-Levels, also dem Abschneiden kleiner Span-
nungsamplituden [22], des eingesetzten Gaul3-Kollektivs und schlussfolgern, dass ein Ommis-
sion-Level von 60 % der maximalen Spannungsamplitude zu akzeptablen Ergebnissen fiihrt,
wihrend die Versuchsdauer gleichzeitig deutlich reduziert wird.

Durch die Untersuchung der Rastmarken, die sich durch die unterschiedlichen Beanspru-
chungszusténde bei einer VA-Belastung ergeben, konnten in vielen Verdffentlichungen 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 aulerdem die GroBe der beobachteten FGA um den Einschluss gezielt
verdndern, indem sie den Ermiidungsversuch auf einem zuvor schon untersuchten Referenz-
spannungsniveau unterbrachen, die Spannungsamplitude verringerten und anschlieBend den
Versuch bis zum Bruch weiter fortfithrten. Im Vergleich zum Referenzspannungsniveau zeigten
sich auf den Bruchflichen nach Herabsetzen der Amplitudenbelastung deutlich groBBere FGAs.

Miiller [135] untersuchte die unterschiedlichen Rekonstruktionsvarianten des Helikopterrotor-
kollektivs FELIX bei R = -1 an einem Vergiitungsstahl, 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 Briiche zu hohe-
ren Lastwechselzahlen im Vergleich zu den Ergebnissen bei CA-Belastung [135,136].
Stécker et al. [136] untersuchten das Windturbinenlastspektrum WISPER bei R = 0. Die Aus-
wertung der Ermiidungsdaten zeigte hingegen keinen signifikanten Unterschied im Vergleich
zur CA-Belastung.

2.4.4.3 Korrosion im VHCF-Bereich

Im VHCF-Bereich werden Umwelteinfliisse, insbesondere Korrosionsermiidung, recht selten
untersucht [15,139,147—-155]. Die Erkenntnisse von E/ May et al. [155] zeigen, dass die Anzahl
der Belastungszyklen bzw. genauer gesagt die Rissinitiierung unter dem Einfluss von korrosi-
ven Losungen und nicht die Zeit in der Losung als entscheidender Faktor anzunehmen ist. Sie
untersuchten dafiir 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 Spannungsverhiltnisses keine nennenswerten Abweichungen in
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der Lebensdauer und der Rissinitiierung aufgrund der Belastungsfrequenz ausmachen.
El May et al. [155] stellten auBerdem 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 zuriickfiihren.
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-
ermiidung schiitzt. Pérez-Mora et al. [147] testeten glatte und vorkorrodierte VHCF-Proben bei
R =-1 bis 10° Zyklen aus einem martensitisch-bainitischem Offshore-Stahl, der zur Fertigung
von z. B. Verankerungsketten genutzt wird. Sie fiihrten ihre Untersuchungen in Luft und in
kiinstlichem Seewasser unter stetigem Bespriithen der Proben durch und beobachteten eine dras-
tische Abnahme der Ermiidungsfestigkeiten sowie hohere Rissausbreitungsraten im Seewasser.
Der ermittelte Schwellenwert zeigte aber nur sehr geringe Abweichungen zu den Untersuchun-
gen an Luft. Schonbauer et al. [139] erzeugten kiinstlich einzelne Korrosionsgruben in der
Messlange von VHCF-Proben aus nichtrostendem martensitischen Stahl und fithrten Ermii-
dungsversuche in zwei korrosiven Hochtemperaturmedien (O> geséttigt und ungesittigt) mit
drei unterschiedlichen R-Verhéltnissen durch. Sie konnten eine signifikante Abnahme der Er-
miidungsfestigkeit in der aggressiveren mit Sauerstoff gesittigten Losung feststellen. Weiter
fanden die Autoren entgegen ihrer Vermutung hohere AKw-Werte in beiden korrosiven Medien
im Vergleich zu Luft. Nach [139,156] vermuten Schénbauer et al. RissschlieBmechanismen als
Erklarung fiir die Beobachtungen. Zhao et al. [148] testeten Ti6Al4V in einer 3 % NaCl-Lo6-
sung und stellten ebenfalls eine geringe Abnahme der Ermiidungsfestigkeit im Vergleich zu
Luft fest. Sie identifizierten kleine Oberflichendefekte 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 LochfraBBkorrosion hervorgerufene Korro-
sionsgruben und Oberflachendefekte, die durch Vorkorrosion an der Luft verursacht werden
oder wihrend der Ermiidungsversuche in aggressiven Losungen 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 Uberblick iiber 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
VHCEF-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 Hirtewerte nach Vickers wurden am Fraun-
hofer IGP in Rostock und am Lehrstuhl fiir Werkstofftechnik der Universitit Rostock aufge-
nommen.

Tabelle 3-1: Untersuchte metallische Werkstoffe.

DIN EN 10027-1 DIN EN 10027-2  Art des Werkstoffs

34CrNiMo6 1.6582 Vergiitungsstahl

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 ~ Rn [MPa] R.[MPa]  E[GPa] A [%] HV1

1.6582 1091'! 1013 ! 193,7! 21,96 35772

1.0579 593! 364! 196! 17! 162,6°

1.4462 963 * 753 ¢ 200° 244 344,23

3.7165 1120! 1078 ! 116! 272! 361 2

Eine Ubersicht 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 Warmebehandlungsofen kurz oberhalb der Ac3

! Daten aus Zugversuchen mit jeweils 3 VHCF-Proben (1.6582, 1.0579) bzw. 2 VHCF-Proben (3.7165).

2 Messung am Lehrstuhl fiir Werkstofftechnik der Universitit Rostock; Mittelwert aus jeweils 6 Einzelmessungen.
3 Messung am Fraunhofer IGP; Mittelwert aus jeweils 5 Einzelmessungen pro WerkstofT.

4 Daten nach Werkstoffzeugnis.

5 Daten nach Werkstoffdatenblatt [158].
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Temperatur geglitht und in ruhender Atmosphére abgekiihlt, um einen normalgegliihten Zu-
stand (+N) des Gefiiges herzustellen. Alle weiteren Werkstoffe wurden keiner weiteren Wir-
mebehandlung unterzogen, im gelieferten Zustand auf die entsprechende Probenform (siehe
Kapitel 3.2) abgedreht und anschlieBend im Messbereich bis zu einer 4000er Kérnung 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°¢ 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 1,623 477 222 3232 0,176 0,001 0,029 0,05

3.71657 - - - 0,02 - - 0,01 - - 92,61
Werkstoff Co Al N Vv As Zr Nb Fe

1.6582°¢ 0,01 0,02 - 0,001 0,007 - 0,001 9535

1.0579 # - 0,03 - - - - - 98,06

1.4462 4 - - 0,182 - - - - 67,35

3.71657 - 296 0,18

20 u

Abbildung 3-1: Schliffbilder der untersuchten metallischen Werkstoffe. (a) Vergiitungsstahl
34CrNiMo6 (1.6582; Atzung: Beraha-I, nass, 6 s); (b) Baustahl $355J2C+N (1.0579; Atzung: Nital);
(c¢) Nichtrostender Duplex-Stahl X2CrNiMoN22-5-3 (1.4462; Atzung: V2A Beize),; (d) Granulat
Ti6AI4V (3.7165; Atzung: Weck); (e) Electron Beam Melting (EBM) Ti6AI4V (3.7165-A; Atzung: Am-
moniumbifluorid).

In Abbildung 3-1 sind die Schliffbilder der untersuchten Werkstoffe gezeigt. Abbildung 3-1a
zeigt Martensitanteile (blau gefarbt) sowie Zwischenstufengefiige (verschieden braun geférbt)
des Vergiitungsstahls (vgl. [159]). Abbildung 3-1b zeigt das ferritisch-perlitische Gefiige des

untersuchten Baustahls im Zustand nach der Warmebehandlung. Der nichtrostende Duplex-

¢ Chemische Analyse iiber Funkenemissionsspektrometrie am Fraunhofer IGP Rostock; Mittelwert aus 5 Einzel-
messungen.
7 Chemische Analyse iiber Rontgenfluoreszenzspektroskopie am Leibnitz Institut fiir Katalyse in Rostock
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Stahl in Abbildung 3-1c weist ein ferritisch-austenitisches Gefiige auf (vgl. [160]). Abbil-
dung 3-1d zeigt einen metallischen Schliff des eingesetzten Ti6Al4V-Granulats fiir die Weiter-
verarbeitung im Electron Beam Melting (EBM) Prozess. Vergleichend ist in Abbildung 3-1e
das Gefiige der a-f Titanlegierung nach dem Druckprozess zu sehen. Beide Abbildungen zei-
gen eine korbgeflechtartige bzw. Widmanstdtten Anordnung der a- und f-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]
PartikelgroBe  Strom- Geschwindig-  Fiillabstand Schichtdi- Umgebungs- Porositét
[um] stirke [mA] keit [mm/s] [wm] cke [um]  druck [mbar] [%]
45-105 21 4530 100 50 5-10* 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 Ermiidungsversuche mit tiberlagerter Mittelspannung (R # -1) durchzufiihren,
sind an beiden Schwingmassen Gewinde vorgesehen, wihrend fiir Ermiidungsversuche bei
Zug-Druck Belastung (R = -1) ein einseitig angebrachtes Gewinde geniigt. Die konkret fiir je-
den Werkstoff durchzufiihrende Probenauslegung wurde durch eine numerische Modalanalyse
mit ANSYS® Workbench durchgefiihrt. Die Eigenfrequenz der Proben mit longitudinaler
Schwingform ist dazu auf die vom Ultraschallpriifstand vorgegebene Priiffrequenz von ca.
19,3 kHz anzupassen. Die optimierten geometrischen Parameter sind in Tabelle 3-5 in Abhén-

gigkeit des untersuchten Werkstoffs gelistet.
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Abbildung 3-2: VHCF-Probengeometrie in Abhdngigkeit der Parameter nach Tabelle 3-5 fiir Ermii-
dungsversuche bei R = -1 sowie fiir R # -1 mit zweitem Gewinde.
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Tabelle 3-5: Geometrische Abmessungen der VHCF-Proben in Abhdngigkeit des untersuchten
Werkstoffs.

Werkstoff dme [mm] [ [mm]  #[mm] [, [mm] [n[mm] dn[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 Ultraschallpriifstand vorgestellt und die innerhalb dieser
Arbeit vorgesehenen Erweiterungen sowohl des Priifstands als auch der Steuerungssoftware
erliutert. Weiter wird ein Uberblick iiber die eingesetzten Standardlastspektren zur Untersu-

chung bei variabler Amplitudenbelastung gegeben.

4.1 Ultraschallpriifstand

Die Ermiidung 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 Ultraschallermiidung liegt darin, dass Ermiidungskennwerte wie z. B. Wohlerli-
nien, Langzeitfestigkeiten oder auch Schwellenwerte wirtschaftlich in kurzen Zeiten bestimmt
werden konnen. Beispielsweise wiirde ein Ermiidungsversuch mit einer Grenzlastspielzahl von
10° Zyklen mit einem konventionellen Priifsystem von 30 Hz ca. ein Jahr dauern. Durch Nut-
zung eines Ultraschallpriifstands kann die Versuchszeit in Abhédngigkeit der Dampfungseigen-
schaften des Werkstoffs und der aufgebrachten Belastung auf weniger als 2 Tage® reduziert
werden. Balle [162] verdeutlicht den Zeitvorteil der Ultraschallermiidung in Abbildung 4-1 und
gibt in [162] einen kurzen Uberblick der historischen Meilensteine in der Entwicklung hher-

frequenter Priifmaschinen.
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Abbildung 4-1: Darstellung der Priifzeit bei unterschiedlichen Testfrequenzen nach Balle [162].

8 Werkstoff: Ti6Al4V; o, = 400 MPa; R = -1; effektive Priiffrequenz ca. 6 kHz
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Die Entwicklung hochfrequenter Priifmaschinen 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 Ultraschallpriifstinde zur Untersuchung des Er-
miidungsverhaltens metallischer Werkstoffe vor allem bei hohen Lastwechselzahlen etabliert.
Die Piezokristalle im Ultraschallwandler transformieren das sinusformig 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 iiber-
einstimmen, konnen Ortliche Dehnungs- bzw. Spannungsamplituden generiert werden, um Er-

miidungsversuche durchzufiihren. [162,164]
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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, A/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 dafiir im
Schwingungsknoten (Position, an der die Verschiebung null wird) realisiert. Akustische Horner
sind Stibe von resonanter Lange mit Querschnittsflichen, die sich entweder kontinuierlich oder
diskontinuierlich iiber die Hornldnge verdndern. Zur Aufrechterhaltung der Anforderung der
Kontinuitét der Partikelgeschwindigkeit entlang der Hornldnge muss die Verschiebung in Be-
reichen mit reduziertem Querschnitt zunehmen [164]. Entsprechend werden akustische Horner
zur Verstarkung der mechanischen Verschiebungswelle eingesetzt. A- bzw. A/2-Stédbe werden
zur Verschiebung der mechanischen Verschiebungswelle eingesetzt. Beispielsweise kann mit
A-Stdben mehr Raum fiir Versuchsaufbauten geschaffen werden oder es werden Phasenver-
schiebungen mit A/2-Stiben realisiert. Mittels einer Modalanalyse in Abaqus/CAE kann die



4.1 Ultraschallpriifstand 51

Resonanzfrequenz der gewiinschten longitudinalen Schwingform ermittelt werden. Die aus der

numerischen Simulation ermittelte normierte Verschiebung u / umax sowie die daraus iliber

_Ou

E =—
Ox

(4-1)

berechnete normierte Dehnung ¢ / emax sind in Abbildung 4-2 iiber die einzelnen Komponenten
des Schwingungssystems aufgetragen. Experimentell kann z. B. iiber 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. Uber das Hooke sche Gesetz
c=E-& (4-2)

mit dem Elastizitdtsmodul £ lassen sich schlieBlich die elastischen Spannungen ¢ berechnen.
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Abbildung 4-3: Aufbau des Ultraschallpriifstands. (a) Ubersicht der Priifstandskomponenten mit Ver-
suchssteuerung der BOKU Wien und Vorlastrahmen fiir Ermiidungstests mit Mittelspannungseinfluss,
(b) Vergroferung eines Versuchsaufbaus bei R = -1 unter Luftbedingungen.

Zur Ermittlung des Ermiidungsverhaltens im VHCF-Bereich wurde im Rahmen dieser Arbeit
ein Ultraschallpriifstand verwendet, der in einem vorangegangen Projekt [135,165] umgesetzt
und weiterentwickelt wurde. Die Grundlage des Priifstands bildet das von der BOKU Wien
entwickelte Ultraschallpriifsystem. 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 Testabldufe zu ermoglichen. Abbildung 4-3a zeigt
den Vorlastrahmen mit Gegenlager und Steuergerit fiir Experimente mit Mittelspannungsein-
fluss (R # -1) sowie die Versuchssteuerung der BOKU Wien.

Uber die Steuersoftware und den Messrechner werden wihrend eines Ermiidungsversuchs ka-
librierte elektrische Spannungssignale in die Versuchssteuerungseinheit eingespeist und tiber
den Ultraschallwandler in mechanische Schwingungen umgesetzt. Die Schwingungen werden
anschlieBend im akustischen Horn verstirkt und {iber einen 4/2-Stab um eine halbe Wellenldnge
verschoben an die Probe gefiihrt (Abbildung 4-3b). Mit dem Infrarotthermometer in Abbil-
dung 4-3b wird bei Untersuchungen an Luft die Temperatur an der Oberfliche der Probe ge-
messen. Um die Hitzeentwicklung der Proben wéhrend der Ermiidungstests einzugrenzen, ist
aullerdem eine aktive Druckluftkiihlung verbaut. Zudem wird der Testablauf {iber Puls-Pause-
Sequenzen realisiert, die an eine maximal zuldssige Temperatur gekoppelt sind. Die automati-
sche Anpassung der Puls- und Pausenzeiten ist vor allem fiir die Durchfithrung von Tests mit
variablen Amplituden sinnvoll, da die Erwdrmung der Probe stark mit der Hohe der gewéahlten
Belastung korreliert. Zur Befestigung verschiedener Halterungen ist auBerdem ein 360° Mon-
tagering vorgesehen. Der Befestigungsring wurde ferner in [135] zur Montage eines optischen

Mikroskops genutzt, um Oberfldchenanrisse zu detektieren.

Durch die Rissausbreitung in der Probe verdndert sich deren Eigenfrequenz. Sinkt die Eigen-
frequenz um einen festgelegten Grenzwert von ca. 300 Hz ab, schaltet die Ultraschallpriifma-
schine ab und die Probe zeigt einen Ermiidungsriss, der zumindest den Grofteil des Quer-

schnitts ausmacht.

4.2 Erweiterung des Priifstands fiir Seewasseruntersuchungen

Abbildung 4-4 zeigt den Seewasserpriifstand, der in Zusammenarbeit mit der BOKU Wien
[166] entworfen wurde. Der schon vorhandene Priifstand fiir Ermiidungsuntersuchungen im
VHCEF-Bereich unter Luftbedingungen wurde dafiir um eine Testkammer fiir Seewasserunter-
suchungen erweitert. Der Seewassertank und die Dosierpumpe in Abbildung 4-4a dienen zur
kontinuierlichen Speisung und Umwélzung der Salzlosung in der Testkammer. Dabei wird die
Testkammer von unten her gefiillt und die Probe wiahrend des Versuchs mit 3 1/h umspiilt (vgl.
Abbildung 4-4b). Die Konstruktion wurde weiterhin so ausgelegt, dass liber den schon vorhan-
denen Vorlastrahmen ebenfalls eine statische Mittelspannung der zyklischen Belastung iiberla-
gert werden kann. Die A-Stébe Abbildung 4-4b fiihren zu einer Phasenverschiebung der stehen-

den longitudinalen Welle, um mehr Raum fiir die Positionierung der Testkammer zu erhalten.
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Die Kopplung zwischen den A-Stében und den Deckeln der Korrosionskammer ist von beson-
derer Bedeutung. Als Anforderungen an die konstruktive Umsetzung steht einerseits die Mog-
lichkeit der axialen Verschiebung der A-Stibe bei einem Probenwechsel und andererseits muss
die Abdichtung der Kammer gewéhrleistet werden. [167,168]
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Abbildung 4-4: (a) Ubersicht der Erweiterung des Ultraschallpriifstands; (b) Darstellung der Test-
kammer, (¢) Sicht auf eine Probe wdihrend eines Versuchs, (d) Darstellung der Messinstrumente nach
[167,168].

