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Kurzfassung

Die Ermüdungsfestigkeit von Gussbauteilen wird wesentlich durch innenliegen-
de Imperfektionen, wie beispielsweise Poren oder intermetallische Phasen, sowie
durch die Kerbschärfe der Gusshaut beeinflusst. Diese wirken wie geometrische
Kerben und verursachen eine lokale Spannungsüberhöhung, welche unter zykli-
scher Beanspruchung zu einer Schädigung des Materials durch Initiierung eines
Ermüdungsrisses führen können.

Für die Charakterisierung derartiger geometrischer Ungänzen hat sich vor allem
das Konzept nach Murakami bewährt, wobei die 2D-projizierte Defektkontur
normal zur Beanspruchungsrichtung als ebener Riss betrachtet und durch einen
Spannungsintensitätsfaktor bewertet wird. In der analytischen Berechnung der
Spannungssingularität fließt ein dimensionsloser Geometriefaktor ein, welcher die
Form und Lage des rissähnlichen Defektes berücksichtigt. Ebenso ist eine fundierte
Evaluierung des bruchmechanischen Materialverhaltens hinsichtlich des Aufbaus
von Rissschließeffekten und Wachstums notwendig.

Ziel dieser Arbeit ist es, ausgehend von numerischen Analysen mit Hilfe der
Softwarepakete ABAQUS® und FRANC3D®, eine Parameterstudie für eine bruch-
mechanische Bewertung von Gussdefekten zu liefern. Anhand umfangreicher
numerischer Studien werden analytische Lösungen von Geometriefaktoren für
einfachere Anwendungsfälle ergänzt, wobei zusätzliche Form- und Lageparame-
ter für die Bestimmung der Spannungsintensitätsfaktoren berücksichtigt werden.
Es konnte festgestellt werden, dass vor allem der Abstand zur Oberfläche einen
wesentlichen Einfluss auf die maximale vorliegende Spannungssingularität an der
Rissfront aufweist. Daraus folgt, dass eine Vernachlässigung des Randeinflusses zu
einer nicht-konservativen Abschätzung der Rissinitiierung führen kann.

Ein weiterer Teil der Untersuchungen ist die Auswertung von bruchmechanischen
Versuchen an SENB-Proben zur Erfassung der Materialparameter. Die Variation
der Aufbaulänge der rauhigkeits- und oxidinduzierten Rissschließeffekte zeigt, dass
eine Vernachlässigung dieser Mechanismen in einer ebenfalls nicht-konservativen
Lebensdauervorhersage resultiert. Durch die Analyse von Initialrissen gleicher
Fläche, jedoch unterschiedlicher Form und Lage, konnte die Auswirkung auf
das Risswachstum bewertet werden. Aus der Gegenüberstellung der Simulations-
ergebnisse geht hervor, dass die Defektkontur nicht nur einen Einfluss auf die
Rissinitiierung, sondern auch auf die Lebensdauer hat, wodurch die in dieser
Arbeit umfassend numerisch evaluierten Geometriefaktoren einen wesentlichen
Beitrag zur Steigerung der Genauigkeit bruchmechanischer Auslegung liefern.
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Abstract

The fatigue strength of cast components is significantly influenced by either interior
inhomogenities, such as porosity or intermetallic phases, as well as the notch acuity
of the as-cast surface layer. These imperfections act as geometric notches and
cause a local stress concentration, which leads to a damage of the material by
initiating a fatigue crack under cyclic loading.

To examine the influence of such inhomogenities on the fatigue behavior, the app-
lication of the concept according to Murakami is proven to be feasible. Therefore,
a stress intensity factor of a planar crack in shape of the 2D-projected defect area
perpendicular to the load direction is evaluated. For the consideration of the defect
shape and location, a dimensionless geometry factor is utilized, which has to take
the defects geometry into account. Beside an accurate geometric description of the
inhomogenities, a profound knowledge of the material behavior regarding crack
closure mechanisms as well as crack growth is needed.

The aim of this work is to improve the accuracy of fracture mechanical concepts
on the characterization of casting defects. For the parametric study, numerical
analysis utilizing the software ABAQUS® and FRANC3D® are carried out. In
addition to common analytic solutions of geometry factors, more complex shape
and location parameters are examined within the numerical studies. It is found
that especially the distance to the surface has a major influence on the maximum
stress intensity factor along the crack front. Hence, neglecting the defect location in
respect to the surface may cause a non-conservative assessment of crack initiation.

An additional part of the work is the analysis of crack growth data collected in
cyclic tests of SENB-specimens. The variation of the length within roughness and
oxide induced crack closure is fully build-up and reveals that an exclusion of such
mechanism also leads to non-conservative lifetime assessment. Based on various
numeric simulations on initial cracks with identical area, but different shape and
location, the influence on the crack growth is evaluated. A final comparison of the
results concludes that the defect contour not only influences the crack initiation
but also the fatigue lifetime, validating that the numerically evaluated geometry
factors in this work significantly contribute to an improved fracture propagation
based fatigue design.
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Symbolverzeichnis

Symbol Einheit Erläuterung

a mm Risslänge
A0 − Newman-Koeffizient 0
CF M

nm
Zyklus

MP a
√

m
mP Forman-Mettu Koeffizient

Cth+ − Newman Konstante für positive R-Verhältnisse
Cth− − Newman Konstante für negative R-Verhältnisse
da/dN nm/LW Risswachstumsgeschwindigkeit
ECD mm Äquivalenter Durchmesser
K MPa

√
m Spannungsintensitätsfaktor

l1 mm Aufbaulänge plastisches Rissschließen
l2 mm Aufbaulänge rauhigkeits- oxidinduziertes Rissschließen
mP − Steiung im Parisbereich
N − Lastwechselzahl
p − Steigung der Rissfortschrittskurve im Bereich I
räqui mm Äquivalenter Kreisradius
R − Spannungsverhältnis
v1 − Anteil plastisches Rissschließen
v2 − Anteil rauhigkeits- oxidinduziertes Rissschließen
Y − Geometriefaktor
γ − Rissöffnungsfunktion nach Newman
ρ mm Kerbradius
∆a mm Rissverlängerung
∆σ MPa zyklische Spannungsschwingbreite
∆σD MPa Dauerfestigkeit
∆σth MPa Schwellwertspannung
∆K MPa

√
m zyklischer Spannungsintensitätsfaktor

∆Kth MPa
√

m Langrissschwellwert
∆Kth,0 MPa

√
m Langrissschwellwert bei R = 0

∆Keff,th MPa
√

m mikrostruktureller Schwellwert
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Häufig verwendete Abkürzungen
ASTM American Society for Testing and Materials
CT Computertomographie
EDZ Ebener Dehnungszustand
ESZ Ebener Spannungszustand
HCF High Cycle Fatigue
LW Lastwechsel
SENB Single edge notched bending

Dezimaltrennzeichen

Die Darstellung der Zahlen erfolgt, wie im Englischen, durch die Verwendung von
‚‚Punkt‘‘ als Dezimaltrennzeichen.
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1 Einleitung

Durch die hohe Flexibilität in der Formgebung und geringe Produktionskosten
bei großen Stückzahlen ist die Verwendung von Gussbauteilen im Maschinen-
bau sehr verbreitet. Die Forderung nach einem möglichst ressourcenschonendem
Materialeinsatz macht den Leichtbau zu einem immer wichtigerem Kriterium
für solche Komponenten [1]. Grundlage einer belastungsoptimierten Formgebung
ist eine möglichst exakte Vorhersage der lokalen Festigkeit. Sehr viele Bautei-
le, wie etwa gegossene Kurbelgehäuse, unterliegen in ihrem Einsatz zyklische
Beanspruchungen. Das Versagen unter solcher Belastung erfolgt durch die Initi-
ierung und den Wachstum eines Ermüdungsrisses. Bruchmechanische Konzepte
beschreiben den Wachstum von Rissen in Materialien und haben sich für die
Abschätzung der Lebensdauer von zyklisch beanspruchten Komponenten bewährt
[2]. Anfangspunkte für Rissinitiierung sind unter anderem Gussdefekte, wie Po-
ren oder Oberflächenfehler sowie Rauheitstäler. Ein bewährtes Konzept für die
Charakterisierung von Fehlstellen ist diese als ebenen Riss zu betrachten und
mit dem zyklischen Spannungsintensitätsfaktor ∆K zu bewerten. Dies ist ein
Parameter aus der Bruchmechanik, der die Spannungssingularität an einer Risss-
pitze beschreibt. Für eine Vielzahl von Risskonfigurationen existieren analytische
Lösungen zur Berechnung der Spannungsintensitätsfaktoren, wobei die Rissform
und Lage durch den dimensionslosen Geometriefaktor Y berücksichtigt wird. Ne-
ben einer möglichst exakten Bewertung der Fehlstellen ist ebenso eine detaillierte
Kenntnis der Werkstoffeigenschaften notwendig. Der Widerstand gegen Rissinitiie-
rung, sowie das Wachstum von Ermüdungsrissen, wird durch bruchmechanische
Materialparameter beschrieben. Einer dieser Parameter ist der Schwellwert ab
dem ein Riss in den Wachstum übergeht. Die nötige Belastung, welche überschrit-
ten werden muss, ist abhängig von der Rissverlängerung und wird durch den
mikrostrukturellen Schwellwert ∆Keff,th und Langrissschwellwert ∆Kth begrenzt.
Der Anstieg des Schwellwertes mit fortlaufender Rissverlängerung ∆a wird durch
Aufbau verschiedener Rissschließmechanismen verursacht und durch die R-Kurve
beschrieben. Diese Parameter sind ebenso Eingangsgrößen für Rissinitiierungskon-
zepte, beispielsweise das Kitagawa-Takahashi-Diagramm [3] und davon abgeleitete
Ansätze, wie etwa das