Die konstruktive Umsetzung der erwiahnten Anforderungen wurde iiber eine Doppelhiilsenkon-
struktion gelost, die auBBerhalb der Kammer iiber eine Schraubverbindung mit dem Deckel ge-
koppelt wird. Die Abdichtung zum Deckel ist dabei mit einem axialdichtenden O-Ring sicher-
gestellt. Die Dichtfunktion zwischen A-Stab und der Hiilsenkonstruktion iibernimmt ein
X-Ring. Im Gegensatz zu O-Ringen bieten X-Ringe oder auch Quadringe eine doppelte Dicht-
funktion und bendtigen eine geringere Vorpressung, was zu einem reduzierten Verschleifl und
damit zu einer hoheren Lebensdauer bei zyklischen Einsdtzen fiihrt [169]. Aulerdem neigen
X-Ringe nicht zum Verdrillen bzw. Rollen in der Nut, was Vorteile im Hinblick auf die Pro-
benwechselvorginge bietet. Zwischen den Hiilsen ist eine Spielpassung mit kleinem Passungs-
spiel (F8/h6) vorgesehen, sodass die Komponenten noch leicht von Hand gegeneinander ver-
schoben werden konnen, um den Dichtring genau im Schwingungsknoten (Position entlang der
stehenden Verschiebungswelle, bei der keine Verschiebung auftritt, vgl. Abbildung 4-2, S. 50)

ausrichten zu konnen. Der Zu- und Ablauf des Seewassers ist konstruktiv durch integrierte
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Schlauchanschliisse geldst. Die Lagerung der Testkammer wird iiber die in Abbildung 4-4b
dargestellte StandfuBBkonstruktion geldst, die direkt mit dem Gegenlager des Vorlastrahmens
fest verbunden werden kann. Abbildung 4-4d zeigt auBBerdem die eingesetzten Messinstru-
mente. [167,168]

Fiir die innerhalb dieser Arbeit durchgefiihrten Seewasseruntersuchungen findet das kiinstliche
Seewasser nach ASTM D1141 -98 [170] ohne Schwermetallbestandteile Verwendung. Der
pH-Wert des kiinstlichen Seewassers wird in Anlehnung an die ASTM D1141 - 98 auf einen
Wert von 8,2 angepasst. Das kiinstliche Seewasser wurde sowohl beim Wechsel eines Werk-
stoffs als auch bei einem Anstieg der Leitfahigkeit von iiber 10 % zum Ausgangswert der Lo-
sung ausgetauscht. Wahrend des Testprogramms wird Sauerstoffgehalt, Temperatur und Leit-
fahigkeit des Seewassers mithilfe der in den Wasserkreislauf integrierten Messzellen tiiber-
wacht. Die Tests fanden bei Raumtemperatur in der Seewasserlosung statt. AuBBerdem wird das
elektrochemische Potential zwischen VHCF-Probe und einer Ag/AgCl-Referenzelektrode wih-
rend des Versuchs gemessen. Die Probe ist iiber einen PTFE-Ring vom elektrochemischen Po-
tential der restlichen Versuchskammer entkoppelt, sodass ausschlieBlich der Potentialunter-
schied zwischen VHCF-Probe und Referenzelektrode gemessen wird. [167,168]

4.3 Erweiterung der Steuerungssoftware

Die zuvor beschriebenen Mess- und Priifeinrichtungen konnen mit der vom Lehrstuhl fiir Struk-
turmechanik entwickelten Priifsoftware Ultrasonic Fatigue Testing Software — Variable
Amplitude Loading (UFaTeSYAY) angesteuert werden. Die in LabVIEW programmierte Soft-
ware ermoglicht eine vollkommen automatisierte Durchfiihrung von Ermiidungsversuchen mit
konstanter und variabler Amplitudenbelastung sowie die Moglichkeit, eine statische Mit-
telspannung der zyklischen Belastung zu iiberlagern. Software und Priifstand 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 erlautert werden.

Die Benutzeroberfldche wurde grundlegend tiberarbeitet. Das Hauptfenster ist in Abbildung 4-5
gezeigt. Fir eine bessere Benutzerfithrung 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 fiinf einzelne Hauptschleifen (sieche Abbil-
dung 4-6) aufgeteilt, die parallel ausgefiihrt werden. Die Kommunikation zwischen den Schlei-
fen wird mit Message-Queues geregelt. Die Event-Handle Schleife wartet auf Benutzereinga-

ben, blendet die erwihnte Hilfeleiste ein und sendet Befehle an die User-Interface (UI) Schleife,
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in der Berechnungen durchgefiihrt, 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 Ermiidungsversuchs gesendet sowie Messdaten empfangen und ausgewertet.
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Alle relevanten Versuchsdaten werden in einer Queue an die Logging Schleife iibergeben und
nacheinander in eine *.dat Datei geschrieben. Zur Darstellung der aktuellen Werte im UI wird
aullerdem ein Melder mit allen relevanten Messwerten an die UI Display Schleife tibergeben.
Alle Variablen sind in einem Daten-Cluster zusammengefasst, werden analog zum Fehler-Clus-
ter durch die einzelnen Virtuellen Instrumente (VIs) und Schleifen gefiihrt und konnen bei Be-
darf extrahiert werden. Innerhalb der einzelnen Schleifen sind Schieberegister zur Ubertragung
der Daten von einer Schleifeniteration zur darauffolgenden Schleifeniteration vorgesehen. Die
Verwendung von funktionalen globalen Variablen ist demnach nicht mehr nétig. Durch die
Aufteilung der einzelnen internen Prozesse konnte insgesamt eine Performance Verbesserung
erzielt werden und die Stabilitdt der Software verbessert werden. Zusédtzlich 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 Ausfithrung gesichert sind und der Ermii-
dungsversuch kann fortgefiihrt werden. Der Kalibrierungsprozess wurde vereinfacht, indem die
Signale der DMS in der Software eingelesen werden kdnnen und darauthin die Dehnungs-
amplitude berechnet wird. Dies erspart das manuelle Ablesen an der Versuchssteuerung. Die
Kalibrierungsparameter konnen anschlieBend 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, Leitfahigkeit, Temperatur und elektrochemisches Potential) fiir Ermiidungsversuche in
Seewasserumgebung erweitert. Eine maximal zuldssige Abweichung vom initialen Messwert
kann definiert werden, um beim Uberschreiten 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 fiir ein Belastungskollektiv
ist eine Belastungs-Zeit-Funktion (BZF), die idealerweise direkt vom Realbauteil iiber einen
definierten Zeitraum aufgenommen wurde. Dies kann beispielsweise tiber DMS an kritischen
Stellen des Bauteils erfolgen. Weiter konnen BZF bestimmter Standardlastspektren mit der
Software NLR GENESIS (GENErator for StandardIsed Sequences) for Fatigue generiert wer-
den, so wie es fiir die beiden nachfolgend betrachteten Umkehrpunktfolgen FELIX (Messung
an vier fixierten Helikopterrotoren von 140 Fliigen [171]) in Abbildung 4-7a und WISPER
(Messung an neun Windturbinen fiir zwei Monate [171]) in Abbildung 4-7b durchgefiihrt

wurde. Uber die Rainflow-Zihlung wurden die einzelnen Schwingspiele der BZF anschlieBend
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in eine Matrix iiberfiihrt und in Abhéngigkeit von Mittelwert und Spannungsamplitude iiber die
Haufigkeit aufgetragen (Abbildung 4-7¢ 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-Verhiltnis moglich.

Zur Anwendung der Ultraschalltechnik ist es weiterhin ndtig, eine minimale Blocklange (ab-
héngig von der Priiffrequenz) nicht zu unterschreiten. Daher wurden die Kollektive auf insge-
samt zwOlf bzw. sechs Blocke vereinfacht. Die fiir die Ermiidungsversuche unter VA-Belastung
eingesetzten Standardlastspektren sind fiir ein Spannungsverhiltnis von R=-1 in Abbil-
dung 4-7e und f dargestellt. Beide Standardlastspektren unterscheiden sich deutlich im Kollek-
tivumfang und im prozentual auf Ho bezogenen Anteil an hohen Amplituden. Eine gute Vor-

stellung fiir die Schiadigungswirkung eines Kollektivs gibt das Volligkeitsmal3 v [22] nach

= O-a,i '
_Zh{a ] (4-3)

a,max
VvV =

H,

Die Neigung k der Wohlerkurve fiir eine Ausfallwahrscheinlichkeit von 50 % wurde mit
ca. 12,8 mittels Horizontenverfahren nach [21] mit den experimentellen Daten des in [135] un-
tersuchten Vergiitungsstahls 34CrNiMo6 (1.6582) bei R = -1 nach FKM-Richtlinie [134] be-
rechnet. Mithilfe der Einzelhdufigkeiten A und der Spannungsamplituden o je Block sowie
des Kollektivhochstwerts gamax konnte ein VolligkeitsmaR von 0,82 fiir WISPER im Vergleich
zu 0,67 fiir FELIX bestimmt werden.

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

e D — Descending (absteigend)

e A — Ascending (aufsteigend)

e R —Random (zufillig)

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
Rainflowzdhlung mit 32 Klassen fiir (¢) FELIX und (d) WISPER; An die Ultraschalltechnik angepass-
ten Blocklastkollektive’ in absteigender Rekonstruktionsvariante (D) fiir ein R-Verhiltnis von R = -1

fiir (¢) FELIX und (f) WISPER.

% Anpassung der Kollektive durch Miiller [135].
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Auf Grundlage der durchgefiihrten Ermiidungsversuche im VHCF-Bereich unter Korrosions-
einfluss werden Wohlerkurven bei CA fiir die drei untersuchten Stihle ausgewertet und der
Einfluss des Seewassers mit Literaturdaten unter Luft- und anderen Umgebungsbedingungen
interpretiert. Weiter werden mit dem zuvor im Seewasser untersuchten Vergiitungsstahl Ermii-
dungsversuchsdaten unter Luftbedingungen bei variabler Amplitudenbelastung ausgewertet. Es
wurden die zwei Standardlastspektren FELIX und WISPER bei R = 0 und R = -1 gegeniiberge-
stellt, um sowohl den Einfluss des Standardlastspektrums als auch den Einfluss des R-Verhilt-
nisses bei VA aufzuzeigen. Dabei wurde der Murakami-Ansatz zur Berechnung der
Schwellspannungsamplitude im VHCF-Bereich fiir die untersuchten Standardlastspektren mo-
difiziert bzw. erweitert. Bei der fraktographischen Auswertung der bruchausldosenden Defekte
konnten partielle FGA-Layer detektiert werden. Mit dem Ziel einen Beitrag zur Kldrung des
Bildungsmechanismus der FGA zu leisten, wurden anschlieBend mithilfe der additiven Ferti-
gung kiinstliche Fehlstellen innerhalb von Ermiidungsproben 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 Ermiidungsversuchsdaten erfolgt mit dem PSV nach DIN 50100 [21]
(siehe Abschnitt 2.1.2.1, S. 7). Neigung &, Konstante zur Beschreibung der Lage der Zeitfestig-
keitsgerade C, Streubreite 7n und logarithmische Standardabweichung Siognkorr der einzelnen
Wéhlerkurven bzw. Quantilkurven fiir die Uberlebenswahrscheinlichkeiten P von 10 %, 50 %
und 90 % sind dem Anhang A1 ab S. 143 zu entnehmen.

5.1 Ermiidungsverhalten bei konstanter Amplitudenbelastung in
Seewasser

Der Abschnitt beschreibt die Ergebnisse der Ermiidungsversuche von drei unterschiedlichen
Stahlen unter dem Einfluss von kiinstlichem Seewasser nach ASTM [170]. Fiir den Versuchs-
aufbau findet der in Abschnitt 4.2, S. 52 vorgestellte Seewasserpriifstand 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 = 2-10° unterzogen. Tabelle 5-1 zeigt die maximalen und minimalen Messwerte
(Temperatur 7, Sauerstoffgehalt O», Leitfahigkeit x, elektrochemisches Potential u), die wéh-

rend der Seewasseruntersuchungen in den Testreihen je Material aufgenommen wurden.
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Tabelle 5-1: Maximale und minimale Messwerte wihrend der Seewasseruntersuchungen. [168]

Material T[°C] O, [mg/1] x [mS/cm] u [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...6,5 479...54,9 -497...-342

5.1.1 Vergiitungsstahl 34CrNiMo6 | 1.6582

In Abbildung 5-1 sind die Ergebnisse der Ermiidungstests fiir den untersuchten Vergiitungsstahl

34CrNiMo6 unter Seewasserbedingungen gezeigt. Im Vergleich ist eine Versuchsreihe unter

Luftbedingungen von Miiller [135] aufgetragen. Eine Ubersicht der wesentlichen Versuchspa-

rameter (Umgebungsbedingungen, Belastung, R-Verhéltnis, Durchmesser im Versuchsquer-

schnitt der Proben sowie Belastungsfrequenz) ist ebenfalls neben den Datenreihen dargestellt.

800

o, [MPa]

200 - rhbre et
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Abbildung 5-1: Ermiidungsversuchsdaten des Vergiitungsstahls 34CrNiMo6 (1.6582) unter Seewas-
sereinfluss im Vergleich zu Ermiidungsversuchsdaten an Luft von Miiller [135]. [168]

Obwohl der PRE-Index im Allgemeinen fiir die Bewertung der Korrosionsbesténdigkeit nicht-

rostender Stdhle Anwendung findet, wird er im Folgenden als grobe Klassifizierung der unter-

suchten Legierungen genutzt. Fiir den Vergiitungsstahl kann der PRE-Index mit der chemischen
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Zusammensetzung aus Tabelle 3-3 iiber Gleichung (2-21), S. 20 mit 2,1 berechnet werden. Mit
dem PSV konnte eine korrigierte logarithmischen Standardabweichung fiir kleine Stichproben
[21] von siognkorr = 0,42 fiir die Ermiidungsdaten im Seewasser berechnet werden. Typische
Werte fiir siogn 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 Ermiidungsdaten im
HCF-Bereich. Bei hoheren Lastwechselzahlen und kleineren Lasthorizonten steigt die Streuung
und kann so, wie z. B. auch fiir die Datenreihe von Miiller [135] mit siogNkorr = 0,66 in Abbil-
dung 5-1, groBere 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 Ermiidungsversuchsdaten im Seewasser durch die Verweildauer der
Proben im Medium beeinflusst werden, wurde die effektive Priiffrequenz von drei VHCF-Pro-
ben absichtlich modifiziert. Die drei Versuche mit einer aufgebrachten Spannungsamplitude
von g, = 300 MPa sind in Abbildung 5-1 mit der jeweiligen Versuchsdauer markiert. Zur Mo-
difizierung der effektiven Priiffrequenz, und damit der Verweildauer der Proben im Medium
wurde die Pausenzeit der Versuche veréndert. Die Belastungsfrequenz wihrend der Pulszeit
liegt unverindert bei ca. 19,3 kHz. Tabelle 5-2 gibt einen Uberblick iiber die verwendeten Ver-
suchsparameter.

Tabelle 5-2: Ubersicht der Puls- und Pausenzeit zur Untersuchung des Einflusses der Verweildauer
im Seewasser auf die Ermiidungsversuchsdaten. [168]

Probe  tpus[S]  fpausec [S]  Testrhythmus Verweildauer im Medium
#1 0,2 3 kontinuierlich 1h9min47s

#2 0,2 10 kontinuierlich 2h42min21s

#3 0,2 10 10° LW pro Tag 5 Tage 1 h 14 min 38 s

Die Proben #1 und #2 wurden kontinuierlich getestet. Fiir Probe #2 wurde aulerdem die Pau-
senzeit auf fpause = 10 s erhoht, was in einer mehr als doppelten Verweildauer im Seewasser
wihrend des Ermiidungsversuchs resultiert. Die dritte Probe wurde gestaffelt getestet, um die
Verweildauer kiinstlich auf ca. 5 Tage zu erhdhen. Dazu wurden nur 10° 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 Ermiidungsversuchsdaten.

Miiller [135] beobachtete an Luft hauptsdchlich Volumenversagen fiir Lastwechselzahlen gro-
Ber als ca. 10°. Die untersuchten Bruchfldchen im Seewasser zeigten ausschlieBlich Oberfli-

chenanrisse, wie exemplarisch in Abbildung 5-2a dargestellt.
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Abbildung 5-2: Bruchflichenanalyse des Vergiitungsstahls 34CrNiMo6 (1.6582) unter Seewasserein-
fluss. (a) Exemplarische Bruchfliche unter dem Lichtmikroskop mit vielen kleineren Anrissen am
Hauptriss und einem Sekunddrriss auf der gegeniiberliegenden Seite; (b) geneigte Ansicht des Sekun-
ddrrisses mit weiterem, parallel versetztem Anriss, (¢) geneigte Ansicht der Bruchfliche am Hauptriss
mit Sicht auf die leicht versetzt zur Hauptrissebene liegenden Anrisse; (d) Vergrofierung des Mat-
rixmaterials um einen Defekt nahe der Probenoberfliche; (e) Korrosionsprodukte auf der Bruchfld-
che; (f) vergriferte Ansicht einer gerissenen Schicht aus Korrosionsprodukten. [168]

Weiterhin wurde nicht nur ein einzelner Hauptriss ausgehend von der Probenoberflidche beo-
bachtet. Abbildung 5-2a zeigt sehr viele Anrisse, die auf leicht versetzten Ebenen initiierten,

um im Verlauf der Ermiidungsbelastung einen Hauptriss zu bilden. Weiter konnte in der Ebene
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des Hauptrisses ein Sekundérriss (Abbildung 5-2b) beobachtet werden, der sich auf der gegen-
iiberliegenden Seite ausgebreitet hat. Parallel zum Sekundérriss zeigt sich in ca. 1 mm Entfer-
nung ein weiterer, paralleler Oberflichenanriss, der ebenfalls in Abbildung 5-2b markiert ist.
Alle beobachteten Oberfldchenrisse werden aullerdem von Korrosionserscheinungen an der
Probenoberfliche begleitet (Abbildung 5-2c). Abbildung 5-2d zeigt eine vergrofBerte Ansicht
des Matrixmaterials um einen Defekt nahe der Probenoberfliche und Abbildung 5-2¢ einen
Ubergang von einem stirker korrodierten Bereich (links) zu einem weniger stark korrodierten
Bereich (rechts). Die Korrosionsprodukte konnen teilweise als eine Art gerissene Schicht auf

der Bruchflidche identifiziert werden, wie in der Vergroflerung aus Abbildung 5-2f dargestellt.

Bei einer Probe konnte ein markanter Korrosionsfleck nahe der Probenoberfliche detektiert
werden. Ein Ausschnitt der Bruchfldche unter dem optischen Mikroskop ist Abbildung 5-3a
dargestellt. Im Vergleich zur restlichen Bruchfldche, zeigen sich lokal im Bereich der Rissini-
titerung deutlich markantere Korrosionserscheinungen. Abbildung 5-3b zeigt die Darstellung
des Korrosionsflecks bei einer leicht angewinkelten Position unter dem Rasterelektronenmik-
roskop. Die Vergroflerungen des Korrosionsflecks in den REM-Bildern in Abbildung 5-3c und
d verdeutlichen eine Struktur von ca. 50 pm Durchmesser, die von Korrosionsprodukten belegt
ist. In der Umgebung der Struktur zeigen sich nadelformige Korrosionsprodukte auf der Bruch-
fliche (Abbildung 5-3¢). Der Durchmesser der Struktur liegt im Bereich der beobachteten
GroBe nichtmetallischer Einschliisse im untersuchten Vergiitungsstahl (siehe z. B. [63,135]).
Eine eindeutige Differenzierung zwischen volumeninduziertem und oberfldcheninduziertem
Bruchversagen ist aber aufgrund der starken Korrosionserscheinungen nicht moglich. Die
Probe wurde daher auch als oberfldcheninduziertes Bruchversagen in Abbildung 5-1 gekenn-
zeichnet. Abrasion durch Erosions- oder Kavitationskorrosion konnte vor allem auch an der
Unterseite der Schwingmassen, sowohl wihrend 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 1,31-10° Zyklen versagte und somit insgesamt 11 min und 36 s im kiinstlichen
Seewasser ermiidet wurde. Auf der Abszisse ist die normierte Testdauer angegeben, wobei auf
der Ordinate die prozentuale Verdnderung 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
Ermiidungsbelastung. E/ May et al. [155] konnten eine dhnliche Beobachtung in Ermiidungs-
tests bei =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 ¢/ At = 1 steigt das elektrochemische Potential anschlieBend wieder an.
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Abbildung 5-3: Bruchflichenanalyse des Vergiitungsstahls 34CrNiMo6 (1.6582) unter Seewasserein-
fluss. (a) Lichtmikroskopische Aufnahme eines auffilligen Korrosionsflecks in der Nihe der Proben-

oberfliche; (b) geneigte REM-Aufnahme der Rissinitiierungsposition; (c) Vergroperung der Rissiniti-
ierungsposition, (d) Vergrdfierung von (c); (e) Vergrioflerung der Korrosionsprodukte auf der Bruch-
fliche. [168]

Temperatur und Sauerstoffgehalt schwanken gegenldufig im Bereich von ca. + 2 %. Leitfahig-
keit und Eigenfrequenz der Probe sind konstant iiber die Testdauer. Die Eigenfrequenz zeigt
einen Abfall am Ende des Versuchs (Abschaltkriterium des Versuchs). EI May et al. [155]
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konnten durch die Auswertung des elektrochemischen Potentials Anzeichen fiir die Rissinitiie-
rung feststellen. An den Messdaten der durchgefiihrten Versuche zeigten sich jedoch keine An-

zeichen fiir eine vorzeitige Rissinitiierung oder fiir das Versagen der Proben.
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Abbildung 5-4: Messdaten des Vergiitungsstahls 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 Ermiidungsversuche unter Seewasserbedingungen des Baustahls sind in Ab-
bildung 5-5 dargestellt. Neben den Ermiidungsdaten unter Seewasserbedingungen sind noch
die Datenreihen von Milovanovic et al. [175] unter Luftbedingungen und Klusdk et al. [176] im
destillierten Wasser gezeigt, wobei die Ermiidungsdaten von Milovanovic et al. [175] mit gro-
Beren 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 Briiche
bis Nahe zur Grenzlastspielzahl auftreten. Im Vergleich zu den Literaturdaten zeigen die See-
wasseruntersuchungen eine groflere Neigung der Quantilkurven und eine groBBere Streuung. Bei
einer Lastwechselzahl von ca. 2-10% Zyklen kann ein Ubergang zu den Ermiidungsdaten von
Milovanovic et al. [175] und der FKM-Richtlinie beobachtet werden.