√
area-Konzept nach Murakami [4]. Durch diese Konzepte

1



1 Einleitung

wird eine Grenzkurve beschrieben, ab welcher Belastung es zur Rissinitiierung
und zum Risswachstum kommt. Nach einer gewissen Rissverlängerung ∆a sind
die Rissschließeffekte vollkommen ausgebildet und die weitere bruchmechanische
Beschreibung erfolgt durch Risswachstumskurven. Ein Ansatz, welcher alle drei
Bereiche des Wachstums (Schwellwertbereich, stabiler Risswachstum, instabiler
Restbruch) beschreibt ist die NASGRO-Gleichung [5]. Die resultierende Kurve
beschreibt die Risserweiterung pro Lastzyklus da/dN eines Risses belastet unter
einer zyklischen Spannungsintensität ∆K.

Ziel dieser Arbeit ist durch numerische Analysen einen Beitrag zu einer noch prä-
ziseren bruchmechanischen Bewertung von Gussdefekten zu liefern. Die Defekte
werden dabei als ebener Riss betrachtet und mit Hilfe des zyklischen Span-
nungsintensitätsfaktors ∆K bewertet. Im Zuge von Parameterstudien mit den
Softwarepaketen ABAQUS® und FRANC3D® sollen eine noch umfangreichere
Lösungsdatenbasis für Geometriefaktoren Y generiert werden. Die ermittelten
Faktoren sollen es ermöglichen zusätzliche Form- und Lageparameter von Guss-
defekten für die Anwendung in Rissinitiierungs-Konzepten zu berücksichtigen.
Die Kontur der Modell-Risse soll dabei aus den Ergebnissen fraktographischer
und computertomographischer Auswertungen von Proben realer Gussbauteile
abgeleitet werden. Durch die Generierung umfangreicher Rissgeometrien ist eine
effiziente Bewertung der rissinitiierenden Gussdefekte gewährleistet. Aufbauend
auf diesen Auswertungen wird das Risswachstum, ausgehend von einem Initial-
riss, simuliert und mit Versuchsergebnissen verglichen. Als Eingangsgröße für die
Simulation dienen bruchmechanische Materialparameter, welche durch Auswer-
tung von Rissfortschritts-Versuchen ermittelt werden. Durch die Untersuchungen
können für die jeweiligen Werkstoffe der Aufbau der Rissschließeffekte (R-Kurve)
und das Risswachstum (Modified-NASGRO-Gleichung) beschrieben werden. Die
Simulations-Modelle entsprechen in der Abmessung und Beanspruchung denen
von durchgeführten Ermüdungsversuchen an HCF-Proben. Der Initialriss wird
aus der fraktographischen Auswertung der jeweiligen Bruchflächen entnommen.
Im Zuge der Rissfortschritts-Simulation wird beurteilt, inwieweit Rissschließef-
fekte und die Form- und Lage des Initialrisses einen Einfluss auf die berechnete
Gesamtlebensdauer haben. Der Vergleich der in den Ermüdungsversuchen erreich-
ten Lastwechselzahl mit jenen aus der Simulation dient zur Beurteilung, wie die
bruchmechanischen Vorgänge in Gussbauteilen durch numerische Berechnungen
erfasst werden können.
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2 Stand der Technik

2.1 Ermüdungsfestigkeit von Gussbauteilen

Die Ermüdungsfestigkeit von Gussbauteilen hängt entscheidend von den im Gefü-
ge enthaltenen Defekten ab. Diese Defekte sind unter anderem Hohlräume wie
Poren, welche während der Erstarrung beim Gießvorgang entstehen. Grundsätz-
lich kann zwischen zwei verschiedenen Arten unterschieden werden, Gasporen
und Schwindungsporen (Lunker). Die Voraussetzungen und Mechanismen für die
Entstehung solcher Defekte kann weiterführender Literatur entnommen werden
[6]. Poren können ebenso nach ihrer Größe kategorisiert werden, wobei jene mit
einer Ausdehnung < 0.5mm als Mikroporen und Poren > 0.5mm als Makroporen
bezeichnet werden. Die im Gussgefüge enthaltenen Hohlräume können nicht nur
gleichmäßig, sondern auch gehäuft in Form von Porennestern vorhanden sein
[7]. Neben den innen liegenden Poren entsteht beim Gießvorgang eine gussrauhe
Oberfläche, welche sich durch den Kontakt mit der Sandform bildet [8]. Wird diese
Oberfläche nicht spannend nachbearbeitet und in ihrer Ursprungsform gelassen
beeinflusst diese ebenso die Ermüdungsfestigkeit signifikant [9–11]. Die Fehlstel-
len im Gefüge und an der Gussoberfläche wirken wie Kerben und verursachen
eine Spannungsüberhöhung in deren Umgebung. Unter zyklischer Beanspruchung
kann es in diesen Bereichen der Spannungskonzentration zur Bildung eines Er-
müdungsrisses kommen, wobei zwischen der Phase der Rissinitiierung und des
Mikrorisswachstums (Kurzrisswachstum) unterschieden wird. Zur Beurteilung, ob
es zu einer Rissbildung unter einer Beanspruchung kommt existieren zahlreiche
Modelle und Rissinitiierungskonzepte über welche im Kapitel 2.3 ein methodischer
Überblick gegeben wird. Der darauf folgende Bereich des Rissfortschritts setzt sich
aus dem stabilen Makrorisswachstums (Langrisswachstum) und dem Restbruch
(instabiler Risswachstum) zusammen. Dieser Bereich der Risserweiterung wird
durch Risswachstumsmodelle beschrieben, wobei eine nähere Beschreibung im
Kapitel 2.4 gegeben wird. Die Gesamtlebensdauer eines Bauteils ist die Summe
dieser vier Phasen.
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2 Stand der Technik

Abbildung 2.1: Im Wachstum befindlicher Ermüdungsriss ausgehend von einer
Pore in einem Aluminiumgussbauteil.

Abbildung 2.2: Die Vier Phasen der Lebensdauer eines Bauteiles nach [12, S. 27].

Zahlreiche Untersuchungen an Gussbauteilen verschiedener Werkstoffe und Legie-
rungen zeigen einen direkten Zusammenhang zwischen der Schwingfestigkeit und
der im Bauteil vorhandenen Poren [13, 14]. Der Ermüdungsriss der zum Versagen
führt wird dabei überwiegend von den größten vorhandenen Defekten initiiert.
Darüber hinaus konnte nachgewiesen werden, dass nicht nur die Größe, sondern
auch die Lage, der Poren ebenso als Parameter für die Beurteilung der Ermü-
dungsfestigkeit relevant ist. Kritisch sind jene Hohlräume die nahe zur Oberfläche
liegen oder durch spanende Nachbearbeitung freigelegt sind [15–17]. Poren, die in
geringer Distanz zueinander liegen, können sich in ihrem Schadensmechanismus
wie ein großer Defekt verhalten. Dies hat zur Folge, dass Porennester für eine
defektbasierende Auslegung als eine zusammenhängender Fehlstelle betrachtet
werden müssen [18, 19]. Die Gegenüberstellung der Größe der rissinitiierenden Fehl-
stelle mit der erreichten Lastwechselzahl zeigt, dass mit zunehmender Porengröße
die Schwingfestigkeit sinkt [20]. Darauf aufbauend kann für Aluminiumgussbau-
teile durch Parameter der Mikrostruktur die Schwingfestigkeit abgeleitet werden.
Der sekundäre Dendritenarmabstand DAS des Aluminium-Silizium Eutektikums
korreliert mit der vorherrschenden Porosität, wobei mit größerem DAS die Po-
rengröße ebenso steigt. Folglich zeigen Auswertungen unter Berücksichtigung der
Mikrostruktur, dass mit steigendem DAS die Schwingfestigkeit sinkt [21–23]. Wenn
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2 Stand der Technik

Abbildung 2.3: Zusammenhang zwischen der Größe der rissinitiierenden Defekte
und der ertragbaren Beanspruchung ∆σ.

die im Gefüge enthaltenen Poren ähnlich kleine Abmessungen wie Parameter der
Mikrostruktur annehmen, folgt ein Wechsel im Schadensmechanismus und die
Porengröße ist nicht mehr der maßgebliche Parameter für die Ermüdungsfestigkeit.
Die Rissbildung erfolgt nicht mehr an Defekten sondern an Gleitbändern [24–26].

Die Form der Defekte hat keinen signifikanten Einfluss auf die Dauerfestigkeit
wie Untersuchungen von Murakami zeigen [27]. Für die Anwendung von Rissi-
nitiierungskonzepten ist alleine die 2D-projizierte Fläche des Defektes relevant,
wie im Kapitel 2.3 näher beschrieben ist. Die Defektform hat einen bedeutenden
Einfluss auf die Zeitfestigkeit. Je höher die durch die Fehlstelle hervorgerufene
Spannungsüberhöhung ist, desto früher kommt es zur Rissbildung und zum Riss-
wachstum. Zur vergleichbaren Quantifizierung der Defekte wird unter anderem
die Spannungskonzentration Kt und der zyklische Spannungsintensitätsfaktor
∆K verwendet. Der Parameter Kt ist die lokale Spannungsüberhöhung an einem
gekerbten Querschnitt mit definierter Nennspannung σN . Ein Überblick über die
Kerbspannungslehre ist durch Neuber in [28] gegeben. Bei der bruchmechanischen
Quantifizierung mit dem zyklischen Spannungsintensitätsfaktor ∆K wird die
2D-projizierte des Defektes als ebener Riss betrachtet.
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2 Stand der Technik

2.2 Spannungsintensitätsansatz

Der Spannungsintensitätsansatz hat seinen Ursprung aus der Bruchmechanik,
wobei wichtige Grundlagen durch Ausarbeitungen von Griffith definiert wurden [29].
Dieses Teilgebiet der Kontinuumsmechanik befasst sich mit der mathematischen
Beschreibung von Rissen in Körpern. Die Geometrie eines Risses wird dabei als ein
idealer Schnitt durch einen Körper definiert, wobei die Rissspitze einen Kerbradius
von ρ = 0 aufweist. Diese Definition ist zulässig, obwohl physikalische Risse
einen endlichen Kerbradius ρ > 0 besitzen, da dieser in Relation zur Risslänge
vergleichsweise klein ist. Eine umfassende Einführung in die Grundlagen der
Bruchmechanik ist durch weiterführender Literatur gegeben [30]. Irwin erkannte,
dass die möglichen Spannungszustände an der Rissspitze durch drei verschiedene
Belastungsarten (Moden) beschrieben werden können [31].

Abbildung 2.4: Die drei verschieden Belastungarten eines Risses nach [12, S. 52].

Die Nahfeldlösung des Spannungszustandes für ein linear-elastisches Materialver-
halten ergibt eine Singularität, welche folgende Form annimmt.

KI = σyy ·
√

2π · x

KII = τyx ·
√

2π · x

KIII = τyz ·
√

2π · x

(2.1)

Die Spannungsintensitätsfaktoren KI , KII , KIII haben die Einheit MPa
√

m bzw.
MPamm3/2 und stellen ein Maß für die Stärke der Singularität 1/

√
x dar.
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2 Stand der Technik

Abbildung 2.5: Spannungssingularität eines Risses unter Modus I Belastung.

Der Spannungsintensitätsfaktor ist abhängig von der Höhe der Beanspruchung,
der Belastungsart (Mode I,II,III) und der Geometrie des Körpers und des Risses.
Liegt eine zyklische Belastungen vor, errechnet sich der zyklische Spannungsinten-
sitätsfaktor ∆KI für Mode I Belastung laut Gleichung 2.2, wobei a der Risslänge
entspricht und ∆σ die Schwingbreite der Brutto-Nennspannung im Fernfeld des
Risses ist. Die Geometrie des Körpers und des Risses wird durch den dimensions-
losen Faktor Y berücksichtigt. Für eine Vielzahl von Rissgeometrien existieren
Näherungslösungen und Approximationsfunktionen für Y , die aus einschlägiger
Literatur entnommen werden können [32, 33].

∆K = ∆σ ·
√

π · a · Y (2.2)

Abbildung 2.6: Zyklischer Spannungsintensitätsfaktor nach [34, S. 51].
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2.3 Rissinitiierungskonzepte

Ein bewährtes Modell zur Beschreibung, ob es zu einer Rissinitiierung unter
einer Belastung kommt ist das Kitagawa-Takahashi-Diagramm [3]. Die darin
enthaltene Schwellwertkurve beschreibt den Zusammenhang zwischen der Span-
nungsschwingbreite, ab dem ein Riss in den Wachstum übergeht in Abhängigkeit
einer Ausgangsrisslänge a. Unterhalb der Schwellwertkurve erfolgt kein Wachstum,
oberhalb kommt es zur Rissinitiierung und Rissverlängerung. Ein Zusammenhang
zwischen der zulässigen Schwellwertspannung ∆σth und der Risslänge gilt jedoch
nur für Risse mit a > a0. Für Risse a < a0 entspricht die zulässige Beanspruchung
der Dauerfestigkeit ∆σD einer rissfreien Probe. Die Berechnung von a0 erfolgt
durch das Verhältnis von der Dauerfestigkeit und dem Schwellwert ∆Kth laut Glg.
2.3. Der Schwellwert ∆Kth ist eine Materialkonstante und ist definiert als jener
zyklischer Spannungsintensitätsfaktor der bei Überschreitung, an einem initiierten
Ermüdungsriss, zum Risswachstum führt.

Abbildung 2.7: Kitagawa-Takahashi-Diagramm nach [3]

a0 = 1
π

·
(∆Kth

∆σD

)2
(2.3)

Die Risslänge a0 ist eine Materialkonstante und wird für die Beschreibung der
Schwellwertkurve laut El-Haddad als fiktive Eigenrisslänge des Werkstoffs definiert
[35]. Die Schwellwertspannungsschwingbreite ∆σth berechnet sich in Abhängigkeit
von der Risslänge a, a0 und ∆Kth. Die Form- und Lage des Risses wird durch den
dimensionslosen Geometriefaktor Y berücksichtigt.

∆σth = ∆Kth√
π ·
(
a + a0

)
· Y

(2.4)

8
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Murakami erweiterte das Kitagawa-Takahashi Diagramm für die Beurteilung, ob
an Defekten in einem Gefüge Risse initiieren. Für kleine Fehlstellen in einem
Bauteil kann die Wurzel der 2D-projizierten Defektfläche senkrecht zur maximalen
Hauptspannung als Risslänge näherungsweise verwendet werden [4]. Oberflä-
chendefekte werden mit dem Geometriefaktor Y = 0.65 bewertet, innenliegende
Fehlstellen mit Y = 0.5.

∆σth = ∆Kth√
π ·

√
area · Y

(2.5)

Die effektive Defektfläche von unregelmäßig geformten Fehlstellen ist dabei die
konvexe Umhüllende. Ist der Abstand zwei benachbarter Fehlstellen kleiner der
Abmessung des kleineren Defektes, ist die effektive Fläche eine konvexe Umhüllende
beider Fehlstellen. Das von ihm abgeleitete Modell wird

√
area -Konzept genannt.

Abbildung 2.8: Effektive Rissfläche von Defekten nach Murakami [27].

2.4 Risswachstum

Der Wachstum eines initiierten Ermüdungsrisses setzt sich aus dem Bereich
des Kurzrisswachstums und einem nachfolgenden Bereich des Langrisswachstum
zusammen. Beide werden durch Modelle beschrieben, welche Materialparameter
als Eingangsgrößen benötigen. Die Ermittlung dieser Parameter erfolgt durch
bruchmechanische Versuche. Als Versuchsprobe dient eine gekerbte Biegeprobe
(SENB-Probe), deren Geometrie durch die ASTM-Norm E399 [36] definiert ist.
Eine von ASTM vorgeschlagene Methode ist den Versuch mit abnehmender
zyklischen Spannnungsintensität durchzuführen [37]. Für die Bestimmung des
Schwellwertes im Kurzrisswachstum und zur Ermittlung der Rissfortschrittskurve
haben sich hingegen Methoden mit zunehmender zyklischen Spannungsintensität
bewährt [38].

Im Kerbgrund der Probe wird durch Beanspruchung im schwellenden Druckbe-
reich ein Riss eingebracht. Das Anschwingen im Druckbereich hat den Vorteil,
dass die Rissflanke bei Entlastung geöffnet bleibt und somit Rissschließen bei
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Abbildung 2.9: Geometrie einer SENB-Probe nach ASTM-Norm E399 [36].