Nach Klusak et al. [176] zeigt der Baustahl im destillierten Wasser eine deutlich hohere Ermii-
dungsfestigkeit und eine sehr flache Neigung der Quantilkurven. Klusdk et al. [176] identifi-
zierten eine Probe, in der eine Rissinitiierung im Inneren detektiert wurde. Fiir alle anderen
Proben in den gezeigten Datenreihen in Abbildung 5-5 konnten ausschlieBlich oberflichenin-

duzierte Briiche festgestellt werden.
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Abbildung 5-5: Ermiidungsversuchsdaten des Baustahls S355J2C+N (1.0579) unter Seewassereinfluss
im Vergleich zu Ermiidungsversuchsdaten an Luft aus der FKM-Richtline [134], von Milovano-

vi¢ et al. [175] und in destilliertem Wasser nach Klusadk et al. [176]. [167,168]

Abbildung 5-6a zeigt beispielhaft eine lichtmikroskopische Aufnahme des korrosiven Angriffs
auf die Bruchflidche einer VHCF-Probe. In Abbildung 5-6b ist eine REM-Aufnahme der mar-
kierten Position aus Abbildung 5-6a gezeigt. Ein gleichméBiger Angriff des Seewassers auf der
kompletten Ermiidungsbruchfldche des Baustahls durch gleichmiBige Flichenkorrosion kann
festgestellt werden. Wie in der angewinkelten REM-Aufnahme aus Abbildung 5-6¢ exempla-
risch dargestellt, konnten ausschlielich Oberflichendefekte als Rissinitiierungsorte fiir den
Baustahl ausgemacht werden. Durch Kavitationserosion bilden sich ortlich lokale Erosionsgru-
ben an der polierten Probenoberfliche (Abbildung 5-6¢), die die Rissinitiierung begiinstigen.
Auch an der Unterseite der Schwingmasse der VHCF-Proben wurden Erosionsgruben festge-
stellt (Abbildung 5-6d). Eine wie beim Vergiitungsstahl beobachtete Rissinitiierung an mehre-

ren Positionen und Ebenen konnte flir den Baustahl nicht belegt werden.
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0579 |R=-1

Abbildung 5-6: Bruchflichenanalyse des Baustahls S355J2C+N (1.0579) unter Seewassereinfluss. (a)
Exemplarische Bruchfldiche mit Rissinitiierung an der Oberfliche und Korrosionserscheinungen
durch gleichmdpfige Fldchenkorrosion; (b) REM-Darstellung des Bereichs der Rissinitiierung, (c) ge-
neigte Ansicht im Bereich der Rissinitiierung mit Erosionsgruben an der polierten Probenoberfliche;
(d) Ansicht der Oberfliche der unteren Schwingmasse der VHCF-Probe mit ortlich lokalen Erosions-
gruben. [167,168]

5.1.3 Nichtrostender Duplexstahl X2CrNiMoN22-5-3 | 1.4462

Der nichtrostende Duplexstahl 1.4462 ist im Allgemeinen fiir seine ausgezeichnete Korrosions-
bestindigkeit und seine gute Bestdndigkeit gegen Spannungsrisskorrosion bei gleichzeitig ho-

hen mechanischen Eigenschaften bekannt. [177]

Der PRE-Index fiir den Duplexstahl kann mit der chemischen Zusammensetzung aus Ta-
belle 3-3 iiber Gleichung (2-21), S. 20 mit 35,78 berechnet werden. Abbildung 5-7 zeigt die
Ermiidungsdaten des nichtrostenden Duplexstahls (1.4462) in kiinstlichem Seewasser. Zum
Vergleich sind auflerdem weitere Daten bei CA-Belastung unter Luftbedingungen nach
Wolf et al. [177] (Belastungsfrequenz f= 33 Hz; Probendurchmesser ¥12,5 mm) und Ddn-
ges et al. [178] (Ultraschallermiidung f'= 20 kHz; Probendurchmesser ¥3 mm) aufgetragen.
Wolf et al. [177] fiihrten weiterhin Ermiidungstests in einer geothermalen Elektrolytlosung bei
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96 °C durch, die die Umgebungsbedingungen im Gebiet des North German Basin (NGB) bzw.
des Norddeutschen Beckens charakterisiert, welches fiir die Gewinnung geothermischer Ener-

gie in Deutschland einen hohen Stellenwert besitzt [179].
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Abbildung 5-7: Ermiidungsversuchsdaten des nichtrostenden Duplexstahls X2CrNiMoN22-5-3
(1.4462) unter Seewassereinfluss im Vergleich zu Ermiidungsversuchsdaten an Luft nach Dén-

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 sioghxorr = 0,89 eine hohe Streuung auf. Weiterhin konnten
nur zwei Probenbriiche mit mehr als 107 Lastwechsel im VHCF-Bereich bei ¢, = 300 MPa de-
tektiert werden, die jedoch bei iiber 10° Lastwechsel versagten, welche einen groBen Einfluss
auf das Streuband haben. Bis zu einer Amplitude von ¢, = 400 MPa treten aullerdem zahlreiche

Durchlaufer auf.

Die Ermiidungsdaten von Donges et al. [178] unter Luftbedingungen befinden sich zu einem
groBBen 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 fillt flacher aus. AuBerdem zeigen die Ermiidungsdaten
eine dhnlich hohe logarithmische Standardabweichung von siogNkorr = 0,61. Auch in den Daten

von Donges et al. [178] zeigen sich Durchldufer (hier bei einer Grenzlastspielzahl von
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Ng = 10°), die weit oberhalb des letzten Spannungshorizonts auftreten, auf dem Briiche detek-
tiert wurden.

Die Ermiidungsdaten unter Luftbedingungen von Wolf'et al. [177] zeigen eine flachere Nei-
gung der Wohlerlinie im Vergleich zu den durchgefiihrten Seewasseruntersuchungen. Die Er-
miidungsdaten 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 dhnlicher Neigung im Vergleich zu Déonges et al. groBere Differenzen in Bezug
auf die ertragbaren Amplituden bei gleicher Bruchschwingspielzahl Nr auf. Hier konnte ein
Einfluss der Belastungsfrequenz oder die unterschiedlichen Probenvolumina (GréBeneinfluss)
urséchlich fiir die groBen Diskrepanzen zwischen den Datenreihen sein [180,181].
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Abbildung 5-8: Bruchflichenanalyse des Duplexstahls X2CrNiMoN22-5-3 (1.4462) unter Seewas-
sereinfluss. (a) Lichtmikroskopische Aufnahme einer exemplarischen Bruchfliche mit Rissinitiierung
an der Oberfldche hervorgerufen durch Lochfrafskorrosion, (b) Vergrofferung der Rissinitiierungspo-
sition unter dem REM; (c¢) angewinkelte Ansicht der Rissinitiierungsposition, (d) Ansicht der Unter-
seite der unteren Schwingmasse der VHCF-Probe mit flichig ausgeprdgten 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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moglichen Frequenz- und GroBeneinfluss auch durch die explizit hoheren Anteile verschie-
denster Chloride im NGB-Medium (vgl. [170,177]) und die erhdhte Temperatur im Testme-
dium begriindet sein, wodurch Korrosionsprozesse unterstiitzt oder beschleunigt werden kon-
nen [42].

In Abbildung 5-8a ist exemplarisch die Bruchfliche einer Probe gezeigt, die nach iiber 10° Zyk-
len versagte. Als Rissinitiierungsort konnte eine durch Lochfra8korrosion gebildete Oberflé-
chenvertiefung von ca. 200 um ausgemacht werden (Abbildung 5-8b und c). Diese groflen
Oberflachendefekte konnten jedoch nur in den zwei Proben beobachtet werden, die bei Last-
wechselzahlen iiber 10° Zyklen versagten. An den weiteren Ermiidungsproben zeigten sich
deutlich kleinere Oberflichendefekte und Korrosionsgruben als Rissinitiierungsorte. Abbil-
dung 5-8d zeigt die Unterseite der sich frei im Seewasser befindlichen Probenseite. Da die Er-
miidungsprobe komplett im Seewasser eingetaucht beansprucht wird, tritt Kavitationskorrosion
auf, die sich im Fall des Duplexstahls als flachige Abrasion auf der Probenunterseite bemerkbar

macht.

5.2 Ermiidungsverhalten bei variabler Amplitudenbelastung

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

5.2.1 Einfluss der Mittelspannung

Abbildung 5-9 zeigt den Einfluss der Mittelspannung auf das Ermiidungsverhalten des unter-
suchten Vergiitungsstahls bei VA-Belastung mit dem Kollektiv FELIX (vgl. Abbildung 4-7e,
S. 58). Es wurden die beiden Spannungsverhéltnisse R = -1 und R = 0 gegeniibergestellt. Die
Ermiidungsdaten fiir R = -1 wurden von Meiiller [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-Verhdltnisses bei VA-Belastung am Beispiel
des Standardlastspektrums FELIX bei R = -1 und R = 0. Referenzierte Literaturdaten nach Miil-

ler [135]. (a) Ermiidungsversuchsdaten; (b) modifizierte Ermiidungsversuchsdaten ausgewertet nach

Murakami [57] und (¢) mit Beriicksichtigung der Schidigung eines Amplitudenkollektivs bei VA-Be-
lastung nach Gleichung (5-2).
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Die Datenpunkte sind in der allgemeinen Darstellung in Abbildung 5-9a auf Grundlage der ma-
ximalen Spannungsamplitude im Kollektiv oamax liber die Bruchschwingspielzahl N aufgetra-
gen. In Abbildung 5-9b ist die modifizierte Darstellung der Ermiidungsdaten nach Mur-
akami [57] gezeigt. Die auf der Ordinate abgetragene, maximale Spannungsamplitude des Kol-
lektivs gamax 1St dazu mit dem defektgroBenabhéngigen Schwellenwert oamsc (Glei-
chung (2-24), S. 25) zu normieren. Der fiir den Mittelspannungsterm in Gleichung (2-24) er-

forderliche Exponent o wurde iiber Gleichung (2-25) mit dem experimentell ermittelten Harte-
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wert nach Tabelle 3-2, S. 45 mit o = 0,26 berechnet. Auf die Anwendung des aus Langzeitfes-
tigkeitsversuchen ermittelten Werts fiir a (siehe z. B. in [63] mit a = 0,5472) wurde verzichtet,
um fiir 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 Datensétze mithilfe der nach
Murakami bestimmten Schwellspannungsamplitude liefert eine korrigierte Darstellung der Er-
miidungsdaten auf Grundlage der DefektgrofB3e (\ﬂ), der Defektlage (J), des Materials bzw. der
Hirte (HV) sowie des R-Verhiltnisses und reduziert daher im Allgemeinen die Streuung der
Versuchsdaten im VHCF-Bereich erheblich.

Die Auswertung der Ermiidungsversuche 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 Ermiidungs-
daten hat [136]. Im Gegensatz zu den von Miiller [135] detektierten Rissinitiierungsorten im
Probenvolumen ab ca. 10° Zyklen mit R =-1, konnten bei R =0 keine volumeninduzierte

Bruchausgénge beobachtet werden

Die berechneten Quantilkurven iiber das PSV zeigen eine geringere Ermiidungsfestigkeit fiir
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 fiir R = 0 und R = -1 in Abbildung 5-9a ersichtlich wird. Weiter weisen beide Datenrei-
hen in Abbildung 5-9a &hnlich grofe Streubinder mit einer Standardabweichung von
StogNkorr = 0,48 (R = -1) bzw. 0,53 (R = 0) auf. Durch die Normierung der Spannungsamplitude
mit dem defektgroBenabhéngigen Schwellenwert g m sc nach Murakami [57] in Abbildung 5-9b
fallen die Datenpunkte der untersuchten Datenreihen ndher zusammen und die Streubdnder
werden deutlich reduziert. Ein dhnliches Bild zeigen auch die Versuchsdaten von Miiller [135]

bei CA-Belastung bei den dargestellten R-Verhéltnissen.

Der defektgroenabhingige Schwellenwert oa,m,sc im VHCF-Bereich wird mit dem Ansatz nach
Murakami [57] fiir die untersuchten FELIX-Kollektive sowohl fiir R =0 als auch fiir R =-1
nach Abbildung 5-9b sehr konservativ abgeschétzt (gamax / Gamsc > 1,6), da die Herleitung von
0Oathsc Nach Gleichung (2-24) auf Ermiidungsversuchsdaten verschiedener Stihle mit CA-Be-
lastung erfolgte. Fiir eine Anwendung des Murakami-Ansatzes bei VA-Belastung ist es daher
angebracht, den fiir die Berechnungen und Darstellung verwendeten Kollektivhochstwert des
Amplitudenkollektivs abzumindern bzw. zu korrigieren. Dies kann z. B. iiber die Betrachtung
einer Aquivalentspannungsamplitude (FKM [134]) erfolgen. Alternativ eignet sich auch das
Volligkeitsmal3 v nach Gleichung (4-3), S. 57 fiir einen groben Vergleich verschiedener Kol-
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lektive [22]. Die maximale Spannungsamplitude im Kollektiv gamax kann so fiir die Diagramm-
betrachtung mit dem Voélligkeitsmal3 v multipliziert werden. Alternativ kann v aber auch in die

Beziehung zur Berechnung der Schwellenspannungsamplitude iibertragen werden:

v Ga,max _ O-a,max _ Ga,max (5 1)
= - = _
Ua,th,sc Ga,th,sc v O-a,th,sc,v

Um den Ansatz nach Murakami fiir VA-Belastungen zu adaptieren, wird daher im Folgenden
vorgeschlagen, den Schwellenwert gamsc um einen zusitzlichen Term zu erweitern, um die
Schadigung eines Amplitudenkollektivs zu berticksichtigen. Der modifizierte Schwellenwert

berechnet sich dann durch Anwendung von Gleichung (2-24) nach:

_5.(HV+120)_[1—R) - (5-2)

O-a,th,sc,v - \/21/6 2

Das Volligkeitsmal3 eines Amplitudenkollektivs kann dabei Werte im Bereich von v =0 bis
v =1 annehmen und ist ein Ma@ fiir dessen Schéadigung. Fiir 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 VolligkeitsmaB3 von v = 0,67. Durch die
Normierung des abgetragenen Hochstwerts des Amplitudenkollektivs mithilfe der eingefiihrten
Schwellspannungsamplitude bei VA-Belastung oa ey nach Gleichung (5-2), verschieben sich
die beiden betrachteten Datenreihen in Abbildung 5-9¢ deutlich in Richtung gamax / Gahsey = 1,
bleiben allerdings noch konservativ gamax / Gam,sc,y > 1 [57] fiir die Grenzschwingspielzahl von
10° Zyklen. Weiterhin gliedern sich die modifizierten Ermiidungswerte der FELIX-Kollektive
sowohl fiir R = 0 als auch fiir R = -1 in die Vergleichsdatenreihen bei CA-Belastung ein.

Der Ansatz nach Gleichung (5-2) ermdglicht daher zumindest fiir die betrachteten Kollektive
und R-Verhiltnisse die Berechnung einer angepassten kollektivabhidngigen Schwellspannungs-
amplitude fiir 10° Zyklen. Zudem zeigt die vorgestellte Beziehung Mdoglichkeiten auf,
Schwellspannungsamplituden im VHCF-Bereich fiir Kollektive auf experimenteller Daten-
grundlage von CA-Belastungen zu ermitteln. Uber weitere statistische Auswertungen der Da-
tenreihen lassen sich ebenfalls andere Spannungsamplitudengrenzwerte flir definierte Last-

wechselzahlen von berechneten Quantilkurven ableiten.

5.2.2 Einfluss des Standardlastspektrums

Nachfolgend wird der FEinfluss des eingesetzten Lastkollektivs auf die
Ermiidungsversuchsdaten des Vergiitungsstahls bei einem Spannungsverhéltnis von R=0

beurteilt. Abbildung 5-10a zeigt die zuvor betrachteten Ermiidungsdaten des Lastkollektivs
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FELIX-R im Vergleich zum Kollektiv WISPER-R sowie die Datenreihe bei CA-Belastung von
Miiller [135] fir R =0. Die Blocke im Kollektiv WISPER-R wurden jeweils in zufdlliger
Reihenfolge angeordnet (sieche auch Abschnitt 4.4, S. 56).

Fiir die Datenreihe FELIX-R bei R =0 wurden ausschlieBlich oberfldcheninduzierte Briiche
beobachtet. Die Datenreihe WISPER-R zeigt neben oberflicheninduzierten Briichen (Ny < 107)
auch volumeninduzierte Briiche ausgehend von nichtmetallischen Einschliissen fiir
Bruchlastspielzahlen N;y> 107, Die Ermiidungsversuchsdaten in Abbildung 5-10a und die
modifizierten Ermiidungsversuchsdaten 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 Volligkeitsmal der eingesetzten Kollektive von v = 0,67 fiir
FELIX-R und v = 0,82 fiir WISPER-R.

Die Datenreihe, die mit dem WISPER-R Kollektiv getestet wurde, weist eine deutlich groBere
Streuung (siogNkorr = 0,71) in Lebensdauerrichtung auf. Im Vergleich wurde fiir FELIX-R ein
Wert von siognkorr = 0,53 berechnet. Durch die Normierung der Spannungsamplitude mit dem
Murakami-Ansatz nach Gleichung (2-24) resultieren geringere Streubdander und die
Ermiidungsfestigkeit wird konservativ bis zur Grenzlastspielzahl abgeschitzt (WISPER-R:
Oamax / Oahsc > 1,3 bzw. FELIX-R: 0amax / damsc > 2,2). Eine bessere Abschitzung gelingt nach
Abbildung 5-10c durch das Einbeziehen des VolligkeitsmaBles v wie in Gleichung (5-2)
vorgeschlagen, wobei auch hier eine konservative Abschétzung (0amax / Gathsey > 1) [57], flr

die angegebene Grenzschwingspielzahl von 10° Zyklen, vorliegt.

Demnach kann auch fiir das untersuchte WISPER-R Kollektiv mit R = 0 der alternative Ansatz
zur Berechnung der kollektivabhingigen Schwellspannungsamplitude fiir 10° 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) Ermiidungsversuchsdaten,; (b) modifizierte Ermii-
dungsversuchsdaten ausgewertet nach Murakami [57] und (c¢) mit Beriicksichtigung der Schidigung
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-
miidungsbruchfliche mit dem Lastkollektiv FELIX-A in aufsteigender Rekonstruktionsvari-

ante bei R = -1 gezeigt.
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[34CrNiMo6
R=-1|FELIX-A
15,0 = 641 MPa

N,= 5,49 E+07

Mikroschaden

Abbildung 5-11: Fraktographische Untersuchungen einer VHCF-Probe aus 34CrNiMo6 getestet
durch Miiller [135] mit dem Kollektiv FELIX-A bei R = -1. (a) Lichtmikroskopische Aufnahme der
Bruchfliche mit Rastmarken [63]; (b) REM-Aufnahme der Bruchfldiche mit Rastmarken, FGA Zone in
direkter Umgebung des Defekts und der markierten Position des FIB-Schnitts [81]; (c) Mikrostruktur
unter der Bruchfldiche an der markierten Position in (b) freigelegt durch eine FIB-Prdparation [81];
(d) Vergréfierung der markierten Position unter der Bruchfliche aus (c); (e) Vergréfierung der mar-
kierten Position unter der Bruchfliche aus (c) mit partieller FGA-Bildung sowie Mikroschdden [81].

Im Vergleich zeigt Abbildung 5-11b eine REM-Aufnahme der Bruchfldche. 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 auBerdem eine Markierung der Position des FIB-Schnitts aus Abbildung 5-11c
gezeigt.

Zur Reduzierung des sogenannten Curtaining Effekts wird bei FIB-Priparationen relativ un-
ebener Oberflichen eine Platinschicht vor der Priparation aufgebracht [182]. Durch den
FIB-Schnitt zeigt sich vor allem ein sehr prominenter und lokaler Bereich mit einem verédnder-
ten Gefiige unter der Bruchfliche (Abbildung 5-11e). Weiterhin kénnen Mikroschéden bzw.
Ablosungen 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-Verhéltnissen unter CA-Belastung (siehe Abbildung 2-25aund b, S. 41) zeigt sich hier
im Fall des Amplitudenkollektivs FELIX-A kein konstanter FGA-Layer unter der Bruchfléche.
Vielmehr treten im Fall der untersuchten Probe sehr lokale Feinkornzonen an erhdhten Positi-
onen des Bruchflachenprofils auf, wie es auch an der zweiten Markierung in Abbildung 5-11¢
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-
tragt ca. 2,5 um, was um ein Vielfaches groBer ist, als die Beobachtungen bei CA-Belastung
(fir R =-1 bis zu 800 nm bei hochfesten Stihlen [83,86,87] bzw. 800-1500 nm bei Ti6Al4V

[73D.

Eine dhnliche 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 erhdhten Position im Bruch-
flaichenprofil. Die Dicke der Zone unter der Bruchfldche ist mit ca. frga = 1 pm grofer als der
beobachtete Layer bei R = -0,5 (tra = 0,45 pm) bzw. dhnlich zur Dicke des Layers bei R = -1.

Bei der Kollektivbelastung mit FELIX-A aus Abbildung 5-11 kénnen Humps im Bruchflachen-
profil das Ergebnis von Reithenfolgeeffekten 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 fiihren moglich-
erweise zu einem vorzeitigen Bruchflichenkontakt. Da die Kornfeinung nicht ausschlieflich
und teils gar nicht in der Ndhe des Rissursprungs beobachtet wurde, sondern vor allem auch in
Bereichen, in denen der Kontakt der Bruchfldchen intensiver sein konnte, wird vermutet, dass
die partielle FGA-Bildung bevorzugt an Bereichen mit wiederholtem Bruchflichenkontakt
stattfindet.
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34CrNiMo6
1R = 0| WISPER-R

o, =465 MPa

a,max

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 Bruchfliche mit
nichtmetallischem Einschluss und Rastmarken; (b) REM-Aufnahme der Gegenseite der Bruchfldche
ohne Einschluss mit Rastmarken und der markierten Position der FIB-Schnitte; (c) Mikrostruktur un-
ter der Bruchfliche an der markierten Position FIB-2, (d) Mikrostruktur unter der Bruchfliche an der
markierten Position FIB-1; (e) Vergrofierung von (c); (f) Vergréferung von (d).

Die Lichtmikroskopie-Aufnahme in Abbildung 5-12a zeigt den Rissinitiierungsort einer Ermii-
dungsbruchfliche aus einem Versuch mit dem Lastkollektiv WISPER-R bei einem Spannungs-
verhéltnis von R = 0. In Abbildung 5-12b ist eine REM-Aufnahme der Gegenseite der Bruch-
fliche dargestellt. Weiter sind die durchgefiihrten FIB-Schnitte markiert. In einiger Entfernung
zur Rissinitiierungsposition zeigt sich in Abbildung 5-12b in der Ndhe des zweiten FIB-Schnitts

eine konzentrisch um die Fehlstelle positionierte Rastmarke. Das Gefiige unter der Bruchfldche
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an der Position FIB-2 ist in Abbildung 5-12¢ bzw. der VergroBerung in Abbildung 5-12¢ ge-
zeigt. Im Vergleich zu den Untersuchungen mit FELIX-A bei R = -1 kann keine signifikante
Verdnderung der Kornstruktur beobachtet werden. Ferner zeigen sich keine Mikroschéden, die
hiufig im Bereich des FGA-Layers unterhalb der Bruchfldche beobachtet werden. Auch direkt
an der Fehlstelle in Abbildung 5-12d und f (FIB-1) kann keine aufféllige Veréinderung der Mik-
rostruktur beobachtet werden. Es wird vermutet, dass aufgrund der hoheren Mittelspannung

keine FGA-Bildung ausgelost wird.

5.3 Untersuchung der FGA-Bildung durch kiinstlich 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 Abhéngigkeit der Beanspruchungsparameter der Ermiidungsbelastung auf sehr
unterschiedliche Weise unter der Bruchfliche ausbildet. Die Relevanz der FGA als Einfluss-
faktor auf die Lebensdauer im VHCF-Bereich wurde unter Abschnitt 2.4.2, S. 26 erldutert. Da
in konventionell hergestellten Proben der Rissinitiierungsort nicht von vornherein bekannt ist,
wurden kiinstliche Fehlstellen innerhalb von VHCF-Ermiidungsproben gefertigt. Die folgenden
Untersuchungen haben das Ziel, eine systematische Rissinitiierung an kiinstlich 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 Ermiidungs-
eigenschaften der untersuchten Legierung sowie Einfliisse 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 konnen verschiedene Verfahren verwen-
det werden. In [185,186] wurden z. B. innere Defekte in HCF-Proben durch Diffusionsschwei-
Ben 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 Ermiidungsproben mit den geplanten kiinstlichen Defekten ebenfalls iiber
ein additives Fertigungsverfahren, speziell iiber das Elektronenstrahlschmelzverfahren (EBM),
am Lehrstuhl fiir Mikrofluidtechnik der Universitit Rostock hergestellt. Mithilfe des EBM-Ver-
fahrens konnten wéhrend des Bauprozesses interne Defekte in Form von Hohlrdumen in der
Mitte des Messvolumens der VHCF-Proben eingebracht werden. Aufgrund der Erfahrungen
am Lehrstuhl fiir Mikrofluidtechnik und da sich die FGA auch in Titanlegierungen zeigt (z. B.
[73]), wurde die hochfeste Legierung Ti6Al4V als Werkstoff fiir die nachfolgenden Untersu-

chungen verwendet.
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Zunichst wird anhand von pCT-Untersuchungen an kleinen Zylinderproben die Verifizierung
der kiinstlichen Defekte im Messvolumen belegt. Anschliefend werden die Ergebnisse der
durchgefiihrten Laststeigerungsversuche mit VHCF-Proben, in denen kiinstliche Defekte un-
terschiedlicher Grofle eingearbeitet wurden, vorgestellt. Die Ermiidungsbruchflichen werden
mit géngigen mikroskopischen Methoden untersucht und weiterhin werden zwei alternative

Ansitze zur Detektion der FGA vorgestellt.

5.3.1 Verifizierung kiinstlich generierter Defekte

Um die Lage und GroBe der Defekte im Messvolumen vorab zu verifizieren, wurden pCT-Un-
tersuchungen'® am Lehrstuhl fiir Neue Materialien, Institut fiir Physik der Universitit Rostock
an zwolf kleinen zylindrischen Proben (¥4 mm x 6 mm) durchgefiihrt. Dazu wurden Defekt-
groflen von \Q =[100; 200; 300; 400] pm (Kugeldurchmesser d =~ [113; 226; 339; 451] pm)
mit dem EBM-Verfahren in die Zylinderproben eingebracht. Als Grundlage fiir die definierten
Defektgroflen wurden die Abmessungen von Standarddefekttypen (Poren und Lack of Fusion
Defekte) in additiv gefertigten Materialien aus Literaturdaten [183,187] gewdhlt.

Abbildung 5-13 zeigt die Position und Grofe der detektierten Hohlrdaume in Abhdngigkeit der
jeweiligen \Q-Parameter. Bei den Proben mit einer DefektgroBBe von \B =100 pm wurden
mehrere kleinere Poren beobachtet. Allerdings war eine eindeutige Differenzierung zum ge-
planten Defekt nicht moglich. Fiir die geplanten Defekte von \B =200 um wurde im pCT &hn-
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-
rdumen im GroBenbereich von \M =300 pum und 400 um sind die geplanten Defekte in jeder
Probe sehr exakt mittig im Messvolumen zu beobachten. Dass die Proben mit \B =100 pm
und 200 pm nicht in jedem Fall deutlichen differenzierbare Defekte zeigen, kann unter anderem
folgende Griinde haben. Zum einen kann beim Bau der Proben Pulver in diese Hohlrdume ge-
langen, so dass die Unterscheidung zum umgebenden Material im uCT erschwert wird. Dies
konnte auch bei den Proben mit groBeren Hohlrdumen 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 moglich, dass die bemessenen Fehlstellengrof3en durch die Fertigung teils
oder ganz verschmolzen werden. Abbildung 5-14 zeigt weiter die Vermessung der Defektgro-

Ben aus dem pCT. Die tatsdchlichen Fehlstellen bei einem Sollwert von \ﬂ =300 pm werden

10 uCT Untersuchungen durchgefiihrt am phoenix nanotom® m von GE Inspection Technologies durch K. Witte-
Bodnar, Lehrstuhl fiir neue Materialien, Institut fiir Physik, Universitit Rostock
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deutlich zu groB3 ausgebildet. Fiir \/1_4 =400 um zeigt sich eine geringere Abweichung von der
geplanten GroBe der Fehlstelle.

VA4 =100 pm A =200 pum VA =300 pm V4 =400 pm

geplanter i geplanter
Defekt nicht Defekt

gefunden

Abbildung 5-13: Verifizierung von Grofie und Lage der kiinstlichen Defekte in additiv gefertigten Pro-
ben aus Ti6Al4V mittels uCT-Untersuchungen in der Vorder- und Seitenansicht. (a) Vorderansicht der
Defektgrofie von \/2 = 100 um; (b) Dreidimensionale Darstellung der zylindrischen Proben; (c) Vor-
der- und (d) Seitenansicht bei \/Z =200 um; (e), (f) bei \/Z =300 um; (g), (h) bei \/Z =400 um.
[133,188]
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Abbildung 5-14: Vermessung der Defektgrofsen iiber den \/Z-Pammeter mittels uCT [133].
Basierend auf den Voruntersuchungen wurden Ultraschall-Ermiidungsproben additiv mit der

EBM-Anlage hergestellt. Dafiir wurden interne Defekte in Form von Hohlrdumen mit
\B =[150 200 | 300] um (Defektdurchmesser von d = [169 | 226 | 339] um) gewéhlt 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 Endmafle nach Abbildung 3-2 und Tabelle 3-5, S. 48 gedreht. Der Messbereich
wurde mit Nassschleifpapier mit einer Kérnung von #4000 poliert (Abbildung 5-15b).

(a) Aufbaurichtung (b)
VHCF Probe
R=-1

geplanter
kiinstlicher

Defekt \

Abbildung 5-15: (a) Positionierung des kiinstlichen 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 Ermiidungsversuche sind in Abbildung 5-16a dargestellt, wobei Tabelle 5-3
den Last-Zeitverlauf der markierten Probe zeigt. Zur Durchfiihrung der Laststeigerungsversu-
che wurden alle Proben wiederholt auf héheren Spannungshorizonten bis zur Grenzlastspiel-
zahl von Ng = 10° Zyklen getestet. Beispielsweise wird Probe #2 zuerst bei einer Spannungs-
amplitude von ga,1 = 260 MPa beansprucht und erreicht die Grenzlastspielzahl auf unterschied-
lichen Spannungshorizonten einundzwanzig Mal. Insgesamt erfihrt Probe #2 damit 2,1-10'°
Zyklen. Die Spannungsamplitude, bei der die Probe versagt wird folglich mit
oaf =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] liber Gleichung (2-24), S. 25 fiir innere Defekte normiert aufgetragen. Die
\B-Werte wurden im Anschluss an die Ermiidungsversuche auf der Bruchfldche anhand der
tatsdchlichen rissauslosenden Defektgrofien \/Zi bewertet. Mit Ausnahme der Probe #1 sind

die Werte von . / oamsc flir die ausgefallenen Proben grofer als 1 und die Abschétzung auf
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Basis des \B-Konzepts nach Gleichung (2-24) wurde fiir den untersuchten Datensatz zuverlds-

sig angewendet.
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Abbildung 5-16: (a) Ermiidungsversuchsdaten der Laststeigerungsversuche von EBM gedruckten
Ti6Al4V-Proben mit kiinstlich erzeugten Defekten unterschiedlicher Grofse und (b) modifizierte Ermii-
dungsversuchsdaten mit dem Ansatz von Murakami [57] gemdf3 Gleichung (2-24). [133]

Tabelle 5-3: Lastgeschichte der untersuchten Proben aus Ti6Al4V mit kiinstlichen Defekten. [133]

Probe #1 w | B | o # | o#5 | #6 | w1 | #8 | #9
a1 [MPa] | 230 260

Ao, [MPa] 10 [ 5]10 10

i[-] 3 128 6 14 9 | 6 | 5 | 7 3
\[4 [um] 150 300 150 200 300
Serie VD13 VD11 | VDI3 VD12 VD11
Probe #10 | #11 | #12

0a1 [MPa] 260

Ac, [MPa] 10

i[-] 4 | 6 11

\[4 [um] 300 150

Serie VDI1 VD13

Abbildung 5-17a zeigt die Auswertung der gemessenen Fehlergrof3en auf Grundlage der Bruch-
flichenanalyse. Neben den Datenpunkten sind die Mittelwerte sowie die Standardabweichun-
gen und die Normalverteilungen eingezeichnet. Im Vergleich zur Nenngrof3e ist der Mittelwert
der bruchauslésenden Defekte bei 300 pum tendenziell groBer und bei 150 pm kleiner. Fiir die
geplanten Defekte von \B =200 um ist eine sehr gute Ubereinstimmung zwischen dem Mit-
telwert der Probe und dem Sollwert zu beobachten. Abbildung 5-17b zeigt den Abstand x von
der Oberfliche zum Defekt fiir die drei untersuchten DefektgrofBen, wobei ein Wert von
x =1,5 mm exakt der Mitte im Messbereich entspricht. Mit Ausnahme der Testreihe VD13
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(\ﬂ = 150 um) konnten die geplanten Defekte sehr zuverléssig in der Mitte des Messvolumens
positioniert werden. Bei den Proben mit einem Artefakt von \/Z = 150 pm ist es teilweise nicht
moglich, einen eindeutigen Rissinitiierungsort auf der Bruchfldche zu identifizieren. Dies spie-
gelt sich teilweise auch in den Ermiidungsdaten von Abbildung 5-16a wider. Eine Probe aus
der VD13-Serie mit einem geplanten kiinstlichen Defekt von 150 um versagte bei einer sehr
geringen Spannungsamplitude im Vergleich zu allen anderen Proben der Testreihe. Dies ldsst
vermuten, dass die kiinstlichen Defekte im EBM-Prozess bei \/Z = 150 pm teilweise nicht
mehr eindeutig aufgebaut werden und der kiinstliche Defekt aufgeschmolzen wird. Im Gegen-
satz zu den pCT-Untersuchungen in Abbildung 5-14, in denen nur eine Probe mit einem deut-
lich zentralen Defekt identifiziert wurde, zeigt die Auswertung der kiinstlichen Defekte auf der
Bruchfliche im Anschluss an den Ermiidungsversuch fiir die VD12-Serie mit \B =200 pm
eine gute Abbildung und Positionierung der geplanten Defektgrofen.
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Abbildung 5-17: (a) Bewertung der Zielgroffen mit Hilfe des \/Z—Parameters und (b) Positionierung
der kiinstlichen Defekte durch Messung des Abstands von der Oberfliche x der Proben. [133]

5.3.3 Nachweis der FGA-Bildung mittels FIB-Technik

Die lichtmikroskopischen Aufnahmen in Abbildung 5-18a bis ¢ zeigen die Bruchfldchen aus-
gewihlter Proben mit kiinstlichen Fehlstellen. Alle Risse beginnen an den kiinstlich erzeugten
Defekten im Inneren der VHCF-Proben, wachsen dann zunichst im FiE bis zur Oberflache und
breiten sich dann halbelliptisch weiter aus. Um die kiinstlich eingebrachten Hohlrdume bildet
sich ein markanter dunkler Bereich, was auf eine erhohte Rauheit der Bruchfliche in diesem
Gebiet hinweist. Allerdings konnte eine mogliche FGA-Bildung bei Betrachtung unter dem
Lichtmikroskop nicht von dem auffélligen dunklen Bereich unterschieden werden.
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Abbildung 5-18: Vergleich der Bruchflichen von VHCF-Proben mit kiinstlich erzeugten Defekten von
(@) \[A = 150 um; (b) \[A = 200 um; (c) \[4 = 300 um. [133,188]
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Abbildung 5-19: FIB-Untersuchungen'' von Probe #3 mit einem kiinstlichen Defekt mit \/Z =300 um
bei CA-Belastung und R = -1 (o, = 320 MPa, N;= 6,51-10°). (a) Lichtmikroskopische Aufnahme mit
den Positionen der FIB-Schnitte; (b) Vergroferung an FIB-1 am Ort der Rissinitiierung (SE, 10 kV),
(c) Sicht auf das Gefiige unterhalb der Bruchfliche mit FGA-Bildung (SE + In Beam SE, 30 kV).

[133]

Zur Untersuchung des FGA-Layers wurden anschliefend an der Probe #3 (\ﬁ =300 pm)
FIB-Schnitte in der Ndhe des kiinstlich erzeugten Defekts durchgefiihrt. Am FIB-Schnitt FIB-1
in Abbildung 5-19 kann ein FGA-Layer von #rga = 1 um bis 4 pm Dicke direkt an der Rissini-
tiierungsstelle beobachtet werden. Am zweiten FIB-Schnitt (FIB-2) am Ubergangsbereich vom
dunklen zum hellen Bereich wurden jedoch keine mikrostrukturellen Verdnderungen unterhalb
der Bruchflidche 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 Ndhe des rissauslosenden De-
fekts ausdehnt.

Abbildung 5-20a zeigt die Bruchfldche einer additiv hergestellten Probe aus Ti6Al4V, in der
kein kiinstlicher Defekt eingebaut wurde. Die Rissinitiierung kann an einem prozessinduzier-
tem Bindefehler nahe der Oberfliche der Probe ausgemacht werden. Auch hier zeigt sich unter

dem Lichtmikroskop eine dunkle Zone oder FGA um den Prozessfehler. Im Gegensatz zur

' FIB-Untersuchungen durchgefiihrt von M. W. Klein, Lehrstuhl fiir Werkstoffkunde, Technischen Universitit
Kaiserslautern
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Probe aus Abbildung 5-19 wurde hier keine Laststeigerung durchgefiihrt, da der Bruch auf dem
initialen Lasthorizont von g, = 245 MPa bei Nt = 6,72-10% Zyklen eintrat. Probe #3 mit kiinst-
lich eingebrachtem Defekt wurde hingegen mit 6 10° Zyklen auf unterschiedlichen Horizonten
beansprucht, bevor der Bruch auf dem letzten Horizont von g, = 320 MPa bei Nr=6,51-10%
Zyklen eingetreten ist. Anhand des durchgefiihrten FIB-Schnitts in Abbildung 5-20b und der
VergroBerung in c, zeigt sich eine FGA-Bildung mit Mikroschdden. Im Vergleich zu Abbil-
dung 5-19¢ kann ein durchgehender Layer von etwa frga = 1 um iiber den betrachteten Aus-
schnitt beobachtet werden. Die Gegeniiberstellung 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 urséchlich fiir die FGA-Bil-

dung sind.

Abbildung 5-20: FIB-Untersuchungen'” einer additiv hergestellten Probe aus Ti6AI4V ohne kiinstliche
Defekte aus einer weiteren Charge bei CA-Belastung und R = -1 (6, = 245 MPa, N;= 6,72-1 0% SE,

2 kV). (a) Lichtmikroskopische Aufnahme der Rissinitiierung an einem Bindefehler mit Position des
FIB-Schnitts, (b) Vergrofierung des FIB-Schnitts am Ort der Rissinitiierung, (c) Sicht auf das Gefiige
unterhalb der Bruchfldiche mit FGA-Bildung.