Versuchsbeginn keinen Einfluss hat [39]. Der erste Abschnitt des Versuchs mit
zyklischen Spannungsintensitätsfaktoren ∆KI kleiner dem Langrissschwellwert
∆Kth ist der Bereich des Kurzrisswachstum mit resultierender R-Kurve. Belastun-
gen oberhalb von ∆Kth werden dem Langrisswachstum zugeordnet und durch die
Risswachstumkurve beschrieben.

Abbildung 2.10: Schematischer Versuchsablauf zur Ermittlung bruchmechani-
scher Materialparameter mit reslutierender R-Kurve und Risswachstumskurve
nach [40, S. 5].

2.4.1 Kurzrisswachstum

Bei Versuchsbeginn wird die Belastung stufenweise so lange erhöht bis der mi-
krostrukturelle Schwellwert ∆Keff,th überschritten wird und sich Risswachstum
einstellt. Der mikrostrukturelle Schwellwert ∆Keff,th gilt für einen Riss der über
den gesamten Zeitraum eines Lastwechsels geöffnet ist, was bedeutet das die Riss-
flanken keinen Kontakt aufweisen. Bei gleichbleibender Last und einer gewissen
Rissverlängerung ∆a kommt es zum Rissstop. Die Last muss wieder erhöht wer-
den, um Risswachstum einzuleiten. Dieser Anstieg des Schwellwertes wird durch
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zunehmenden Aufbau von Rissschließeffekten hervorgerufen [41–43]. Nach einer
gewissen Verlängerung ∆a erreicht der Schwellwert ein konstantes Niveau, welches
dem des Langrissschwellwertes ∆Kth entspricht. Der Anstieg des Schwellwerts
wird durch die R-Kurve (Resistance-Curve) dargestellt. Die drei wesentlichsten
Rissschließmechanismen sind:

• plastisch induziertes Rissschließen

• rauhigkeitsinduziertes Rissschließen

• oxidinduziertes Rissschließen

Plastisch induziertes Rissschließen

Durch die hohen Spannungen an der Rissspitze kommt es zum plastischen Ver-
formen des Werkstoffs. Der Aufbau der plastischen Zone hat zur Folge, dass
Material an die Rissspitze gezogen wird, was wiederum dazu führt, dass die
Rissflankentopographie nicht mehr zueinander kompatibel ist.

Abbildung 2.11: Plastische Zone an der Spitze eines Ermüdungsrisses nach [12,
S. 117].

Rauhigkeitsinduziertes Rissschließen

Insbesondere bei sehr niedrigem, zyklischen Spannungintensitätsfaktor erfolgt die
Risserweiterung durch Schubspannung herbeigeführte Einfachgleitungen innerhalb
der Kristallstruktur von Körnern. Dies führt zur Ablenkung der Risserweiterung
in Mode II Belastungsrichtung und zu sägezahnförmigen Rissflanken, welche sich
bei Entlastung vorzeitig berühren und ein vollkommenes Schließen des Risses
verhindern.
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Abbildung 2.12: Rauhigkeitsinduziertes Rissschließen nach [12, S. 117].

Oxidinduziertes Rissschließen

Durch wechselnde Bildung und Zerrüttung von Oxidschichten an den neu gebilde-
ten Flanken kommt es zum Materialeintrag an der Rissspitze, welcher verhindert
das sich der Riss bei Entlastung vollkommen schließen kann.

Abbildung 2.13: Oxidinduziertes Rissschließen nach [12, S. 117].

Je niedriger das Spannungsverhältnis desto stärker sind Rissschließeffekte ausge-
prägt. Für Spannungsverhältnisse R > 0.6 - 0.7 bleibt der Riss über die gesamte
Schwingbreite geöffnet und der zyklische Langrissschwellwert ∆Kth entspricht
dem mikrostrukturellen Schwellwert ∆Keff,th.
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Abbildung 2.14: Abhängigkeit des Langrissschwellwertes ∆Kth vom Spannungs-
verhältnis R nach [44, S. 205].

Der Anstieg des Schwellwertes durch den Aufbau von Rissschließeffekten wird
durch die R-Kurve beschrieben. Ein analytische Formel zur Beschreibung der
Form der R-Kurve ist durch Maierhofer in [45] gegeben. Der Schwellwert ∆Kth,∆a

in Abhängigkeit der Risserweiterung ∆a berechnet sich laut Glg. 2.6 aus den
bruchmechanischen Materialparametern ∆Keff,th und ∆Kth sowie den empirischen
Parametern li sowie vi.

∆Kth,∆a = ∆Keff,th +
(

∆Kth − ∆Keff,th

)

·

⎡⎣1 −
n∑

i=1
vi · exp

(
− ∆a

li

)⎤⎦ (2.6)

wobei gilt

n∑
i=1

vi = 1 (2.7)

Die Gleichung beschreibt die R-Kurve als Summe der einzelnen Rissschließeffek-
te. Die Länge li ist ein Fitparameter, welcher die nötige Rissverlängerung zum
Aufbau widerspiegelt. Der Parameter vi stellt die Gewichtung des Beitrages der
einzelnen Mechanismen zur R-Kurve dar. Die einzelne Betrachtung der verschie-
denen Mechanismen ist dadurch begründet, dass diese je nach Werkstoff sehr
unterschiedlich stark ausgeprägt sind. Generell kann festgestellt werden, dass sich
plastische Rissschließeffekte bereits nach sehr geringer Risserweiterung (< 0.1mm)
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vollständig aufgebaut haben, hingegen rauhigkeits- und oxidinduzierte Rissschließ-
effekte mehrere Millimeter bis zum Erreichen des konstanten Niveaus erfordern.
Die Ermittlung der empirischen Parameter li und vi erfolgt durch Anpassen an
die Versuchsergebnisse.

Abbildung 2.15: Beitrag der einzelnen Rissschließmechanismen zur R-Kurve
nach [45, S. 504].

2.4.2 Langrisswachstum

Sind die Rissschließeffekte eines Ermüdungsrisses zur Gänze ausgebildet, erfolgt die
Beschreibung des Wachstums pro Lastwechsel da/dN durch die Rissfortschritts-
kurve. Diese kann in drei Bereiche unterteilt werden. Der erste Bereich wird durch
den Langrissschwellwert ∆Kth begrenzt. Im nachfolgenden Bereich des stabilen
Risswachstums, erfolgt die Beschreibung durch die Paris-Gerade laut Glg.2.8 [46,
47]. Die Parameter C (Paris-Koeffizient) und mP (Paris-Exponent) sind werkstoff-
abhängige Größen. Wird die Bruchzähigkeit ∆KIC des Werkstoffs überschritten,
breitet sich der Riss instabil aus und es erfolgt der abrupte Restbruch. Zur Be-
schreibung der Rissfortschrittskurve existieren zahlreiche Näherungsfunktionen.
Die NASGRO-Gleichung (2.9) wurde von Forman und Mettu definiert und be-
schreibt alle drei Bereiche des Rissfortschritts für Risse unter Mode I Belastung
[5].
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Abbildung 2.16: Schematische Darstellung der Parameter der NASGRO-
Gleichung nach [12, S. 125].

Die Parameter CF M , mP , p und q sind Materialkonstanten, welche durch Anpas-
sung an experimentell ermittelte Rissfortschrittskurven bestimmt werden. Das
R-Verhältnis wird durch die Rissschließfunktion von Newman durch den Parameter
γ berücksichtigt (Glg.2.10), welcher das Verhältnis von maximaler Spannungsin-
tensität Kmax zu Rissöffnungs-Spannungsintensität Kop beschreibt [48].

da

dN
= C · ∆KmP (2.8)

da

dN
= CF M ·

[( 1 − γ

1 − R

)
· ∆KI

]mP

·

(
1 − ∆Kth

∆K

)p

(
1 − ∆KIC

∆K

)q (2.9)

γ = Kop

Kmax

γ =

⎧⎪⎨⎪⎩max
(
R, A0 + A1 · R + A2 · R2 + A3 · R3

)
fürR ≥ 0

A0 + A1 · R für − 2 ≤ R < 0

(2.10)

Die Koeffizienten A0 bis A3 berechnen sich aus dem Faktor α und dem Verhält-
nis von maximaler Spannung σmax zur Fließspannung σF . Der Faktor α variiert
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zwischen 1 für den ebenen Spannungszustand und 3 für den ebenen Verzerrungs-
zustand.

A0 =
(
0.825 − 0.34 · α + 0.05 · α2

)
·
[

cos
(

π

2 · σmax

σF

)]1/α

A1 =
(
0.415 − 0.071 · α

)
· σmax

σF

A2 = 1 − A0 − A1 − A3

A3 = 2 · A0 + A1 − 1

(2.11)

Mit Hilfe der Rissöffnungsfunktion γ, dem Newman-Koffizienten A0 und der
Konstante Cth lässt sich der Langrissschwellwert Kth in Abhängigkeit des Span-
nungsverhältnisses R berechnen. Für die Konstante Cth wird zwischen Cth+ für
positive R-Verhältnisse und Cth− für negative R-Verhältnisse unterschieden. Der
von Newman definierte Zusammenhang gilt jedoch nur für eine gewisse Spannbrei-
te von R-Verhältnissen. Ab einem Verhältnis R > 0.6 - 0.7 und einem negativen
Verhältnis R < Rp bleibt der Schwellwert konstant, da oberhalb dieser Beanspru-
chungen kein Rissschließen mehr auftritt.