5.3.4 Alternative Methoden zur Untersuchung der FGA-Bildung

Uber FIB-Schnitte kann nur ein begrenzter Bereich von etwa 50 pm pro Schnitt unter der
Bruchfliache freigelegt werden. Um einen groferen Bereich unter der Bruchflache freizulegen,
werden im Folgenden zwei alternative Methoden zur Untersuchung der FGA-Bildung herange-

zogen.

12 FIB-Untersuchungen durchgefiihrt von T. Léber, Nano Structuring Center, Technischen Universitit Kaiserslau-
tern
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5.3.4.1 Mechanische Schliffe zur Untersuchung der FGA-Bildung

Die Bruchflache in Abbildung 5-21a der Probe #9 wurde in der Mitte an der markierten Stelle
geschnitten und eingebettet. AnschlieBend wurde ein metallischer Schliff angefertigt und nach
Kroll gedtzt. Abbildung 5-21b zeigt eine REM-Aufnahme des Bruchfldchenprofils der Probe
aus Abbildung 5-21a. Der Hauptriss breitet sich ausgehend vom kiinstlich eingebrachten Defekt

in Richtung der Mantelflachen im zylindrischen Messvolumen der Probe aus.

Rissfortschritt : Rissfort_:schritt

kiinst-
4 licher
_____ - : Defekt

« Lastrichtung

- Kupferspreifer -0+ l 500 wm_

kiinstlicher
Defekt

Abbildung 5-21: Untersuchung eines metallischen Schliffs senkrecht zur Bruchfldiche der EBM gefer-
tigten VHCF-Probe #9 mit einem kiinstlich hergestellten Defekt von \/Z = 300 um. Atzung des metalli-
schen Schliiffs nach Kroll (SE, 5 kV). (a) Lichtmikroskopie-Aufnahme der Bruchfldche mit Positionie-
rung des Querschliffs; (b) geneigte REM-Aufnahme'® des Schliffs mit Blick unter die Bruchfliiche; (c)
Vergrofserung der Rissinitiierungsstelle auf der rechten Seite des kiinstlichen Defekts; (d) Vergrofie-
rung der prozessinduzierten Pore in der Ndhe der Rissinitiierungsstelle; (e) Vergrofierung unterhalb
der Bruchfliche des Hauptrisses. [133]

13 REM Untersuchungen mit Unterstiitzung von R. Staschko, Fraunhofer IGP Rostock
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Der markierte Bereich ist in Abbildung 5-21¢ vergroBert 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 Bruchfliche des Hauptrisses. Unterhalb der
Bruchfliche am Hauptriss (vgl. Abbildung 5-21¢) sind partielle dunkle Bereiche zu erkennen.
In der Nidhe der prozessinduzierten Pore (vgl. Abbildung 5-21d) ist der dunkle Bereich konti-
nuierlich ausgepragt und erstreckt sich ausgehend vom kiinstlich eingebrachten Defekt bis hin
zur Pore. AnschlieBend ist die dunkle Struktur um die Pore herum zu erkennen und breitet sich
ca. 20 pm senkrecht zur Belastungsrichtung weiter aus. Die Dicke der Bereiche kann mit etwa
5 um bestimmt werden, was sehr gut mit den FIB-Untersuchungen aus Abbildung 5-19¢ 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 dhn-
liches Verhalten der FGA-Bildung in der Néhe eines TiN-Einschlusses in einem 100Cr6-Stahl.
Nimmt man eine Feinkornzonenbildung an den dunklen Stellen an, so lassen sich gemél3 Ab-
bildung 5-21¢ Gefligeverdnderungen bis zu einem Abstand von ca. 225 pm vom Ende des
kiinstlich induzierten Defekts beobachten.

(a) - H_auptrissfortschritt | (b)

=k
19 Mikroschaden
=

)
B

4

Abbildung 5-22: REM-Untersuchung™ des polierten metallischen Schliffs senkrecht zur Bruchfliche
der EBM gefertigten VHCF-Probe #9 mit einem additiv hergestellten Defekt von \/Z = 300 um aus
Abbildung 5-21 (SE2, 10 kV). (a) prozessinduzierte Pore in der Néihe der Rissinitiierungsstelle; (b)
Vergréferung der markierten Stelle der Abbildung 5-22a auf einen Nebenriss, (c) Vergroferung der
markierten Position von Abbildung 5-22b mit Ablosungen in der Ndhe des Sekunddrrisses. [133]

14 REM Untersuchungen mit Unterstiitzung von A. Novikov, Institut fiir Geréitesysteme und Schaltungstechnik,
Universitdt Rostock
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Um zu iiberpriifen, 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 At-
zung zu entfernen. Abbildung 5-22a zeigt eine REM-Aufnahme der entsprechenden Stelle. Wie
die vergroflerten Ausschnitte in Abbildung 5-22b und ¢ zeigen, ist im Bereich der markanten
Zonen in Abbildung 5-21d ein Sekundarriss zu erkennen. Zuséatzlich konnten Ablésungen um
die Risse mit einer Grofle von etwa 0,2 um beobachtet werden (Abbildung 5-22c¢). Diese Ablo-
sungen treten auch in der Nidhe des Hauptrisses unterhalb der Bruchfliche 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 anschlieBend im REM un-
tersucht. Die Probe wurde mit einer Spannung von 6 kV fiir 8 Stunden mit einem Ar+ Ionen-
strahl poliert. Mit der CSP-Methode kann im Vergleich zu FIB-Untersuchungen ein viel gro-
Berer Bereich (> 500 um [190]) unterhalb der Bruchflache auf eine Verdnderung der metalli-
schen Struktur untersucht werden. Durch die polierte Oberfliche mit geringer Rauheit sind
hochauflosende Untersuchungen unter dem REM moglich. Abbildung 5-23 zeigt die Ergeb-
nisse der CSP-Préparation. Der polierte Bereich umfasst ca. 1,5 mm unterhalb der Bruchfldche
und ist in Abbildung 5-23a hervorgehoben. Abbildung 5-23b zeigt die VergroBerung der mar-
kierten Stelle in Abbildung 5-23a mit dem LABE-Detektor, der die Mikrostruktur hervorhebt.
Wie Abbildung 5-23b und die Vergroferung in Abbildung 5-23c¢ verdeutlichen, ist an der mar-
kierten Stelle, etwa 360 um vom Ende des kiinstlich erzeugten Defekts entfernt, ein partieller
FGA-Layer zu beobachten.

Weiterhin zeigen die Abbildungen dhnliche Materialablésungen und Mikrorisse zwischen dem
feinkornigen Geflige und dem groben Grundgefiige, 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 konnen diese mikrostrukturellen Erschei-

nungen als Indiz fiir eine FGA-Bildung gewertet werden.

Abbildung 5-23d und e zeigen die VergroBBerung des sekunddren Risses in der Nihe 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 Ablosungen konnten auch hier
deutlich dargestellt werden. Das partielle Auftreten des FGA-Layers unter der Bruchflidche ge-
mal Abbildung 5-21 und Abbildung 5-23 kann u. a. folgende Griinde haben. Auf der einen

Seite ist es moglich, dass wéhrend der Priparation des mechanischen Schliffs einige Zonen
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abgetragen wurden, was z. B. durch eine schlechte Haftung des Einbettmittels an der rauen
Bruchfliche hervorgerufen werden kann.

Mikroschaden

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) " Verfahren bearbeitet wurde. (a)
Ubersicht iiber die Bruchfliche (SEI1, 15 kV); (b) Vergroferung des links markierten Bereichs in Ab-
bildung 5-23a (LABE, 15 kV); (c) Vergrofierung einer Position auf der Bruchfliche mit FGA-Bildung
(LABE, 15 kV); (d) Vergrofierung des rechts markierten Bereichs in Abbildung 5-23a (SE1, 15 kV),
(e) Vergrofierung des Sekunddrrisses in der Niihe der prozessinduzierten Pore (SE1, 15 kV). [133]

15 REM und CSP Untersuchungen durchgefiihrt mit CSP System Jeol IB-19530CP durch J. Schifer, Leibniz In-
stitute fiir Plasmaforschung und Technologie, INP Greifswald
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Dariiber hinaus ist ein einfacher Abtrag gegeniiber dem Grundgefiige mdglich, da innerhalb des
FGA-Layers oft auch Ablosungen zu beobachten sind (vorgestellte Gefiigeuntersuchungen
bzw. [121]) und weitere Mikrorisse zwischen dem feinkornigen Gefiige und dem groben
Grundgefiige 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 Erklarung liefern.

5.3.5 Bruchmechanische Bewertung der Ergebnisse

Abbildung 5-24 zeigt ein modifiziertes Kitagawa-Takahashi-Diagramm unter Verwendung des
\B-Parameters als Risslingenparameter. In Abbildung 5-24 wurden die kiinstlichen Defekt-
groflen der Proben mit den \/A_d-Werten und nicht die GroBe der FGA oder der markanten Zonen
aus Abbildung 5-18 gegen die Spannungsamplitude aufgetragen. Der in Gleichung (2-24),
S. 25 angegebene Schwellenwert o sc flir die Ausbreitung kurzer Risse von Murakami [57] ist
ebenfalls eingezeichnet. Weiterhin wurden zwei Konzepte zur Abschéitzung der FGA-Grofle
unter Verwendung der Priifdaten verschiedener Stdhle 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) fiir die Titanlegierung angewendet und in der Abbildung dargestellt. Die beschriebenen
Ansitze in den beiden Publikationen wurden auf Grundlage der FGA-Groflen und nicht auf
Grundlage der Ausbreitung des FGA-Layers unter der Bruchfliche aus REM-Aufnahmen ab-
geleitet.
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Abbildung 5-24: Modifiziertes Kitagawa-Takahashi-Diagramm unter Verwendung der kiinstlichen De-
fektgrofen mit Hilfe des \/Z-Parameters als Rissldngenparameter. [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 fiir
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die VD11-Serie nach Yang et al. nicht moglich. Allerdings wurde in der Probe #9 der VD11-Se-
rie ein partieller FGA-Layer beobachtet, und feinkornige Bereiche in einem Abstand von ca.
360 um vom Ende des kiinstlich generierten Defekts identifiziert. Nach \B-Konzept kann eine
FGA-GroBe von ca. \/IFGA ~ 1026 um 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 hoher ist als der geschitzte Schwellenwert nach Glei-
chung (2-34), bildet sich keine FGA. Ist die aufgebrachte Spannungsamplitude kleiner als die
geschitzte Schwellspannung nach Gleichung (2-35), ist hochstens eine teilweise FGA-Bildung
zu erwarten. Etwa 75 % der Datenpunkte liegen in dem von Liu et al. geschitzten Bereich, wo-
bei ein GroBteil an der unteren Grenze auftreten. So schitzen Liu et al. fiir die Probe #9 eine
maximale FGA-Grofe von \m ~ 1409 um nach Gleichung (2-34), was in besserer Uberein-
stimmung mit dem experimentell bestimmten Wert von '\/RA ~ 1026 pm ist. Die Schwellen-
wertkurve nach Murakami [57] zeigt, dass ausgehend von den kiinstlichen Defekten eine Riss-
ausbreitung moglich ist, da die Defektgro8en zu Spannungsintensitétsfaktoren fithren, die hoher

sind als der abgeschitzte Schwellenwert nach dem \B—Konzept.

5.3.6 Diskussion und Fazit

Eine partielle FGA-Layer-Bildung weit iiber die Rissinitiierungsstelle hinaus ist in der Literatur
nicht dargestellt. Im Vergleich zu Stdhlen zeigen die Bruchflichenanalysen der Ti6Al4V-Le-
gierung groBBere prominente Zonen, die die Defektstelle umgeben. Su ef al. [73] ermittelten fiir
die untersuchte Ti6Al4V-Legierung eine maximale FGA-Grofle von '\/RA ~ 347 um.
Pan et al. [140] konnten ein FGA-Zone von \|Arga = 575 um ausmessen. Im Gegensatz dazu
zeigen die von Liu et al. [88] durchgefiihrten Messungen der FGA-Groéfen verschiedener
Stihle eine maximale FGA-Gro3e von \m ~ 135 um. Es besteht jedoch ein signifikanter
Unterschied zu den beobachteten Gefiigeverdnderungen im grolen Abstand zur Rissinitiie-
rungsstelle in den durchgefiihrten Untersuchungen in Kapitel 5.3, die mit \/KGA ~ 1026 um
abgeschétzt wurde. Weitere Untersuchungen sind notwendig, um zu iiberpriifen, ob die beo-
bachteten, partiellen Feinkornzonen in grof3er Entfernung zum Defekt, durch die wiederholten
Ermiidungstests auf hoheren 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 Bruchfldache zu beobachten ist. Allerdings beruhen diese Aussa-

gen auf FIB- und TEM-Analysen des Gefiiges, mit denen nur ein begrenzter Bereich unter der
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Bruchfliche (FIB-Schnitt ca. 50 pym) analysiert werden kann. Innerhalb des durchgefiihrten
FIB-Schnitts in Abbildung 5-19, S. 85 kann in dieser Hinsicht auch eine gleichmifBige Ausbil-
dung des FGA-Layers beobachtet werden. Die vorgestellten alternativen Methoden zur Unter-
suchung der FGA (metallische Schliffe, CSP-Priparation) konnen einen deutlich grof3eren Be-
reich unter der Bruchflidche freilegen. Ein konstanter Layer an feinen Kdrnern konnte mit diesen
Methoden nicht iiber die durch FIB-Préiparationen freigelegten Bereiche hinaus beobachtet wer-
den. Es wird vermutet, dass die partiellen Strukturen mit feinen Kornern unter der Bruchfldche
durch die Préparation des mechanischen Schliffs begriindet sind, zumal im Bereich der prozess-
induzierten Poren eine durchgehende markante Zone gefunden wurde. Einen Einfluss durch
mogliche Reihenfolgeeffekte aufgrund der verwendeten Methodik der Laststeigerungsversuche
ist ebenfalls nicht auszuschlieBen. 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 beriicksichtigen. Der Einsatz von kombi-
nierten Préparationsmethoden wie z. B. FIB-Schnitte mit anschlieBender Préparation des me-
chanischen Schliffs oder CSP-Untersuchungen sowie Untersuchungen der Gegenseite der
Bruchfliche konnten diese Vermutung kléren.
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6 Elastisch-plastische Rissfortschrittssimulationen

Um den Mittelspannungseinfluss auf Basis des RissschlieBens (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-Verhéltnissen und den entsprechenden Langzeit-
festigkeiten im VHCF-Bereich fiir 10° Zyklen aus Tabelle 6-1 fiir den Vergiitungsstahl
34CrNiMo6 durchgefiihrt. Dazu wurden die Langzeitfestigkeiten fiir die R-Verhiltnisse von
R = -1 und R = 0 mittels IABG-Methode aus den experimentellen Daten von Miiller [135] er-
mittelt. AnschlieBend konnte eine Abschitzung der Langzeitfestigkeitswerte fiir die anderen
R-Verhéltnisse durch das Haigh-Diagramm (Abbildung 2-24, S. 41) nach FKM Richtline [134]
fiir eine Mittelspannungsempfindlichkeit von M = 0,52 erfolgen. Die berechneten Werte der
RissschlieBfunktion nach Newman sind iiber y nach Gleichung (2-31), S. 26 mit acr =3 (EVZ)
ebenfalls in Tabelle 6-1 gelistet. [136]

Tabelle 6-1: R-Verhiiltnisse und entsprechende Langzeitfestigkeiten fiir 10° Lastwechsel des
Vergiitungsstahls 34CrNiMo6 auf Grundlage der experimentellen Daten von Miiller [135] sowie die
berechnete Rissschliefsfunktion y.

R-Verhiltnis -1,5 -1 -0,8 -0,5 0 0,2 0,5
a1 [MPa] 596 537 509 461 359 335 280
y[-] 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 plastizititsinduziertem RissschlieBen unter den Bedingungen des ESZ und EVZ
[186,191,192]. Dreidimensionale Probleme werden z. B. in [36,193] diskutiert. Ein umfassen-
der Uberblick zu numerischen Rissfortschrittssimulationen sowie die Diskussion der wichtigs-
ten Parameter und Modelle ist in [193—-197] zu finden.

6.1 Modellbeschreibung fiir 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, kugelformigen Fehlstelle ab. Zur
Optimierung der Rechenzeit wurde nur ein Ausschnitt der Probe modelliert. Die Grof3e des
Ausschnitts ist entsprechend so gewéhlt, 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 Hohe 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 iiber eine Kontaktlinie realisiert, die keine Durchdringungen
zulésst. Zwischen der Linie und den finiten Elementen des Modells wurde ein Reibungskoeffi-
zient von u = 0,15 (Stahl-Stahl) angenommen. Der rissinitiierende Defekt kann als spharischer
Hohlraum oder als sphirischer 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-Verhiltnis der Belastung sind frei wéhl-
bar. Weiterhin konnen auch Blocklasten und VA-Belastungen simuliert werden, um die Aus-
wirkungen von z. B. Reihenfolgeeffekten zu untersuchen.

t t t+ t t t 3
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=
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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] {iber das Losen 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 Rissldnge von @max = 0,1 mm simu-
liert. Die Generierung des Rissfortschrittmodells in Abbildung 6-1 erfolgt automatisiert iiber
ein programmiertes Python-Skript in Abaqus/CAE.
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Abbildung 6-2: Beschreibung der Lastaufbringung in den Rechenschritten anhand einer Blockbelas-
tung.

Abbildung 6-2 zeigt ein Beispiel einer Last-Zeit-Funktion o(¢), die iiber das Python-Skript auf-
gebracht wird. Dazu sind R-Verhéltnis und Spannungsamplitude der einzelnen Blocke in Listen
zu definieren. Zusétzlich ist eine normierte Rissldnge anzugeben, bis zu der die festgelegten
Einzelblocke im Modell aufgebracht werden sollen. Nach Abbildung 6-2 werden beispiels-
weise insgesamt vier unterschiedlich hohe Belastungsblocke als Sinusfunktion wihrend der Si-
mulation aufgebracht. Der Rissfortschritt, also das Losen 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
omax auch an andere Zeitpunkte im Schwingungszyklus verlagert werden (z. B. omin, om). Auf
der Abszisse des Diagramms sind die einzelnen Zeitschritte in der numerischen Rechnung mar-
kiert. Jedem Zeitschritt wird eine konstante Zeitspanne (hier # =4 s) zugeordnet, die sich aus
der Frequenz f der abgebildeten Sinusschwingung und der Anzahl an Zyklen N je Zeitschritt
zusammensetzt. Die Auflosung der einzelnen Zyklen wird {iber 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 Belastungsblocken sowie
am Beginn und am Ende der Rechnung werden auBerdem Ubergangszeitschritte angelegt.
Diese dienen der Stabilisierung des Werkstoffverhaltens nach der Verdnderung der Randbedin-
gungen und dem Lésen der Knoten. Weiterhin werden die Ubergangszeitschritte im Falle einer
Blockbelastung genutzt, um ein anderes Spannungsniveau anzusteuern, auf dem die Simulation

weiter ausgefiihrt wird (z. B. Zeitschritt #5: Ubergang von Gmax = 0a auf omax = 2-0a). Eine
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Blockbelastung wird so lange wiederholt, bis die zuvor definierte, normierte Rissldnge des ent-
sprechenden Blocks erreicht ist (unterbrochene Darstellung des Ubergangszeitschritts #3 in Ab-
bildung 6-2).

6.1.1 Materialmodell

Fiir die Beschreibung des zyklischen FlieBverhaltens 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 fiir das Chaboche-Modell der
untersuchten Werkstoffe wurden durchgefiihrte Incremental-Step-Tests (IST) mit einem Ein-
Element-Modell numerisch nachgerechnet. Der IST fiir den Stahl X10CrNiMoV12-2-2 wurde
an der Technischen Universitdt Kaiserslautern durchgefiihrt. Der IST fiir den Vergiitungsstahl

34CrNiMob6 stammt aus Versuchen am Lehrstuhl fiir Strukturmechanik.