∆Kth = ∆K0

⎡⎣ 1 − γ(
1 − A0

)
·
(
1 − R

)
⎤⎦−
(

1+Cth·R
)

(2.12)

2.5 Numerische Rissfortschrittsanalyse

Für komplexe Bauteile und Rissgeometrien existieren keine analytischen Lösungen
für die vorhandene Spannungsintensität an einer Rissspitze. In diesem Fall müssen
numerische Methoden angewendet werden. Zur Bestimmung der Spannungsin-
tensitätsfaktoren existieren zahlreiche Vorgehensweisen, welche zumeist auf der
Methode der Finiten Elemente aufbauen [49–51].

2.5.1 J-Integral

Durch Berechnung der Spannungs- und der Verschiebungsvektoren im Nahefeld
des Risses kann mit Hilfe des J-Integrals auf die existierende Spannungsintensität
an einem beliebigen Riss geschlossen werden. Das J-Integral wurde erstmals von
Cherepanov und Rice definiert und hat sich seitdem in der Bruchmechanik umfang-
reich bewährt [52]. Die Berechnung erfolgt laut Glg. 2.13 durch das Linienintegral
einer Kontur C um eine Rissspitze, mit Bezug auf die Energiedichte W (Glg.2.14)
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und dem Spannungsvektor v⃗. Die Integration erfolgt über die Bogenlänge der Kon-
tur s. Für die Annahme von linear-elastisches Materialverhalten ist das J-Integral
unabhängig von der Größe der Kontur, welche die Rissspitze umhüllt.

J =
∫

C

(
Wdy − σ⃗

∂u⃗

∂x

)
ds (2.13)

W = 1
2σijϵij (2.14)

Abbildung 2.17: Definition der Kontur C zur Ermittlung des J-Integrals nach
[34, S. 50].

Der Zusammenhang zwischen der Lösung des J-Integrals und des Spannungsinten-
sitätsfaktor ∆KI ist für linear-elastisches Materialverhalten mit E-Modul E und
Querkontraktionszahl ν unter Mode I Belastung

J = KI
2

E
(2.15)

für den ebenen Spannungszustand und

J = 1 − ν2

E
· KI

2 (2.16)

für den ebenen Verzerrungszustand.

2.5.2 Methode der Viertelpunktelemente

Die Methode der Viertelpunktelemente basiert auf der Vernetzung der Rissfront
mit modifizierten isoparametrischen Elementen mit quadratischer Ansatzfunktion
[53]. Durch Veränderung der Position der Mittelknoten, welche auf Kanten liegen
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die zur Rissspitze weisen, nimmt das Spannungs- und Verzerrungsfeld innerhalb
der Elemente die für ein Rissnahfeld übliche Form 1/

√
x an (Glg. 2.1). Dieser

Fall tritt ein, wenn die Position der Knoten vom Mittelpunkt zur Viertelposition
gelegt werden, was dazu führt das eine nichtlineare Abbildung zwischen den
natürlichen (parametrischen) und globalen (geometrischen) Koordinaten auftritt.
Diese Veränderung wird auch knotendistortierte Ansatzfunktion genannt.

Abbildung 2.18: Verschiedene Viertelpunkt-Elemente für die Vernetzung von
Rissspitzen nach [51, S. 199].
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3 Versuchsmethodik

Abbildung 3.1: Schematische Darstellung der Versuchsmethodik.

Wie im Kapitel 2.1 dargestellt, können unter zyklischer Belastung Risse an Gussde-
fekten initiieren und zum Versagen des Bauteiles führen. Eine akkurate bruchme-
chanische Bewertung von Defekten ist deshalb für die Lebensdauerabschätzung von
hohem Nutzen. In diesem Kapitel wird der Versuchsablauf beschrieben, welcher in
Verbindung mit numerischen Analysen (Kapitel 4) eine präzise bruchmechanische
Bewertung von Gussdefekten unterstützt. Die zu untersuchenden Defekte werden
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dabei als ebener Riss betrachtet und mit Hilfe des zyklischen Spannungsintensitäts-
faktors ∆KI (siehe Kapitel 2.2) analysiert und verglichen. Für die Untersuchungen
stehen Versuchsproben aus Aluminium- und Stahlgussbauteilen zur Verfügung,
über welche in Kapitel 3.1 ein Überblick gegeben wird. In Kapitel 3.2 werden die
Ermüdungsversuche diskutiert, welche in Verbindung mit fraktographischen und
computertomographischen Auswertungen die nötigen Geometrieinformationen der
rissinitiierenden Defekte liefern. Durch Variation der Lage und Geometrie von Ris-
sen gleicher Fläche soll der Einfluss dieser Parameter auf die Lebensdauer, sowie die
Rissinitiierung evaluiert werden. Die erreichten Lastwechselzahlen bei den geprüf-
ten Nennspannungsamplituden dienen zum Validieren der Simulationsergebnisse.
Um den Einfluss der Rissschließmechanismen auf die Lebensdauer zu erfassen,
wird die Aufbaulänge der rauhigkeits- und oxidinduzierten Rissschließeffekte in
der Rissfortschrittsrechnung variiert. Durch Auswertung von experimentellen Ver-
suchen werden die bruchmechanischen Materialparameter erfasst (siehe Kapitel
3.3), welche für Rissfortschrittssimulationen benötigt werden.

3.1 Bauteil/Entnahmestellen/Proben

3.1.1 Versuchsproben Aluminiumguss

Für die Untersuchungen stehen gegossene Kurbelgehäuse mit der Legierungs-
bezeichnung EN AC-46200 T6 zu Verfügung, aus welchen die Versuchsproben
gefertigt wurden. Die Zusammensetzung entspricht einer untereutektischen Legie-
rung aus Aluminium und Silizium, wobei das Erstarrungsgefüge durch Dendriten
geprägt ist. Die im Bauteil auftretende Porosität ist lokal sehr unterschiedlich und
beinhaltet Schwindungs- und Gasporen mit einer Größe von bis zu 300µm.
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Abbildung 3.2: Schliffbild des AlSi-Gefüges der Legierung EN AC-46200 T6 mit
einer enthaltenen Gaspore, Ansammlung von Schwindungsporen.

Als Entnahmestelle sind zwei funktionsrelevante Positionen definiert, welche im Be-
trieb hohen mechanischen Kräften ausgesetzt sind und für eine bruchmechanische
Untersuchung von Interesse sind. An der Position A wurden Rundproben entnom-
men welche für Ermüdungsversuche(HCF) verwendet wurden. SENB-Proben zur
Ermittlung der bruchmechanischen Materialparameter wurden ebenso aus diesem
Bereich entnommen. Aus Position B wurden Biegeproben gefertigt, wobei die guss-
rauhe Oberfläche in ihrer Ursprungsform vorliegt. Die vorhandenen Rauheitstäler
verursachen ähnlich wie Poren eine Spannungsüberhöhung in ihrer Umgebung. Das
Ermüdungsverhalten dieser Proben wird zusätzlich zu den inneren Gussdefekten
von der gussrauhen Oberfläche beeinflusst. Die Kontur der Oberfläche wird durch
den Kontakt mit der Sandform beim Abguss geschaffen.
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Abbildung 3.3: Entnahmestellen der Versuchsproben aus Aluminiumgussbautei-
len der Legierung EN AC-46200 T6.

3.1.2 Versuchsproben Stahlguss

Die Versuchsproben aus Stahlguss bestehen aus einer G21Mn5+N-Legierung,
welche durch eine Temperaturnachbehandlung ein normalisiertes Gefüge aufweisen.
Zur Nachbildung von in realen Stahlgussbauteilen vorkommenden Gussdefekten
wurden Referenzproben angefertigt. Durch eine optimierte Abgussgeometrie kommt
es zu einer gezielten Bildung einer Makropore im Prüfquerschnitt, welche eine
Ausdehnung von 5 bis 15mm hat.

Abbildung 3.4: Schliffbild des normalisierten Gefüges G21Mn5+N, Bruchfläche
einer Rundprobe mit enthaltener Makropore.

Aus diesen Referenzproben sind Rundproben gefertigt worden, die in weiterer Folge
für Ermüdungsversuche verwendet wurden. Eine Y-Probe ist eine standardisierte
Abgussgeometrie zur Prüfung von Gusswerkstoffen, welche ebenso für die Untersu-
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chungen verwendet wurde. Die daraus gefertigten Prüfkörper waren SENB-Proben
für Rissfortschritts-Versuche. Die Abgussgeometrie der Y-Proben unterbindet die
Bildung von Makroporen, und enthält nur einen geringen Anteil von Mikropo-
ren, womit der Einfluss der Gussdefekte gering ist. Eine genaue Beurteilung der
bruchmechanischen Materialparameter wird dadurch gewährleistet.

Abbildung 3.5: Entnahmestellen der Prüfkörper aus Stahlgussbauteilen der
Legierung G21Mn5+N.

3.2 Ermüdungsversuche

Die Ermüdungsversuche wurden im Langzeitfestigkeitsbereich (HCF High-Cycle-
Fatigue) mit Hilfe von Resonanzprüfmaschinen bei Raumtemperatur durchgeführt.
Als Last wurde eine konstante Amplitude bei einem Spannungsverhältnis von R
= -1 bzw. R = 0 gewählt.

3.2.1 Fraktographie

Die Bruchflächen der Proben aus den Ermüdungsversuchen sind mit Hilfe eines
Lichtbildmikroskops und Rasterelektronenmikroskops fraktographisch untersucht
worden. Ziel der Untersuchung ist, die Stelle an dem der Ermüdungsriss initiierte,
zu detektieren. In den meisten Fällen konnte eine Pore oder eine Ansammlung
von Poren als Ausgangspunkt des Risswachstum eingegrenzt werden. Von den
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rissinitiierenden Defekten werden die auf der Bruchfläche erkennbaren Geometrien
erfasst. Diese 2D-Kontur dient zum ermitteln der Defektfläche und wird zur
Modellierung von Initialrissen in der Simulation herangezogen.

Abbildung 3.6: 2D-Kontur rissinitiierender Poren aus Ermüdungsversuchen.

3.2.2 Computertomographie

Von ausgewählten HCF-Proben der Aluminiumgussbauteile, welche für Ermü-
dungsversuche verwendet wurden, waren CT-Scans im ungebrochenen Zustand
vorhanden. Durch Auswertung des gescannten Volumens konnten alle enthaltenen
Poren, welche eine Abmessung > 15µm haben, detektiert werden. Die Computer-
tomographie liefert somit 3D-Informationen über die räumliche Lage, Volumen
und Ausdehnung der vorhandenen Defekte. Die CT-Scans wurden von den höchst
beanspruchten Volumen der Proben angefertigt. In diesem kommt es mit großer
Wahrscheinlichkeit zur Bildung des Ermüdungsrisses und somit ist dieser Ab-
schnitt der Probe für die Beurteilung von potentiell rissinitiierenden Defekten von
Interesse. Die 2D-projizierten Konturen der erfassten Poren dienten ebenso als
Beispielgeometrie für Parameterstudien in der Simulation.

Abbildung 3.7: 3D-Kontur detektierter Poren aus dem Prüfquerschnitt einer
HCF-Probe.

24



3 Versuchsmethodik

3.3 Bruchmechanische Versuche

Die Aufnahme der zyklischen Rissfortschrittskurven wurde an einer Resonanzprüf-
maschine mit steigendem Spannungsintensitätsfaktor an SENB-Proben durchge-
führt (siehe Kapitel 2.4). Je Werkstoff sind mehrere Versuche bei unterschiedlichen
Spannungsverhältnissen geprüft worden. Die Messung der Risslängenveränderung
erfolgte mit der Gleichstrompotentialmethode. Dabei wird eine Spannung an der
Probe angelegt und die Potentialveränderung während der Versuchsdurchführung
gemessen. Durch Risswachstum kommt es zu einer Querschnittsveränderung und
einem Spannungsabfall. Mit Hilfe dieser Methode können Risslängenänderun-
gen bis auf 1µm genau gemessen werden. Durch die Aufzeichnung der geprüften
Lastzyklen kann eine durchschnittliche Risswachstumsgeschwindigkeit da/dN

berechnet werden. Der zyklische Spannungsintensitätsfaktor ∆KI in Abhängigkeit
der Risslänge a und der Schwingbreite ∆σ kann durch eine Näherungsformel nach
ASTM Norm E399 [36] berechnet werden (Glg. 4.2 und 4.3). Im Kapitel 4.1.1 ist
die numerische Berechnung der Spannungsintensitätsfaktoren eines Risses in einer
SENB-Probe mit der Simulationssoftware FRANC3D® erläutert. Es konnte eine
Abweichung zwischen der Näherungsformel nach ASTM und den numerischen
Ergebnissen festgestellt werden. Aufbauend darauf wurde eine korrigierte Nähe-
rungsformel für die Auswertung der bruchmechanischen Versuche formuliert und
für die weitere Analyse der Versuche verwendet. Die experimentellen Ergebnisse
der Rissfortschrittskurve waren in Form einer Datenpunktewolke vorhanden, wobei
für einen zyklischen Spannungsintensitätsfaktor ∆KI eine zugehörige Rissfort-
schrittsgeschwindigkeit da/dN protokolliert wurde.

3.3.1 Rissöffnungsfunktion nach Newman

Durch die Rissöffnungsfunktion γ nach Newman kann der Zusammenhang zwischen
dem Langrissschwellwert ∆Kth und dem Spannungsverhätnis R (siehe Kapitel 2.4)
beschrieben werden. Die für die Auswertung benötigten Langrissschwellwerte aus
Versuchen werden mit Hilfe einer benutzerdefinierten Auswerteroutine aus den
aufgenommenen Rissfortschrittskurven ermittelt. Eine Rissfortschrittskurve bein-
haltet den Bereich in dem Rissschließeffekte mehrmaligen Rissstop hervorrufen und
den anschließenden Bereich des stabilen Risswachstums. Die Auswerteroutine nutzt
die gemessen Werte die dem Langrissbereich angehören, um auf den Anfangspunkt
der Wachstumskurve bis zum Schwellwert ∆Kth zurück zu interpolieren.
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3 Versuchsmethodik

Abbildung 3.8: Datenpunktewolke aus SENB-Versuch mit den Bereichen des
Kurzriss- und Langrisswachstums abgegrenzt durch den Langrissschwellwert ∆Kth.

Der Langrissschwellwert wird für Spannungsverhältnisse von R = 0 und R = −1
bestimmt. Für den Stahlgusswerkstoff sind zusätzlich Versuchsergebnisse einer
Probe mit R = 0.5 vorhanden. Für die Berechnung der Rissöffnungsfunktion
werden die Materialkonstanten σmax/σF sowie α benötigt. Diese Parameter sind
in der FRANC3D®-Materialdatenbank hinterlegt und können für die Berechnung
der Newman-Koeffizienten (Glg. 2.11) und in weiterer Folge für die Evaluierung
der Rissöffnungsfunktion γ (Glg.2.10) verwendet werden. Da für viele metallische
Werkstoffe wie Stahl und Aluminium diese Parameter identisch sind, können
die zu untersuchenden Werkstoff durch eine einheitliche Rissöffnungsfunktion γ

beschrieben werden.
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Abbildung 3.9: Rissöffnungsfunktion γ in Abhängigkeit des Spannungsverhält-
nisses R für die Werkstoffe EN AC-46200 T6 und G21Mn5+N.

Der Langrissschwellwert ∆Kth in Abhängigkeit des R-Verhältnisses berechnet
sich laut Gleichung 2.12. Neben den bereits bekannten Parametern ∆Kth,0 und
A0 werden ebenso zwei Parameter Cth+ und Cth− benötigt. Diese werden so
gewählt, dass die aus Versuchen ermittelten Schwellwerte ∆Kth minimal zu der
resultierenden Schwellwertkurve abweichen. Die Limits, ab dem Rissschließen
auftritt und der Zusammenhang nach Newman gilt, wurden auf R ≤ 0.7 und
R ≥ −1 eingegrenzt. Außerhalb dieser Limits wird erwartet, dass der Schwellwert
konstant bleibt.
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Abbildung 3.10: Langrissschwellwert ∆Kth in Abhängigkeit des Spannungsver-
hältnisses R für Stahlgusswerkstoff G21Mn5+N.

Abbildung 3.11: Langrissschwellwert ∆Kth in Abhängigkeit des Spannungsver-
hältnisses R für Aluminiumgusswerkstoff EN AC-46200 T6.
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3.3.2 NASGRO-Gleichung

Die NAGSRO-Gleichung beschreibt die Rissfortschrittskurve von Rissen unter
Mode I Beanspruchung (siehe Kapitel 2.4). Die Eingangsgrößen aus der Versuchs-
durchführung sind das Spannungsverhältnis R und der zyklische Spannungsinten-
sitätsfaktor ∆KI . Aus den Auswertungen zur Rissöffnungsfunktion nach Newman
sind die Parameter γ sowie ∆Kth bekannt. Zur Beschreibung aller Bereiche der
Rissfortschrittskurve werden fünf zusätzliche bruchmechanische Materialparameter
benötigt.