(a) 1500 : ‘ —(b)
134CrNiMo6 | | X10CrNoMoV12-2-2
10004 IST: 22 Zyklen 77777777777 7__7 1 IST: 27Zyklen
5001 ‘
? J
e
S o
b 4
-500 1
-1000
-1500 +— : : : a a
-0,01 0,00 0,01 -0,01 0,00 0,01
&[] l-]
— — —IST: Erstbelastung — IST: stabilisierter Zyklus Chaboche Modell

Abbildung 6-3: Vergleich der Spannungs-Dehnungs-Hysteresen aus der numerischen Simulation mit
den Chaboche-Parametern aus Tabelle 6-2 und den experimentell durchgefiihrten Incremental-Step-
Tests (IST) fiir 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 grof3ten stabilisierten
Hystereseschleife aus dem IST. Die identifizierten Chaboche-Parameter der isotropen und ki-

nematischen Verfestigung fiir 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 fiir die Werkstoffe.

Tabelle 6-2: Chaboche-Parameter zur Beschreibung des elastisch-plastischen Materialverhaltens in
den Rissfortschrittsrechnungen in Abaqus/CAE.

Material R. [MPa] 0cq [MPa] O~ [MPa] Cl-] b[-]
34CrNiMo6 1000 1000 -500 60.000 100
X10CrNiMoV12-2-2 843 843 -200 60.000 5

6.1.2 Elementgréfenbetrachtung

Wihrend der Ausbreitung eines Ermiidungsrisses kommt es zur Ausbildung einer primér-plas-
tischen Zone r, bei maximaler Belastung sowie der umkehr-plastischen Zone Ar, 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 GroBe der plastischen Zonen beriicksichtigt werden. In dem hier
vorgestellten Modell ist das Rissfortschrittsinkrement Aa identisch mit der Elementkantenlédnge
(EKL) im fein vernetzten Bereich aus Abbildung 6-1. Um die Grofe der plastischen Zonen in
der numerischen Rechnung angemessen abzubilden, kann auf einige Untersuchungen und Re-
ferenzwerte aus der Literatur zuriickgegriffen werden. Beispielsweise schlagen McClung [206]
und Dougherty et al. [207] ein Verhiltnis von Aa / rp, < 0,2 fiir die primér-plastische Zone vor.
Park et al. fihren in [208] numerische Simulationen bei unterschiedlichen Spannungsverhélt-
nissen durch und bestimmen ein addquates Verhéltnis von Aa / Ar, =0,77 - 0,91 fiir 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
ElementgroBen kleiner als 1 pm aufgrund der hohen Rechenzeiten ungeeignet sind. Im Allge-
meinen steigen die Vernetzungsanforderungen aulerdem mit hheren Spannungsverhéltnissen
und kleineren Amplituden aufgrund der geringen Grofe der umkehr-plastischen Zone
[196,199].

Um die Elementkantenlidnge im fein vernetzten Bereich zu bestimmen, wurde die primér-plas-
tische Zone nach Gleichung (2-17) und die umkehr-plastische Zone nach Gleichung (2-18),
S. 13 fiir den ebenen Verzerrungszustand abgeschétzt [20]. Die maximale Spannungsintensitat
Kmax in Gleichung (2-17) ist liber die maximale Spannung der Belastungsfunktion omax und der
numerisch ermittelten Geometriefaktorlosung fiir unterschiedliche Risslingen nach Glei-
chung (2-13) berechnet worden. Zur numerischen Ermittlung der Geometriefaktorlosung wird
hierbei auf die Veroffentlichung von Stdcker et al. [136] verwiesen. Die FlieBspannung R.
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 Verhiltnissen fiir die plastischen Zonen aus
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der Literatur von Aa /rp, <0,2 und Aa/ Arp, < 0,9 kann ein Referenzwert fiir die Elementkan-
tenlédnge bzw. das Rissfortschrittsinkrement Aarer berechnet werden. Die Ergebnisse sind in Ab-
bildung 6-4a und b fiir die untersuchten R-Verhiltnisse bei Belastung mit den entsprechenden
Langzeitfestigkeitsamplituden aus Tabelle 6-1 aufgetragen.
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Abbildung 6-4: Abschditzung eines angemessenen Rissfortschrittsinkrements Aa,.r basierend auf der

(a) primdr-plastischen und (b) umkehr-plastischen Zone in Abhdngigkeit der Rissldnge a fiir verschie-

dene R—Verhiltnisse [136].

Abbildung 6-4a zeigt die berechneten Referenzwerte Aarer der untersuchten R-Verhiltnisse fiir
die primir-plastische Zone. Mit zunehmendem R-Verhiltnis resultieren hohere maximale Span-
nungen, die zu einer groferen primér-plastischen Zone fiihren. Daher kann die primér-plasti-
sche Zone bei hoheren R-Verhiltnissen auch durch groflere EKL in der numerischen Rechnung
addquat abgebildet werden. Im Gegensatz wird die umkehr-plastische Zone in Abbildung 6-4b
deutlich besser bei den negativen R-Verhéltnissen abgebildet, da hohere 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 Aa = 0,5 um festgelegt, dass sowohl primar-plastische Zone als auch umkehr-
plastische Zone fiir die untersuchten Spannungsverhéltnisse addquat beschreibt. Fiir das R-Ver-
héltnis von -1,5 wird die priméar-plastische Zone mit der festgelegten EKL erst ab a = 2,5 um
ausreichend abgebildet. Auf eine weitere Reduzierung der EKL wurde aber aufgrund des er-

hohten Speicherbedarfs und der deutlich erhohten Rechenzeiten verzichtet.

Auf Grundlage der durchgefiihrten Elementgrofenbetrachtung wurde der Rissfortschrittsbe-
reich in Abbildung 6-1, S. 96 mit der festgelegten EKL von 0,5 pm gleichméBig 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 Rissoffnungsspannung

Die numerischen Simulationen wurden hinsichtlich der Riss6ffnungsspannung oo, ausgewertet
(vgl. Abbildung 2-10, S. 17). Die Rissoffnungsspannung ist eine Kenngrofle zur Beschreibung
der duBeren Belastung, ab der ein Riss komplett gedftnet ist, d. h. es treten keine Oberfldchen-
kontakte zwischen den Rissflanken auf [20]. Die Risséffnungsspannung 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 Risséffnungsspannung. Fiir die tt-Methode wird die lokale Be-
lastung in Lastrichtung 022(f) am Rissspitzenknoten @ betrachtet. Als Kriterium fiir den Riss-
offnungszeitpunkt ist die Lastumkehr von Druckspannungen (Zeitinkrement i) zu Zugspannun-
gen (Zeitinkrement i+1) am Rissspitzenknoten definiert. Der Rissoffnungszeitpunkt #,, wird
anschlieBend durch eine Interpolation auf 0 MPa bestimmt. Durch Einsetzen von #op in die Be-

lastungs-Zeit-Funktion o(f) kann die Rissoffnungsspannung oo, ausgewertet werden.
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Abbildung 6-5: Schematische Darstellung der Auswertemethoden zur Bestimmung der Rissoffnungs-
spannungen. [136]

Die efn-Methode analysiert hingegen die Verschiebungen U> in Lastrichtung am ersten Knoten
© hinter dem Rissspitzenknoten @ (vgl. Abbildung 6-5). Wenn die Verschiebung U>; an @
einen kritischen Wert {iberschreitet, ist der Riss definitionsgemil ge6ffnet und es werden die
Verschiebungen tiiber die lokalen Spannungen am Knoten der folgenden n Zeitinkremente auf-
getragen. Mithilfe einer Regressionsgeraden der n Datenpunkte kann durch Extrapolation die

Rissoffnungsspannung oop fiir Uz = 0 berechnet werden. Durch eine Sensitivititsanalyse konnte
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das kritische Verschiebungslimit mit einem Wert von 1 - 10® mm und die Anzahl der Regres-
sionspunkten mit n = 6 festgelegt werden. Die Auswertung der Rissdffnungsspannungen iiber
den kompletten Rissfortschritt erfolgt iiber ein Python-Skript in Abaqus/CAE.

Um bei der Simulation von Blocklastkollektiven auch partielles Rissschlieen zu beriicksichti-
gen, wurde mit dem extrapolation-last-node-contact (elnc) Ansatz auBlerdem die Methodik des
efn-Ansatzes auf alle offenen Knoten der Rissflanke angewendet. Somit ldsst sich die Rissoft-
nungsspannung des letzten Knotens in Kontakt mit der Symmetrielinie ermitteln. Die elnc-Me-
thode wird auch in der Literatur vor allem fiir die Auswertung der Rissoffnungswerte 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 Bruchflaichenkontakt
ausgeht, werden auflerdem 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 Haufigkeit der auftre-

tenden Kontaktdriicke entlang der Rissflanke zu beriicksichtigen.

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 fiir die aktuelle Beispielrisslinge von a = 0,05 mm in Abbildung 6-6a gezeigt.
Die Rissspitze befindet sich also bei einer Pfadldnge von x = 0,05 mm (vgl. Abbildung 6-1). Im
rechten Teil von Abbildung 6-6a ist die durch die Langzeitfestigkeitsamplitude a1 normierte
Belastungs-Zeit-Funktion o(f) gezeigt. Kontaktspannungen treten in diesem Beispiel entlang
des Auswertepfads x ausschlielich 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 tiber die vier Zyklen gemittelt werden. Um einen Vergleich bei unterschiedli-
chen R-Verhiltnissen zu ermoglichen, werden die Werte auBerdem mit der Langzeitfestigkeits-

amplitude oaL normiert aufgetragen.

Fiir die kumulative Bewertung der Beanspruchung der Rissufer wird auBBerdem ein Rissflan-

kenbeanspruchungsparameter nach
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D= cs,max f; (6—1)

iiber den kompletten Risspfad x ausgewertet. In einem ersten Schritt werden dazu, wie in Ab-

bildung 6-6¢ skizziert, die maximalen Kontaktspannungen ocs 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 Abhdngigkeit der
Zykluszeit t und der Pfadldnge x bei einer Beispielrissiinge von a = 0,05 mm; (b) Auswertung der
Rohdaten zur Darstellung der durchschnittlichen Kontaktspannung je Rissldnge als Konturabbild; (c)
Auswertung der maximalen Kontaktspannung iiber alle Zeitinkremente bei einer definierten Position
auf der Rissflanke x — Wiederholung fiir alle Risslingen a; (d) Durchschnitt der max. Kontaktspan-
nung tiber alle Rissldngen a sowie Zdhlung der Kontakthdufigkeit je Pfadldnge x — Berechnung eines
Rissflankenbeanspruchungsparameters D auf Grundlage der Kontakthdufigkeit und der normierten
durchschnittlichen Kontaktspannungen je Pfadlinge x.

Dieses Vorgehen wird fiir alle Rissldngen a wiederholt. Anschlieend werden die auftretenden

Kontaktspannungen iiber alle Risslangen gemittelt (Docsmax) und liber x aufgetragen. Zusétzlich
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Zu Docsmax Wird die Anzahl an Kontakten aus den Kurven in Abbildung 6-6¢ ausgewertet. Es
wird also gezdhlt, wie oft ein Knoten die Kontaktlinie wéhrend der Simulation beriihrt. Die
gemittelten Kontaktspannungen Qocs max werden anschlieBend mithilfe der Kontakthdufigkeit fc
im Bereich zwischen 0 und 1 gewichtet und mit der aufgebrachten Langzeitfestigkeitsamplitude
0a,L normiert. Somit lassen sich mithilfe des Rissflankenbeanspruchungsparameters D ortsab-
hingige Aussagen zur zyklischen Beanspruchung der Rissflanke treffen, die sowohl die durch-

schnittlichen lokalen Kontaktspannungen als auch die Héaufigkeit der Kontakte berticksichtigt.

6.2 Ergebnisse @ der Rissoffnungsspannungen  ausgehend von
Volumenfehlern

Im Folgenden werden die Einfliisse der Auswertemethode, des Defekttyps, des Spannungsver-
hiltnisses, der Spannungsamplitude und der Belastungs-Zeit-Funktion auf die Rissoffnungs-

spannung beschrieben.

6.2.1 Einfluss der Auswertemethode

Wie in Kapitel 6.1.3 erldutert, 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 Risséffnungsspannung am Beispiel von R =-1 und R = 0 dargestellt. Eine
Normierung der Risséffnungsspannung oop durch die maximale Spannung der Lastfunktion er-
moglicht eine einheitliche Darstellung unabhéngig vom R-Verhéltnis der Belastung. Weiterhin
ermoglich die Darstellung der Rissoffnungswerte tiber oop / omax €in direktes Ablesen des effek-
tiven R-Verhiltnisses. Hohe Werte fiir oop / omax belegen dabei ein spiteres Offnen des Risses

im Belastungszyklus.

In den Simulationen wurde als Fehlstelle ein Hohlraum mit einem Durchmesser von d =30 pum
angenommen. Dies entspricht der kleinsten vermessenen Fehlstellengrof3e eines nichtmetalli-
schen Einschlusses in den durchgefiihrten Testreithen mit dem Vergiitungsstahl 1.6582. Die du-
Bere Belastungsamplitude entspricht der Langzeitfestigkeit oL des jeweiligen Spannungsver-
hiltnisses (Tabelle 6-1). Als Ergénzung ist die Rissoffnungsfunktion von Newman nach Glei-
chung (2-31) und (2-32), S. 26 iiber die Rissldnge aufgetragen. Die analytische Losung nach
Newman liefert allerdings unabhingig von der Rissldnge konstante Werte und dient ausschliel3-

lich zur tendenziellen Bewertung der Ergebnisse aus den numerischen Simulationen.
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Abbildung 6-7: Einfluss der Auswertemethode zur Bestimmung der Rissoffnungsspannung. (a) R = -1
und 641 = 537 MPa [136,210]; (b) R = 0 und 04, = 359 MPa.

Unabhéngig vom R-Verhiltnis zeigen sich in Abbildung 6-7a und Abbildung 6-7b signifikant
groBere Rissoffnungswerte, wenn die tt-Methode zur Auswertung der Simulationen herangezo-
gen wird. Ungeachtet der Diskrepanzen zwischen den Auswerteverfahren steigen die Rissoff-
nungswerte zu Beginn der Rissausbreitung fiir kleine Rissldngen sehr stark an. Im Anschluss
konvergieren die oop / omax-Werte fiir die efn-Methode innerhalb weniger Auswerteschritte bis
ein konstantes effektives R-Verhiltnis von ca. 0,15 bei R =-1 bzw. 0,25 bei R = 0 erreicht ist.
Im Vergleich steigen die normierten Rissoffnungsspannungen 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 6ffnet sich demzufolge bei groen Rissléngen wieder frither. Die Unstetigkeiten im
Oop / omax-Verlauf resultieren aus einem Sprung im Auswerteinkrement und konnen prinzipiell
durch eine Anhebung der Inkremente pro Zeitschritt vermieden werden (vgl. Abbildung 6-5,
S. 101). Die Spriinge konnten sowohl bei der tt-Methode als auch beim efn-Ansatz beobachtet
werden. Fiir alle folgenden Ergebnisse wird die efn-Methode angewendet, da sie in den Vorun-

tersuchungen tendenziell stabilere Rissoffnungswerte lieferte.

6.2.2 FEinfluss des Spannungsverhéltnisses

In Abbildung 6-8 sind die normierten Risséffnungswerte iiber die Rissldnge bei unterschiedli-
chen R-Verhiltnissen aufgetragen, wobei die Langzeitfestigkeitsamplitude .1 des jeweiligen
Spannungsverhéltnis (Tabelle 6-1) als Belastung aufgebracht wurde.
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Abbildung 6-8: Vergleich der numerisch ermittelten normierten Rissoffnungsspannung iiber die Riss-
ldnge bei unterschiedlichen R-Verhdltnissen im Vergleich zur Lésung nach Newman. [81,165]

Die Losung nach Newman zeigt steigende oop / omax-Werte mit zunehmendem R-Verhiltnis.
Der gleiche Trend wird auch in den Ergebnissen der numerischen Simulationen sichtbar. Prin-
zipiell kann die analytische Losung den Verlauf der Risséffnungswerte tliber die Rissldnge aber
nicht beschreiben. Fiir Spannungsverhéltnisse R < 0,5 steigen die gop / omax-Werte zunéchst fiir
kleine Risslangen an und konvergieren gegen einen konstanten Wert oberhalb der Newman-L6-
sung. Dabei wird der konvergente Wert mit zunehmendem R-Verhiltnis erst bei grofleren Riss-
langen erreicht und die Differenz zur Newman-Losung steigt an. Im Fall der reinen Zugschwell-
belastung bei R = 0,5 konnten keine Risséffnungswerte fiir Risslingen a < 0,04 mm bestimmt
werden. Der Riss ist also im ersten Bereich komplett gedffnet und ein Rissschlieen tritt nicht
auf. Allgemein zeigen sowohl die Simulationen als auch die analytischen Losungen, dass fiir
alle untersuchten negativen R-Verhiltnisse positive effektive R-Verhéltnisse 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 (Al>Os-Einschluss) modelliert [136]. Zwischen den Matrixelementen und
den Elementen des Einschlusses wurde auflerdem ein Reibungskontakt mit = 0,2 (Stahl-Alu-
minium) angenommen. Abbildung 6-9a zeigt vergleichend die normierten Rissoffnungswerte
bei R = -1 fiir die untersuchten Defekttypen, wobei in Abbildung 6-9b die Ergebnisse fiir R =0
aufgetragen sind.
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Abbildung 6-9: Einfluss des Defekttyps auf das Rissoffnungsverhalten bei (a) R = -1 und (b) R = 0.
[81]

Am Beginn der Kurvenverldufe ist ein gewisser Einlaufbereich in den numerischen Rechnun-
gen zu verzeichnen. So zeigen sich fiir den Einschluss bei R = -1 zuerst geringere Riss6ffnungs-
werte im Vergleich mit dem Hohlraum. Ursdchlich hierfiir konnte das Materialverhalten und
die zu diesem Zeitschritt noch nicht vollstdndig entwickelten plastischen Zonen vor der Riss-

spitze sein.

Mit zunehmender Risslédnge (bis a = 5 pm bei R = -1 bzw. a = 10 pm bei R = 0) sind im weite-
ren Verlauf leicht erhShte gop / omax-Werte im Fall des Einschlusses zu erkennen. Als Erkldrung
hierfiir wird eine Korrelation zwischen Kerbspannung und Stiitzwirkung des Einschlusses und
deren Einfluss auf die Ausbildung von plastischen Zonen an der Rissspitze vermutet. In
Stdicker 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 fiir kleine Rissldngen (a — 0) leicht hohere Kerbspannung im Falle
eines Hohlraums zu entnehmen. Die Kerbspannung beeinflusst die Grofle der primér-plasti-
schen Zone rp, die wihrend der maximalen Belastung ausgebildet wird. Im Fall eines Hohl-
raums bildet sich demzufolge aufgrund der wirkenden Kerbspannung eine grofere priméar-plas-
tische Zone um die Rissspitze aus. Weiterhin wird die umkehr-plastische Zone Ar, ebenfalls
grofer, da ein Einschluss die Rissflanken bei minimaler Belastung stiitzt. Im Fall eines Hohl-
raums werden die Rissflanken also in Abhéngigkeit des Spannungsverhéltnisses bei minimaler
Belastung stirker aufeinandergepresst und plastisch verformt. Bei anschliefender Belastung
offnet sich der Riss bei einer geringeren dufleren Belastung. Ein Einschluss vermindert hinge-
gen aufgrund seiner Stiitzwirkung die Kontaktdriicke zwischen den Rissflanken wihrend der
minimalen Belastung. Folglich treten weniger gro3e plastische Deformationen an den Rissflan-
ken aufund der Riss 6ffnet spéter.



108 6 Elastisch-plastische Rissfortschrittssimulationen

Fiir Rissldngen ab ca. 5 um bzw. 10 pm sind keine Unterschiede mehr in den gop / omax-Werten
aus Abbildung 6-9 zu erkennen und der Stiitzeffekt des Einschlusses verliert an Bedeutung.

Demzufolge stellen sich gleiche Riss6ffnungswerte fiir Hohlraum und Einschluss ein.

6.2.4 Einfluss der Spannungsamplitude

Zur Untersuchung des Einflusses der Spannungsamplitude auf die Risso6ffnungswerte wurde
die Ermuidungsfestigkeit aus Tabelle 6-1 fiir R = -1 von 537 MPa um 15 % erhdht bzw. verrin-
gert. In Abbildung 6-10 sind die Ergebnisse anhand der normierten Risséffnungswerte iiber die
Risslédnge aufgetragen.