Symbol Einheit Erläuterung

CF M

nm
Zyklus

MP a
√

m
mP Forman-Mettu Koeffizient

mP − Paris Exponent
∆Kth MPa

√
m Langrissschwellwert

∆KIc MPa
√

m Bruchzähigkeit
p − Steigung im Bereich I
q − Steigung im Bereich III

Tabelle 3.1: Bruchmechanische Materialparameter der NASGRO-Gleichung.

Die aus den bruchmechanischen Versuchen gewonnenen Rissfortschrittsraten
da/dN bei zyklischen Spannungsintensitätsfaktoren ∆KI > ∆Kth sind für die
Ermittlung der Parameter der NASGRO-Gleichung nötig. Die Auswertung erfolgt
mit den Ergebnissen bei einem Spannungsverhältnis von R = 0. Da die Versuche
ohne dem im Bereich III auftretenden instabilen Restbruchs durchgeführt sind,
können ausschließlich die Parameter CF M , mP und p bestimmt werden. Diese sind
unabhängig von dem Spannungsverhältnis und können somit für die Beschreibung
beliebiger Risswachstumskurven genutzt werden. Die Berechnung der Parameter
erfolgt mit Hilfe der Methode der kleinsten Quadrate [54]. Dabei werden die Va-
riablen einer Funktion solange schrittweise einem Wert angenähert bis die Summe
der Abweichungen von Funktion und Versuchsdatenpunkten ein Minimum erreicht.
Durch Näherung der Parameter mit dieser Fit-Methode, hat die resultierende
Rissfortschrittskurve der NASGRO-Gleichung eine minimale Abweichung zu den
aus den Versuchen gewonnenen Datenpunkten.
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Abbildung 3.12: Rissfortschrittskurve verschiedener Spannungsverhältnisse R
für Stahlgusswerkstoff G21Mn5+N.

Abbildung 3.13: Rissfortschrittskurven verschiedener Spannungsverhältnisses R
für Aluminiumgusswerkstoff EN AC-46200 T6.
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3.3.3 R-Kurve

Wie im Abschnitt 2.4 beschrieben führt der Aufbau von Rissschließeffekten zu
mehrmaligen Rissstop im ersten Abschnitt der bruchmechanischen Versuche. Durch
eine Auswerteroutine wurden die Versuchsdaten analysiert und die zyklischen
Spannungsintensitätsfaktoren über der Rissverlängerung bei den jeweiligen Punk-
ten des Rissstops erfasst. Als Rissstop wurde der Punkt definiert an dem die
Rissfortschrittsgeschwindigkeit da/dN < 0.01nm/LW beträgt. Die so ermittelten
Schwellwerte beschreiben den mittleren Teil der R-Kurve.

Abbildung 3.14: Punkte des Rissstops im Kurzrissbereich durch Aufbau von
Rissschließeffekten in Abhängigkeit der Risserweiterung ∆a.

Der Maximalwert des Schwellwertes an dem kein weiterer Aufbau von Rissschließ-
effekten auftritt, wird durch den Langrissschwellwert ∆Kth gegeben. Dieser ist
bereits durch vorangegangene Auswertungen bekannt. Aus den Rohdaten der
bruchmechanischen Versuche kann die Rissverlängerung abgelesen werden, nach
welcher sich der Schwellwert ∆Kth einstellt. Wie aus gemessenen R-Kurven metal-
lischer Werkstoffe bekannt ist, kommt es bereits nach sehr geringem Wachstum zu
einem starken Anstieg des Schwellwertes ∆Kth,∆a > ∆Keff,th, verursacht durch
plastisches Rissschließen. Die Punkte der R-Kurve aus den Versuchsergebnissen
zeigen keinen solchen deutlichen Anstieg. Der mikrostrukturelle Schwellwert kann
aus diesen Ergebnissen nicht abgeleitet werden. Die Kurvenform entspricht jenem
Bereich in dem sich rauhigkeits- und oxidinduziertes Rissschließen aufbauen. Dies
lässt darauf zurückschließen, dass der Versuchsaufbau eine zu geringe Auflösung
zur Bestimmung des Anfangsbereichs der R-Kurve aufweist. Der mikrostruktu-
relle Schwellwert ∆Keff,th kann aus den Auswertungen zur Rissöffnungsfunktion
nach Newman entnommen werden. Für Spannungsverhältnisse R > 0.7 entspricht
der Langrissschwellwert einem konstantem Niveau und ist gleich dem Schwell-
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wert ∆Keff,th, da bei diesen Beanspruchungen Rissschließen keinen Einfluss hat.
Durch Ergänzung dieses Schwellwertes für eine Rissverlängerung ∆a = 0mm sind
Datenpunkte aus allen Bereichen der R-Kurve vorhanden.

Abbildung 3.15: Zusammensetzung der Datenpunkte zur Erfassung der R-Kurve
für den Werkstoff EN AC-46200 T6 bei einem Spannungsverhältnis R = −1.

Die Beschreibung der R-Kurve mit bruchmechanischen Materialparametern erfolgt
nach dem Ansatz von Maierhofer [44] mit Glg. 2.6. Dieser Ansatz stellt die R-
Kurve als Summe der einzelnen Rissschließeffekte dar. Die Eingangsgrößen sind
die Schwellwerte ∆Keff,th, ∆Kth, die Rissverlängerung ∆a, sowie die empirischen
Parameter der jeweiligen Rissschließmechanismen vi und li. Die resultierende
Kurve liefert den Schwellwert in Abhängigkeit der Rissverlängerung ∆Kth,∆a.
Für die Auswertung wird angenommen das Rauhigkeits- und Oxidinduziertes
Rissschließen so ähnlich sind, dass sie als ein Mechanismus betrachtet werden
können. Mit Einbezug der plastischen Rissschließeffekte sind somit vier Parameter
(v1, l1, v2, l2) den Datenpunkten anzupassen. Die Berechnung erfolgte mit der
Methode der kleinsten Quadrate, wobei Startwerte für die Eingrenzung der Lösung
gegeben werden. Die R-Kurven wurden für ein Spannungsverhältnis von R = −1
und R = 0 ermittelt.
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Abbildung 3.16: R-Kurve für G21Mn5+N bei einem Spannungsverhältnis R =
−1 dargestellt durch den Ansatz nach Maierhofer [44].

Abbildung 3.17: R-Kurve für EN AC-46200 T6 bei einem Spannungsverhältnis
R = 0 dargestellt durch den Ansatz nach Maierhofer [44].
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Abbildung 3.18: R-Kurve für EN AC-46200 T6 bei einem Spannungsverhältnis
R = −1 dargestellt durch den Ansatz nach Maierhofer [44].

Abbildung 3.19: Gegenüberstellung der R-Kurven für EN AC-46200 T6.
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4 Numerische Analysen

Die numerischen Analysen wurden mit der Software FRANC3D® durchgeführt.
Dies ist ein auf FEM basierendes Pre- und Post-Processing für bruchmechanische
Simulationen. Für die Anwendung ist zusätzlich eine Software für die Generierung
und Berechnung von FEM-Modellen notwendig. Im Zuge dieser Arbeit wurde
auf das Programm ABAQUS® zurückgegriffen. FRANC3D® gibt dem Anwender
die Möglichkeit in ein existierendes FEM-Modell einen Riss beliebiger Geometrie
einzufügen [55]. Der Riss und das umgebende Volumen wird anschließend neu
vernetzt, wobei die Rissspitze mit Viertelpunkt-Elementen zur Berechnung der
Spannungsintensitätsfaktoren versehen wird.

Abbildung 4.1: Durch FRANC3D® mit Viertelpunkt-Elementen vernetzte Riss-
spitze.

Die Berechnungen der Spannungs- und Verschiebungsvektoren der Rissspitzele-
mente wird durch ABAQUS® durchgeführt. Durch Einlesen der FEM-Ergebnisse
berechnet FRANC3D® die Spannungsintensitätsfaktoren KI , KII , KIII . Die Fak-
toren können sowohl durch das J-Integral, als auch durch die Methode der Vier-
telpunktelemente bestimmt werden. Durch die Definition von bruchmechanischen
Materialparametern kann, ausgehend von einem Initialriss, ein Risswachstum bis
zum Versagen simuliert werden. Dabei wird schrittweise wiederholend eine neue
Rissfront vernetzt, berechnet und die Spannungsintensitätsfaktoren bestimmt.
Die Module von FRANC3D® sind in C++ programmiert und können über die
Programmiersprache Python aufgerufen und gesteuert werden. Durch Erstellung
von Python-Scripts können somit numerische Analysen automatisiert werden, um
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eine große Bandbreite von Risskonfigurationen auszuwerten.

4.1 Numerische Berechnung von
Geometriefaktoren

Wie im Kapitel 2.2 erläutert kann jedes ebene Rissproblem unter Mode I Belastung
durch die Glg. 4.1 beschrieben werden.