Hohlraum | d =30 pum
027 p=1 | efn - Methode
£ 0,1 "_”:’ _::_____

o ‘

S 004 —=— 0, =537 MPa
—— 0, = 456 MPa
—4— 0, =617 MPa

'Oal T f T T T T - . -
0,00 0,02 0,04 0,06 0,08 0,10
a [mm]

Abbildung 6-10: Einfluss der Spannungsamplitude auf das Risséffnungsverhalten bei R = -1.

Auch hier zeigt sich der schon zuvor diskutierte Einlaufbereich in den numerischen Simulatio-
nen. Fiir kleine Rissldngen (@ =5 pm bis 20 um) 6ffnet der Riss bei einer hohen Amplituden-
belastung spater als bei einer geringeren Belastung. Fiir groere Rissldngen zeigt sich ein ge-
gensitzliches Verhalten und die oop / omax-Werte ndhern sich erneut einem konstanten Wert an.
Mit der kleinsten Amplitude von ca. 456 MPa werden nach Abbildung 6-10 aulerdem die groB3-
ten normierten Rissoffnungswerte berechnet, was wiederum tendenziell gut mit der
Newman-Losung korreliert.

6.2.5 Einfluss bei variabler Amplitudenbelastung

Der Verlauf der normierten Rissoffnungswerte wird sehr stark durch die aufgebrachte BZF be-
einflusst, wie in Abbildung 6-11 zu erkennen ist. Die Simulationen wurden fiir alle untersuchten
BZF mit einem R-Verhidltnis von R =-1 und dem Materialverhalten des Vergiitungsstahls
34CrNiMo6 durchgefiihrt. Zum Vergleich sind die Ergebnisse der Riss6ffnungswerte aus der
CA-Belastung und das Belastungskollektiv in den Abbildungen aufgetragen. Die numerisch
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ermittelten oop-Werte wurden jeweils auf die im korrespondierenden Block anliegende maxi-
male Spannung omax normiert. Fiir die Auswertung der Riss6ffnungsspannungen 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 Rissschlieen erkannt werden kann. Dementsprechend wurde fiir die Bestimmung der
oop-Werte die Systematik der elnc-Methode angewendet, um den letzten Knoten mit Kontakt
zur Rissflanke zu detektieren. Fiir die vorgestellten Blocklastsequenzen wurden identische

oop-Werte bei der efn- und der elnc-Methode ermittelt.
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Abbildung 6-11: Einfluss der Belastungs-Zeit-Funktion auf das Rissoffnungsverhalten 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:
e 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

e FELIX-R mit Sequenzfolge nach Tabelle A-2 und prozentualer Aufteilung der Blocke
auf die simulierte Gesamtrissldnge nach den realen Lastwechselzahlen (Tabelle A-4)

e WISPER-R mit Sequenzfolge nach Tabelle A-3 und prozentualer Aufteilung der Blocke
auf die simulierte Gesamtrissldnge nach den realen Lastwechselzahlen (Tabelle A-4)
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Die hohe bzw. niedrige Blocklast von 1,15 - g bzw. 0,85 - 2L in Abbildung 6-11a bzw. b
wurde bei 33 % der simulierten Gesamtrisslinge aufgebracht und bis 66 % der simulierten Ge-
samtrissldnge beibehalten. Die effektiven R-Werte stimmen vor der hohen bzw. niedrigen
Blocklast mit den Daten der CA-Belastung iiberein. Kurz nach dem Aufbringen der hoheren
Amplitude im mittleren Block (Abbildung 6-11a) sinken die normierten Risséffnungswerte
deutlich um ca. 40 % ab und steigen dann leicht bis zum Ende des mittleren Blocks an. Der
Riss 6ffnet also durch die hohere Amplitude in diesem Bereich frither im Belastungszyklus.
Dies korreliert mit den Erkenntnissen zum Einfluss der Spannungsamplitude bei groferen Riss-
langen aus Kapitel 6.2.4. Mit zunehmender Spannungsamplitude wurde in Abbildung 6-10 ein
Absinken der effektiven R-Werte flir groBere Rissldngen beobachtet. Im dritten Block steigen
die effektiven R-Werte wieder an und tiberschreiten die Referenzkurve bei CA-Belastung deut-
lich. Der Vergleich mit der Referenzkurve belegt dabei ein verzogertes Offnen des Risses als
Resultat der Lastvorgeschichte durch den hohen mittleren Block. Reihenfolgeeffekte in Form
von Beschleunigungsphasen nach einer Low-High-Blocksequenz sowie teils stark ausgeprigte
Verzogerungsbereiche nach einer High-Low-Blocksequenz sind aus Rissgeschwindigkeitsdia-
grammen bekannt [20] und zeigen damit eine Korrelation zu den hier durchgefiihrten Auswer-
tungen der numerischen oop / omax-Werte. Am Ende der Simulation werden dhnliche Rissoft-

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 oop/ omax-Werten. Die Kurve fillt jedoch ab einer Risslinge von
a = 0,04 mm auf das Niveau der CA-Belastung zuriick. Der Riss 6ffnet also durch den niedrigen
Block in diesem Bereich kurzzeitig spiter im Belastungszyklus. Im Gegensatz zur CA-Belas-
tung, die ab dieser Rissldnge schon stabile oop / omax-Werte ausweist, werden mit zunehmender
Risslédnge im niedrigen Block weiter groBBere Rissoffnungswerte berechnet. Im letzten Block
der Sequenz sinken die oop / omax-Werte durch die hohere Belastung wieder ab und néhern sich
am Ende der Rechnung wieder den Werten aus der CA-Belastung an. Auch hier korrelieren die
normierten Risséffnungswerte mit den bekannten Reihenfolgeeffekten von Blocklastsequenzen

und deren verzégernde 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 Rissoffnungswerte. Beide Kurvenverldufe unterscheiden sich deutlich zu Beginn der Simu-
lation von der CA-Belastung, ndhern sich allerdings am Ende der Simulation den
oop / omax-Werten der Vergleichsrechnung bei CA-Belastung an. Durch die unterschiedlichen
Blocke werden die Rissoffnungswerte teils stark beeinflusst und erreichen lokale Spitzenwerte
von bis zu gop / omax = 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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fiihrt dazu, dass der Riss erst viel spéter im Belastungszyklus 6ffnet. Die plastischen Verfor-
mungen an der Rissflanke durch den ersten Block fiihrt dazu, dass fiir 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 Pfadldnge von x = 0,033 mm erkannt wird. Der
Knoten steht an dieser Position also etwas weiter aus der Rissflanke heraus und fiihrt so zu
einem verzdgerten Rissoffnen im Belastungszyklus. Der kleinere Abfall der Rissoffnungswerte
bei einer Rissldnge von a =~ 0,07 mm ist von einem Low-High-Blocklastwechsel auf den hochs-
ten Block der Sequenz begleitet. Der Riss 6ffnet hier kurzzeitig frither durch den Einfluss des
hoheren Blocks. Der letzte Rissflankenkontakt verlagert sich hierbei vom ersten Knoten hinter
der Rissspitze fiir ein Rissfortschrittsinkrement an die schon wihrend des ersten Peaks erkannte
Position von x =0,033 mm. AnschlieBend stabilisiert sich das Risséffnungsniveau und der
letzte Rissflankenkontakt wird wieder am ersten Knoten hinter der Rissspitze erkannt. Die be-
schriebenen Erscheinungen des Rissoffnungsverhaltens wiederholen sich entsprechend im Ver-
lauf an Low-High- bzw. High-Low-Abfolgen und koénnen auch im Fall des FELIX-R-Kollek-

tivs beobachtet werden.

Aus der Auswertung der Rissoffnungswerte bei VA-Belastung zeigt sich, dass eine High-Low-
Abfolge die gop / omax-Werte stirker beeinflusst als eine Low-High-Abfolge. Der Ausschlag der
effektiven R-Werte ist dabei aber weniger von der absoluten Hohe der Blocke abhéngig (posi-
tiven Ausschldge bei WISPER-R im Bereich von x = 0,033 mm und x = 0,08 mm). Vielmehr

zeigt sich eine Abhingigkeit des effektiven R-Verhéltnis vom Blocklastverhiltnis gai / ga,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 Bruchflichenkontakt aus-
geht, werden anschliefend 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 Qo / ga,1. als Konturbild
in Abhéngigkeit des Auswertepfades x und der normierten Zykluszeit fiir drei unterschiedliche
Rissldngen von a = [0,02 | 0,05 | 0,09] mm. Die Rissspitze ist in den jeweiligen Konturbildern

markiert. Neben den Konturbildern ist auBerdem 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 fiir drei unterschiedliche Risslingen von a = [0,02; 0,05; 0,09] mm bei ei-
nem Spannungsverhdltnis von R = -1 und der Langzeitfestigkeitsamplitude von o,1 = 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 fiir drei unterschiedliche Risslingen von a = [0,02; 0,05; 0,09] mm bei ei-
nem Spannungsverhdltnis von R = 0 und der Langzeitfestigkeitsamplitude von o,; = 359 MPa. Die
markierte Position entspricht der Rissspitze.

Die Ergebnisse der numerischen Simulation eines Hohlraums (HR) mit einem Durchmesser
von d =30 pm bei CA-Belastung von g, = 537 MPa und R = -1 sind in Abbildung 6-12 dar-
gestellt. Fiir die drei untersuchten Rissldngen zeigt sich, dass die hochsten Qs / ga -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 aulerdem, dass die Rissflanken ausschlieBlich im
negativen Halbzyklus der Belastung (tmorm = 0,25...0,75) in Kontakt geraten.

Im Vergleich zeigt Abbildung 6-13 einen Uberblick iiber die Kontaktspannungsentwicklung
entlang der Rissflanke bei einem Spannungsverhiltnis von R = 0 und der entsprechenden Lang-
zeitfestigkeitsamplitude von ga 1 = 359 MPa. Alle anderen Simulationsparameter sind unverin-
dert. Die maximalen Qacs / 0. L-Werte treten auch hier, unabhingig von der betrachteten Riss-
lange, 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.
@ocs / oa1 = 1 an der Rissspitze bei x = 0 mm bestimmt. AuBBerdem schlieB3t der Riss nicht auf
der kompletten Rissflanke bzw. ausgewerteten Pfadlénge.
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Abbildung 6-14: Auswertung der Kontaktspannungen entlang des Auswertepfads x auf den Rissflanken
des Rissfortschrittsmodells fiir drei unterschiedliche Risslingen von a = [0,02; 0,05; 0,09] mm bei ei-
nem Spannungsverhdltnis von R = -1,5 und der Langzeitfestigkeitsamplitude von o,1 = 596 MPa. Die
markierte Position entspricht der Rissspitze.

Die vorgestellten Untersuchungen zu den lokalen Kontaktspannungen in Form der Konturbilder
wurde weiter fiir die schon in Abschnitt 6.2.2, S. 105 untersuchten Spannungsverhéltnisse mit
den jeweiligen Langzeitfestigkeiten aus Tabelle 6-1, S. 95 durchgefiihrt. Die Konturbilder kon-
nen dem Anhang A3 ab S. 145 entnommen werden. Zusammenfassend konnten fiir alle nega-
tiven Spannungsverhiltnisse hohe Kontaktspannungen am Rissinitiierungsort festgestellt wer-

den. Dabei nehmen sowohl die Qaocs / 0a,.-Werte als auch der Bereich der normierten Zykluszeit
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thorm, 1n der ein Kontakt ermittelt wird, mit zunehmender Mittelspannung bzw. groBerem R-Ver-
hiltnis ab. Fiir R = -1,5 (Abbildung 6-14) ist die Position der maximalen Kontaktspannung am

Rissinitiierungsort auBerdem fiir alle untersuchten Rissldngen zu hoheren Pfadldngen x ver-

schoben.
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Abbildung 6-15: Auswertung der Kontaktspannungen entlang des Auswertepfads x auf den Rissflanken
des Rissfortschrittsmodells fiir drei unterschiedliche Risslingen von a = [0,02; 0,05; 0,09] mm bei ei-
nem Spannungsverhdltnis von R = -1 und der Langzeitfestigkeitsamplitude von o, = 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 Risséffnungsspannungen
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 Qaocs / oa1 = 1,7 auf ca. 1,25 vor allem in der Ndhe 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 durchgefiihrt 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 um als Defekt-
typ modelliert. Im Vergleich zum Vergiitungsstahl 34CrNiMo6 in Abbildung 6-12 sind kaum
Differenzen zu erkennen und beide Materialien zeigen sehr identische Konturbilder der nor-
mierten Kontaktspannungen fiir die ausgewahlten Rissldngen.
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Abbildung 6-16: Auswertung der Kontaktspannungen entlang des Auswertepfads x auf den Rissflanken
des Rissfortschrittsmodells fiir drei unterschiedliche Risslingen von a = [0,02; 0,05; 0,09] mm bei ei-
nem Spannungsverhdltnis von R = -1 und der Langzeitfestigkeitsamplitude von o,1 = 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 ortsabhdngige Aussagen zur zyklischen Beanspruchung der
Rissflanke treffen zu kénnen. Uber den Rissflankenbeanspruchungsparameter werden sowohl
die durchschnittlichen lokalen Kontaktspannungen @ocsmax als auch die Haufigkeit der Kon-
takte fc berticksichtigt.

Abbildung 6-17 zeigt die Auswertung des Rissflankenbeanspruchungsparameters in Abhéngig-
keit der Pfadlidnge x flir unterschiedliche R-Verhiltnisse. Analog zu den Untersuchungen zuvor
wurden die Langzeitfestigkeitsamplituden nach Tabelle 6-1, S. 95 in den Simulationen aufge-
bracht. Der eingefiihrte Beanspruchungsparameter sinkt mit steigender Mittelspannung. Fiir
alle negativen Spannungsverhiltnisse 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 dhnlich wie bei den negativen
R-Verhéltnissen bei x = 0 mm auf. Allerdings sinken die Werte fiir D anschliefend sehr stark
ab und der grofBite Teil der Rissflanke wird kaum beansprucht. Die beiden Kurven fiir R = 0,2
und R = 0,5 in Abbildung 6-17 zeigen keine Beanspruchung bei kleinen Pfadldngen. Der Riss
ist also in diesem Bereich iiber die Simulationszeit komplett gedffnet. Ein Kontakt der Riss-

flanken mit der Kontaktline kann im Modell erst bei hoheren Pfadldngen beobachtet werden.
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Die Positionen, an denen erstmalig eine, wenn auch geringe, Beanspruchung der Rissflanken
iiber den Beanspruchungswert D ermittelt wird, korrelieren sehr gut mit den ermittelten Riss-
langen aus Abschnitt 6.2.2, S. 105, an denen RissschlieBen detektiert wurde. In Verbindung mit
der lokalen Auswertung der Kontaktspannungen iiber 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 Pfadldnge an, haben aller-
dings kaum einen Effekt auf den ausgewerteten Beanspruchungsparameter, da die entsprechen-

den Pfadldngen im Gegensatz zu den negativen R-Verhiltnissen nur einmalig beansprucht wer-

den.
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Abbildung 6-17: Auswertung des Rissflankenbeanspruchungsparameters bei unterschiedlichen R-Ver-
héltnissen in Abhdngigkeit der Pfadlinge x aus den Rissfortschrittssimulationen ausgehend von einem
Hohlraum mit d = 30 um in 34CrNiMo6.

Die Risstlankenbeanspruchungswerte wurden weiterhin in Abbildung 6-18 fiir die Rissfort-
schrittssimulation mit dem martensitischem Stahl X10CrNiMoV12-2-2 bei R = -1 und der ent-
sprechenden Langzeitfestigkeitsamplitude 0.1 = 495 MPa ausgewertet. Zusétzlich ist der Ver-
lauf der Beanspruchungswerte der Rissfortschrittssimulation mit einem Al>Os-Einschluss
(E =400 GPa) dargestellt. Als Referenz (schwarze Kurve) ist eine Auswertung des Vergii-
tungsstahl mit einem Hohlraum als Defekttyp gezeigt.

Zwischen den beiden untersuchten Stéhlen zeigen sich in Bezug auf die Beanspruchungswerte
nur sehr geringe Unterschiede bei kleinen Pfadldngen. Im Allgemeinen konnen daher die nu-
merischen Ergebnisse fiir 34CrNiMo6 qualitativ auch fiir den Stahl X10CrNiMoV12-2-2 und
fiir Stdhle 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 Endrissldnge, was auf die Stiitzwirkung des Einschlusses zuriickzufiihren
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ist. In unmittelbarer Umgebung des Einschlusses kann ein Wert von D = 1 abgelesen werden.
Die Beanspruchungsparameter der Rissflanke steigen anschlieend leicht an und fallen bei

x = 0,02 mm mit der Kurve der Referenzrechnung zusammen.

—— 34CrNiMo6 (1.6582)
Hohlraum
0,1 = 537 MPa
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Abbildung 6-18: Auswertung des Rissflankenbeanspruchungsparameters iiber die Pfadlinge x fiir ver-
schiedene Defekttypen und Werkstoffe.

6.3.3 FEinfluss bei variabler Amplitudenbelastung

Die lokalen Kontaktspannungen und der eingefiihrte 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 Spannungsverhiltnis wurde
mit R = -1 fiir 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 Risslingen von a = [0,02; 0,05; 0,09] mm bei einer zweistufigen High-Low-
High (H-L-H) Blockbelastung mit o, = [537; 456, 537] MPa und einem Spannungsverhdltnis 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 Risslingen von a = [0,02; 0,05; 0,09] mm bei einer zweistufigen Low-High-
Low (L-H-L) Blockbelastung mit 6, = [537; 617; 537] MPa und einem Spannungsverhdltnis 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 Gesamtrissldnge aufgebracht und bis 66 % der Gesamt-
rissldnge 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, konnen erh6hte Kontaktspannungen beobachtet werden.



6.3 Ergebnisse der Kontaktspannungen an den Rissflanken 119

1,0 ‘ ——
3 R=-1|op=537MPa| | _ 170
‘ HR | d'=30 um '< ””” 1,49
o 1.6582 | WISPER-R 17 ’
> ——— R 1,28
= = 1'H1,06
-6 )Jﬁ
N 7777777777777777777777777777777777 <
E L1085
5 g 0,64
Q
i 0,43
£ 0,21
o
=]
0,00
0,00 0,02 0,04 0,06 0,08 010 -1 0 1
Pfadlinge x [mm] o(?) /o, [-]

Abbildung 6-21: Auswertung der Kontaktspannungen entlang des Auswertepfads x auf den Rissflanken
des Rissfortschrittsmodells fiir drei unterschiedliche Risslingen von a = [0,02; 0,05; 0,09] mm bei ei-
nem Spannungsverhdltnis von R = -1 und der BZF WISPER-R (vgl. Abbildung 4-7, S. 58) mit einem
Kollektivhéchstwert von 64mec = 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 fiir drei unterschiedliche Risslingen von a = [0,02; 0,05; 0,09] mm bei ei-
nem Spannungsverhdltnis von R = -1 und der BZF FELIX-R (vgl. Abbildung 4-7, S. 58) mit einem Kol-
lektivhochstwert von camax = 537 MPa.. Die markierte Position entspricht der Rissspitze.

Zudem wird anhand des mittleren Konturbilds bei einer Risslinge von a = 0,05 mm deutlich,
welchen Einfluss die erhohte 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, konnen dhnlich wie bei den Block-
lastuntersuchungen, ortlich lokale Extremwerte beobachtet werden. Vor allem fiir das Windtur-
binenlastspektrum WISPER-R (Abbildung 6-21) wurden sehr hohe normierte Kontaktspannun-
gen von Qacs / 021 = 2 im Bereich von x = 0,08 mm, im Anschluss an den hochsten 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 dhnliche Kontaktspannungsspitzen kurz nach dem Aufbringen der maximalen
Amplitude der Sequenz. Die Hohe der Beanspruchung ist aber im Vergleich zu WISPER-R
deutlich geringer.

Der Verlauf der Rissflankenbeanspruchungswerte D ist fiir 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 stirker im Ver-
gleich zur CA-Belastung beansprucht wird. Vor dem niedrigen Block in Abbildung 6-23b zeigt
sich ein dhnliches Bild. Allerdings erfihrt 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 6-23¢ und d fiihren
zu tendenziell geringeren Beanspruchungswerten auf der ausgewerteten Rissflanke. Dies ist
plausibel, da durch die Lastsequenzen iiber weite Bereiche des Rissfortschritts geringere
Amplituden aufgebracht werden als bei der CA-Belastung. Dennoch treten einige Extremwerte
im Verlauf iiber x auf, die mit den Blocklastwechseln korrelieren. Bei der Auswertung der Riss-
offnungswerte 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 spéter
im Belastungszyklus 6ffnet. Diese Erkenntnisse korrelieren mit den Daten des vorgeschlagenen
Rissflankenbeanspruchungsparameters. Bei WISPER-R treten an diesen Positionen auf der
Rissflanke deutlich hohere Beanspruchungsspitzen auf, die teilweise auch den Verlauf der Be-

anspruchungswerte bei der CA-Belastung iiberschreiten (x = 0,08 mm bzw. x = 0,033 mm).

6.4 Korrelation zur FGA-Bildung

Die Auswertung der Kontaktspannungen an den Rissflanken des Rissfortschrittsmodells iiber
die vorgestellten Konturbilder sowie iliber 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 fiir die
FGA-Bildung notig. Erstens, hidufig wiederkehrender Bruchfldchenkontakt 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 bis 107" m/LW, teils weit unterhalb des
Gitterabstands der Materialien, innerhalb der FGA beobachtet. Uber die numerischen Simula-
tionen lassen sich sowohl Position und Hohe der Kontaktspannungen auf den Rissflanken mit-
hilfe der Konturbilder ermitteln. Uber den Rissflankenbeanspruchungsparameter kdnnen au-
Berdem ortsabhéngige Aussagen zur zyklischen Beanspruchung der Rissflanke getroffen wer-
den, indem sowohl die durchschnittlichen lokalen Kontaktspannungen als auch die Haufigkeit

der Kontakte berticksichtigt werden.

Bei einer CA-Belastung zeigen sich sowohl anhand der Konturbilder als auch anhand der Be-
anspruchungswerte D mit steigendem R-Verhiltnis geringere Kontaktbeanspruchungen auf den

Rissflanken. Dies korreliert mit den experimentellen Erkenntnissen, dass die feinkdrnige Zone



122 6 Elastisch-plastische Rissfortschrittssimulationen

bei vorwiegend negativen oder leicht positiven Spannungsverhéltnissen um die bruchauslosen-
den Defekte beobachtet werden kann und weiter mit der z. B. in [81] beobachteten Dicke des
FGA-Layers unter der Bruchfldche (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 Spannungsverhéltnis an. Dementsprechend ist die Bildung eines FGA-Layers bei
einem Spannungsverhéltnis von R = -1 ausgeprigter als bei R =-0,5. Fiir die sehr hohe Mit-
telspannung bei R = 0,5 konnten iiber die Bruchfldchenbetrachtungen in der Literatur keine
FGA-Bildung beobachtet werden. In den vorgestellten numerischen Simulationen fiir R = 0,2
und R = 0,5 konnte dahingehend festgestellt werden, dass die Rissflanken {iber den GroBteil der
Simulation ge6ffnet sind und ein Kontakt nur kurz vor der Rissspitze zu beobachten ist. Wei-
terhin werden fiir die untersuchten Spannungsverhiltnisse im Zugschwellbereich nur sehr ge-

ringe Beanspruchungswerte fiir die Rissflanken berechnet.

Weiterhin wurde die Position der maximalen Kontaktbeanspruchung auf der Rissflanke fiir die
Rissfortschrittsmodelle ausgewertet. Es konnte festgestellt werden, dass fiir R < 0 die maximale
Kontaktbeanspruchung primér 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 gestiitzt
werden und zeigen eine weitere Korrelation zur FGA-Bildung. Eine Besonderheit der FGA ist
es erfahrungsgeméil, dass das feinkdrnige Gebiet hauptsidchlich in direkter Umgebung des

bruchauslosenden Einschlusses beobachtet wird.

Dennoch zeigen Untersuchungen bei VA-Belastung und R = -1 in [81,121] bzw. an den Bruch-
flichenuntersuchungen aus Abbildung 5-11 mit dem Kollektiv FELIX, dass eine Feinkornzone
auch partiell unter der Bruchfldche in einiger Entfernung zum Einschluss gebildet werden kann.
Ein partieller FGA-Layer zeigt sich auch bei leicht positiven R-Verhéltnissen [81] in Abbil-
dung 2-25c¢ oder tiber die in Abschnitt 5.3 durchgefiihrten Untersuchungen an Ti6Al4V bei
R =-1 in einem Abstand von etwa 360 um vom Ende des kiinstlich 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 6-23¢ und d zeigen weiterhin Spit-
zenwerte im Verlauf iiber die Rissflanke, die teilweise deutlich iiber die Referenzrechnung bei
der CA-Belastung hinausragen und auflerdem 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-
fliche ausgegangen wird, konnen auch die groBeren lokalen Zonen bei FELIX von
trga =~ 2,5 pym im Vergleich zur CA-Belastung erkliart werden. Es gilt zu bedenken, dass die
Kollektive und Blocklasten in den Rissfortschrittssimulationen nur einmal bis zur Endrissldnge
von a = 0,1 mm simuliert wurden. Es ist aber davon auszugehen, dass aufgrund der sehr gerin-
gen Rissgeschwindigkeiten im Bereich der FGA, etliche Durchldufe der Kollektive fiir die glei-
che Endrisslédnge in der Realitit stattfinden. Ein Vergleich der absoluten Werte und Positionen
auf der Rissflanke zwischen experimenteller Bruchfldche und der definierten Pfadlange x ist

also nicht sinnvoll.

Unter Beriicksichtigung dieser Aspekte sind die mikrostrukturellen Verdnderungen des Gefii-
ges durch den wiederkehrenden Bruchflichenkontakt 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 Erkla-
rung der FGA-Bildung nach dem NCP-Modell von Hong et al. wahrscheinlich.
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7 Zusammenfassung und Ausblick

Zahlreiche lasttragende Komponenten, Briickenbauwerke und Medizinprodukte sind aufgrund
ihrer Belastungsfrequenzen oder ihrer Betriebszeiten sehr hohen Lastwechselzahlen ausgesetzt.
Eine ermiidungsfeste Auslegung dieser Bauteile und Strukturen ist von essenzieller Bedeutung,
sollen deren Ausfélle durch Ermiidungsbriiche sowie die finanziellen, wirtschaftlichen und so-
zialen Folgen verhindert werden. Dabei kdnnen auch schon Spannungsamplituden weit unter-
halb der in der Vergangenheit als sicher angenommenen Langzeitfestigkeit fiir Grenzlastspiel-
zahlen von 10° - 107 Zyklen zur Schidigung der Materialien beitragen. In géingigen Schwing-
festigkeitsnormen und -richtlinien wird den gewonnenen Erkenntnissen bei sehr hohen Last-
wechselzahlen teils Rechnung getragen, indem Begriffsdnderungen beschlossen, konventio-
nelle Langzeitfestigkeitswerte abgesenkt oder die Unterteilung in unterschiedliche Werkstoff-
typen vorgenommen wurde. Viele Erscheinungen und Einfliisse im Very High Cycle Fatigue
(VHCF) Bereich sind zum aktuellen Stand der Forschung nicht vollumfanglich geklért. Um die
Phénomene und Einflussgrofen der Rissausbreitung und -initiierung im VHCF-Bereich zu un-
tersuchen, wurden innerhalb dieser Arbeit systematische Experimente und numerische Simula-

tionen durchgefiihrt.

Die wesentliche Zielstellung dieser Arbeit war es verschiedene Einflussgroen auf das
VHCF-Ermiidungsverhalten zu bewerteten. Dazu wurden Untersuchungen zum Ermiidungs-
verhalten im VCHF-Bereich von Stéhlen unter dem Einfluss von korrosivem Seewasser durch-
gefiihrt. Der Vergilitungsstahl 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 2-10° Zyklen bei konstanter Amplitudenbelastung unter dem Einfluss
von kiinstlichem Seewasser untersucht. Zur Durchfithrung der Ermiidungsversuche wurde der
vorhandene Ultraschallpriifstand um eine Testkammer fiir Unterwasserversuche erweitert und
die am Lehrstuhl fiir Strukturmechanik entwickelte Steuerungssoftware UFATES VAL optimiert
und angepasst. Die ermittelten Wohlerlinien unter Korrosionseinfluss wurden mit Datensétzen
aus Literaturquellen unter Laborluft und weiteren Umgebungsbedingungen verglichen und dis-
kutiert.

Mit dem unter korrosivem Einfluss getesteten Vergiitungsstahl 34CrNiMo6 wurden weiterhin
Ermiidungsversuche bei variabler Amplitudenbelastung anhand der rekonstruierten Standard-
lastspektren WISPER und FELIX unter Luftbedingungen durchgefiihrt, um sowohl den Ein-
fluss des Spannungsverhéltnisses sowie des aufgebrachten Amplitudenkollektivs zu ermitteln.

Die bruchauslésenden Defekte wurden untersucht, vermessen und die resultierende Wohlerlinie
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nach dem Ansatz von Murakami [57] mittels der vermessenen Defektgrofen ausgewertet. Das
WISPER-Kollektiv fiihrt zu einer hoheren Schidigung im Material im Vergleich zum FE-
LIX-Kollektiv. Mit der Berechnung des Vdlligkeitsmafes der Kollektive wurde ein Term zur
Erweiterung des Ansatzes von Murakami[57] vorgeschlagen, um den Einfluss variabler
Amplitudenbelastung zu beriicksichtigen. Die Auswertung der Versuchsdaten inklusive der Be-
riicksichtigung des Volligkeitsmafles der Kollektive zeigte eine bessere Bewertung der
Schwellspannungsamplitude fiir kurze Risse, wobei dennoch eine konservative Abschitzung
fiir die angegebene Grenzschwingspielzahl von 10° Zyklen vorliegt. Zusitzlich wurden die
Bruchflichen einzelner Versuche auf die Ausbildung einer Fine Granular Area (FGA) bzw. des
FGA-Layers unter der Bruchfldche untersucht. Bei FELIX (R = -1) konnte ein partieller FGA-
Layer an einzelnen Positionen detektiert werden. Es wurde aulerdem beobachtet, dass eine
partielle FGA-Bildung bevorzugt an Humps des Bruchflichenprofils stattfindet.

Mit dem Ziel einen Beitrag zur Kldrung des Bildungsmechanismus der FGA zu leisten, wurden
mithilfe der additiven Fertigung kiinstliche Fehlstellen innerhalb von Ermiidungsproben 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
iiber FIB-Untersuchungen nur ein sehr kleiner Bereich unter der Bruchfliache freigelegt werden
kann, wurden alternative Ansétze zur Freilegung des feinkdrnigen Bereichs erprobt. Uber ge-
atzte und polierte metallische Schliffe und dem Cross Section Polishing Verfahren konnten u. a.
durch die Ausbildung von Mikroschdden deutliche Hinweise einer FGA-Bildung in der Umge-
bung einer prozessinduzierten Pore und direkt unter der Bruchfldache 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 sphérischen Fehlstelle simuliert. Die
Simulationen wurden bei den entsprechenden Langzeitfestigkeiten im VHCF-Bereich fiir
10° Zyklen mit den Stihlen 34CrNiMo6 und X10CrNiMoV12-2-2, dhnlicher Festigkeit, durch-
gefiihrt. Es wurde sowohl der Einfluss des RissschlieBens bei unterschiedlichen Mittelspannun-
gen bzw. R-Verhiltnissen 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 Kontakthdufigkeit der Positionen auf der Rissflanke beruht und damit

eine integrale Beurteilung der Rissflankenbeanspruchung zuldsst. 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 Bruchflichen beein-
flusst werden konnen. Mitunter zeigen die Simulationen iiber die Auswertung der Rissoft-
nungswerte und der Kontaktspannungen viele Hinweise, die das NCP-Modell von Hong et al.
zur FGA-Bildung aufgrund von Bruchfldchenkontakt stiitzen, da die Kornfeinung nicht aus-
schlieBlich und teils gar nicht in der Ndhe des Rissursprungs beobachtet wurde, sondern vor

allem auch in Bereichen, in denen der Kontakt der Bruchfldchen intensiver sein konnte.

Das vorgestellte Rissfortschrittsmodell kann dahingehend optimiert werden, dass das aktuell
eingesetzte Node-Release-Verfahren durch einen schiadigungsbasierten Ansatz der Risserwei-
terung ersetzt wird. Somit sind, bei entsprechender Kalibrierung, Aussagen zu Rissgeschwin-
digkeiten moglich. Mitunter sollte die FGA-Bildung durch die vorgestellten Methoden auf bei-
den Probenhilften untersucht werden, um die FGA-Modelle weiter einzugrenzen. Dazu kdnnen
z. B. die vorgestellten Untersuchungen mit kiinstlichen Defekten weiter systematisch bei unter-
schiedlichen R-Verhéltnissen analysiert werden und der Rissfortschritt anhand der Mehrpro-
bentechnik oder in-situ mittels uCT verfolgt werden. Das WISPER-Kollektiv zeigte im Ver-
gleich zu FELIX ortlich noch hohere Beanspruchungswerte auf den Rissflanken {iber das nu-
merische Modell. Mikroskopische Untersuchungen bei Proben, die mit WISPER und R = -1
beansprucht werden, kdnnen hier weitere Hinweise zur FGA-Bildung liefern und mit den
durchgefiihrten fraktographischen Untersuchungen bei FELIX verglichen werden. Uber den
entwickelten Seewasserpriifstand sind auch VHCF-Untersuchungen unter diversen anderen
Medien, wie z. B. Abwiésser, destilliertes Wasser, etc. moglich. Mit sehr geringem Aufwand
sind auflerdem Versuche bei héheren bzw. geringeren Temperaturen durch Autheizen oder

Kiihlen des Wassertanks zukiinftig moglich.
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A Anhang

Al Statistische Auswertungen der Wohlerlinien

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

Abbildung Material Umgebung k C T~ SlogN korr
Seite Last Quelle [MPa']l [-] [-] [-]
. 1.6582 Luft
) R=-1 Seewasser 6,14 1,23E+22 12,29 0,42
Luft
FKM [134] 10 4,14E+29 1,03 0
. 1.0579 Luft
g,bé)éldung 5-5 CA Milovanovié [175] 15,18 4,08E+41 2,69 0,17
' R=-1 dest. Wasser
Klusdk [176] 38,81 4,52E+106 2,96 0,18
Seewasser 4,76 5,96E+17 14,1 0,45
Luft
Dénges [178] 21,95 1,05E+63 36,36 0,61
. 1.4462 Luft
Abbildung 5-7 CA Wolf [177] 37,73 1,31E+109 6,25 0,31
S. 68 R=- NGB
Wolf [177] 19,03 1,72E+52 10,67 04
Seewasser 8,68 3,77E+29 1949 0,89
. 1.6582
Abbildung 5-9a Luft
S 71 gE:L-If( Miiller [135] 15,21 5,27E+50 17,31 0,48
gxb;llldung 5-9a 1.6582
Abbildung 5-10a FE_LIX Luft 13,52 2,97E+44 23,48 0,53
R=0
S. 75
. 1.6582
Abbildung 5-9b Luft 16
S 71 ?;E:L-If( Miiller [135] 15,54 2,06E+9 5,54 0,29
gxb;llldung 5-9b 1.6582
. 16
Abbildung 5-10b EE:L(I)X Luft 16,75 1,09E+10 13,45 0,44
S. 75
. 1.6582
Abbildung 5-10a  \oroppp Ly 69,01  2,69E+192 66,59 0,71
S. 75 -
R=0
. 1.6582
Abbildung 5-10b (oroppp Ly 33,7916 543E+9 46,18 0,65
S.75 R0

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['] Oa,i / Oa,max ['] N[‘] Oai / Oa,max ['] N['] Oa,i / Oa,max [']
3000 1 3000 0,213729 2000 0,380655
2000 0,928237 2000 0,380655 24000 0,714508
3000 0,881435 49000 0,427457 3000 1
64000 0,825273 | 193000 0,547582 2000 0,928237
17000 0,762871 | 1825000 0,602184 3000 0,881435
24000 0,714509 98000 0,655226 49000 0,427457
98000 0,655226 24000 0,714509 3000 0,213728
1825000 0,602184 17000 0,762871 | 1825000 0,602184
193000 0,547582 64000 0,825273 | 193000 0,547581
49000 0,427457 3000 0,881435 98000 0,655226
2000 0,380655 2000 0,928237 17000 0,762870
3000 0,213729 3000 1 64000 0,825273

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

WISPER-D WISPER-A WISPER-R
N ['] Oai / Oa,max [‘] N [‘] Oai / Oa,max [‘] N ['] Oai / Oa max [']
18000 1| 26000 0,333333 | 11000 0,761905
11000 0,761905 | 73000 0,52381 | 73000 0,714286
73000 0,714286 | 55000 0,619048 | 26000 0,333333
55000 0,619048 | 73000 0,714286 | 73000 0,52381
73000 0,52381 | 11000 0,761905 | 18000 1
26000 0,333333 | 18000 1 | 55000 0,619048

Tabelle A-4: Eingabeparameter fiir die numerische Simulation der Blocklastsequenzen L-H-L und

H-L-H sowie der Amplitudenkollektive FELIX-R und WISPER-R.

2-Stufen Blocklast

2-Stufen Blocklast

(L-H-L) (H-L-H) FELIX-R WISPER-R

a [mm] o,;[MPa] | a [mm] | 6.; [MPa] | a [mm] o.;[MPa] | a [mm] o.; [MPa]
0,033 537 0,033 537 | 0,0001 205 | 0,0043 409
0,066 617 | 0,066 617 | 0,0011 384 | 0,0328 383
0,1 537 0,1 537 | 0,0013 537 | 0,043 179
0,0014 498 | 0,0715 281
0,0015 473 | 0,0785 537
0,0036 229 0,1 332

0,0038 115

0,0837 323

0,0922 294

0,0965 352

0,0972 409

0,1 443
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A3 Konturbilder der Kontaktspannungsverteilung an den Rissflanken
1,0 ‘ ‘ ‘ ‘
e— | [R=-08]1.6582 I 1,70
0,5 % _' HR [d =30 um —< ””” 1,49
— 1 A - |CA| o, =509 MPa 1 7 \
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Abbildung A-1: Auswertung der Kontaktspannungen entlang des Auswertepfads x auf den Rissflanken
des Rissfortschrittsmodells fiir drei unterschiedliche Risslingen von a = [0,02; 0,05; 0,09] mm bei ei-
nem Spannungsverhdltnis von R = -0,8 und der Langzeitfestigkeitsamplitude von o,1 = 509 MPa. Die
markierte Position entspricht der Rissspitze.

1,0

y - 4
| R S | |R=-05]1.6582 fi 1,70
05 s |HR[d=30pm At 149
— 1 1 | |CA|o, =461 MPa| 1 '
2 00 — e 1,28
- s v 7] Lfes
o5 DI | E
Z 05 ‘ R R —< fffff | Slross
i~ b | | i i | . 3
| | | | ERNES
LE‘ 0,0 — ——— S %%
5 107 s s s v 7 043
e | | |
1 : : ! : 1IN 0,00
0,0 ———— e
0,00 0,02 0,04 0,06 0,08 010 -1 0 1
Pfadlinge x [mm] o(t) /o, [-]

Abbildung A-2: Auswertung der Kontaktspannungen entlang des Auswertepfads x auf den Rissflanken
des Rissfortschrittsmodells fiir drei unterschiedliche Risslingen von a = [0,02; 0,05; 0,09] mm bei ei-
nem Spannungsverhdltnis von R = -0,5 und der Langzeitfestigkeitsamplitude von o,1 = 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 fiir drei unterschiedliche Risslingen von a = [0,02; 0,05; 0,09] mm bei ei-
nem Spannungsverhdltnis von R = 0,2 und der Langzeitfestigkeitsamplitude von o,1 = 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 fiir drei unterschiedliche Risslingen von a = [0,02; 0,05; 0,09] mm bei ei-
nem Spannungsverhdltnis von R = 0,5 und der Langzeitfestigkeitsamplitude von o1 = 280 MPa. Die

markierte Position entspricht der Rissspitze.
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