KI = σ ·
√

π · a · Y (4.1)

Für sehr viele Rissgeometrien sind die Geometriefaktoren Y bereits tabelliert
und können somit aus einschlägiger Literatur entnommen werden. Im Zuge dieser
Arbeit wurden speziell ausgewählte Rissgeometrien numerisch analysiert und der
Geometriefaktor Y bestimmt. Die Methodik der Simulation ist dementsprechend
aufgebaut, dass ein Riss mit einer definierten Abmessung a in einem Körper
mit Nennspannung σ modelliert wird und eine numerische Berechnung des Span-
nungsintensitätsfaktors KI entlang der Rissfront erfolgt. Durch Umformen von
Gleichung 4.1 lässt sich der Geometriefaktor Y bestimmen.

Abbildung 4.2: Schematischer Ablauf zur numerischen Berechnung von Geome-
triefaktoren Y .

4.1.1 SENB−Probe

Die SENB-Probe ist eine genormte Probengeometrie zur Durchführung von Versu-
chen zur Ermittlung von bruchmechanischen Materialparametern. Die Berechnung
des zyklischen Spannungsintensitätsfaktors ∆KI während der Versuchsdurchfüh-
rung erfolgt über die Belastung FQ, den Abmessungen s und w, der Risstiefe a

und dem Geometriefaktor Y , welcher sich aus dem Verhältnis a/w berechnet.
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∆KI = ∆FQ · s

t · w

(
3/2
) · Y

(
a

w

)
(4.2)

Der Geometriefaktor Y ist gegeben durch:

Y = 3
√

a

a
·

1.99 −
(

a
w

)
·
(
1 − a

w

)
·

⎡⎣2.15 − 3.93
(

a
w

)
+ 2.7

(
a
w

)2
⎤⎦

2
(
1 + 2 a

w

)
·
(
1 − a

w

)3/2 (4.3)

Diese Geometriefaktorfunktion in der ASTM Norm E399 [36] wurde durch nume-
rische Analysen von Gross und Srawley aufgestellt [56, 57] und aus verschiedenen
2D-Rissstudien im ebenen Spannungszustand ermittelt. Durch die zu Verfügung
stehende Software kann eine SENB-Probe mit verschiedenen Risstiefen in 3D
modelliert, berechnet und mit der 2D-Lösung verglichen werden. Als Belastung
liegt ein Biegemoment von MB = 1152Nmm vor, was einer Nennspannung in der
Randfaser von σN = 1MPa entspricht. Die Randbedingungen sind so gesetzt, dass
auf einer Stirnfläche das Biegemoment eingeleitet wird und die gegenüberliegende
Stirnfläche als Einspannung dient. In das Modell werden Risse mit einer Länge
von a = 1.5mm bis a = 18.5mm initiiert, wobei die Risslänge schrittweise um
0.5mm erhöht wird.

Abbildung 4.3: Schematisches Simulationsmodell einer SENB-Probe zur nume-
rischen Berechnung eines Geometriefaktors.

Die Berechnung der Spannungsintensitätsfaktoren KI entlang der Rissfront erfolgt
durch das J-Integral. Die Ergebnisse zeigen einen nicht konstanten Verlauf der
Spannungsintensität. An den beiden Randbereichen der Probe herrscht der ebene
Spannungszustand. Hier entspricht die numerische Lösung des 3D-Modells der
2D-Lösung der Formel nach ASTM Norm E399 [36]. Im Kern des Körpers liegt
der ebene Dehnungszustand vor, hier erreicht KI ein Maximum. Dieser Verlauf
stimmt mit den Ergebnissen von Vorel und Leidich in [58] überein. Zur Gegenüber-
stellung mit der 2D-Lösung nach Glg. 4.2 muss ein repräsentativer Mittelwert der
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3D-Ergebnisse evaluiert werden. Im Bereich des stabilen Risswachstums kann der
Wachstum mit Hilfe der Paris-Erdogan Gleichung beschrieben werden. Die Riss-
fortschrittsgeschwindigkeit steigt dabei exponentiell mit dem Paris-Exponenten
mP . So führt beispielsweise eine doppelt so hohes ∆KI zu einer 2mP höheren
Risswachstumsgeschwindigkeit. Der Mittelwert der Spannungsintensitätsfaktoren
für eine Rissfront wird deswegen für den stabilen Risswachstum durch Gewichtung
mit dem Paris-Exponenten berechnet. Zum Abdecken der meisten im Maschinen-
bau vorkommenden Werkstoffe werden die Mittelwerte für mP =

[
1 ; 3 ; 5 ; 10 ; 20

]
laut Glg. 4.4 berechnet.

K =

n∑
i=1

KmP
i

n∑
i=1

KmP −1
i

(4.4)

Abbildung 4.4: Numerisch berechneter Spannungsintensitätsfaktor K entlang
der Rissfront einer SENB-Probe mit a = 3, 5mm und MB = 1152Nmm, Simulati-
onsergebnisse nach Vorel und Leidich in [58, S. 5].

Durch Umformen von Glg. 4.2 kann der numerisch berechnete Geometriefaktor Y

für eine Risslänge a bestimmt werden.
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Abbildung 4.5: Numerisch berechnete Geometriefaktoren Y gewichtet nach dem
Paris-Exponenten mP in Abhängigkeit des Verhältnisses a/w für eine SENB-Probe.

Zur Bestimmung einer korrigierten Geometriefaktorfunktion werden die fünf
Konstanten in der ursprünglichen Glg. 4.3 durch Fitparameter α1 bis α5 ersetzt.
Die Parameter werden durch Interpolation an die bestimmten Geometriefaktoren Y

angepasst. Durch die Berechnung von fünf verschiedenen Mittelwerten je Risslänge
und Gewichtung nach mP , resultieren aus den Auswertungen fünf korrigierte
Funktionen für den Geometriefaktor mit den Fitparametern α1 bis α5.

Y = 3
√

a

w
·

α1 −
(

a
w

)
·
(
1 − a

w

)
·

⎡⎣α2 − α3
(

a
w

)
+ α4

(
a
w

)2
⎤⎦

2
(
1 + α5

a
w

)
·
(
1 − a

w

)3/2 (4.5)

mP α1 α2 α3 α4 α5

1 2, 98 5, 28 5, 16 6, 82 −1
3 2, 98 5, 25 5, 11 6, 77 −1
5 2, 98 5, 24 5, 09 6, 73 −1

10 2, 98 5, 20 5, 01 6, 63 −1
20 2, 97 5, 14 4, 89 6, 49 −1

Tabelle 4.1: Fitparameter der korrigierten Geometriefaktor-Funktion einer SENB-
Probe gewichtet mit dem Paris-Exponenten mP

Bei der Gegenüberstellung der Abweichung der numerisch berechneten Geometrie-
faktoren mit der Lösung nach ASTM Norm E399 [36] ist zu erkennen, dass die
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maximale Abweichung bei einem a/w-Verhältnis 0.3 auftritt.

Abbildung 4.6: Abweichung der numerisch berechneten Geometriefaktoren Y
gewichtet nach dem Paris-Exponenten mP für eine SENB-Probe.

4.1.2 Form- und Lageeinfluss elliptischer Risse

Ziel der numerischen Analysen ist die rissinitiierenden Poren der HCF-Rundproben
aus Aluminiumgussbauteilen effektiv bewerten zu können. Durch eine fraktogra-
phische Analyse der Bruchflächen sind diese Versuche essenziell für die Erstellung
defektbasierender Lebensdauermodelle. Bei den vorliegenden fraktographischen
Auswertungen wurden fünf Parameter erfasst, welche die Geometrie und Lage des
rissinitiierenden Defektes beschreiben [59]. Dies waren der minimale und maximale
Abstand zum Rand emin emax, die Winkellage α, die Fläche A und die maxi-
male Abmessung dmax. Aus der Fläche wird der äquivalente Durchmesser ECD

(Glg.4.11) und die Wurzel der Fläche
√

A berechnet. Die Defekte können durch die
aufgenommenen Parameter näherungsweise durch eine Ellipse beschrieben werden.
Die Hauptachse c entspricht dabei dmax/2, die Nebenachse a wird so gewählt, dass
die resultierende Ellipse den gleichen Flächeninhalt wie der 2D-projizierte Defekt
besitzt. Der Abstand vom Zentrum zum Rand entspricht t. Die Winkellage α der
repräsentativen Ellipse entspricht jener der Defektfläche. Freigelegte Poren an
der Oberfläche können ebenso annähernd durch eine Ellipse beschrieben werden,
wobei der Abstand von der Oberfläche zur Spitze der Länge a entspricht und
die Abmessung der Nebenachse c sich durch die Defektfläche berechnet. Um
eine möglichst genaue Quantifizierung der Spannungsintensitätsfaktoren von De-
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Abbildung 4.7: Geometrieinformationen rissinitiierender Poren aus fraktogra-
phischen Auswertung nach [59, S. 3] mit näherungsweiser Beschreibung durch eine
Ellipse.

fekten unter Modus I Belastung zu ermöglichen werden die Geometriefaktoren
elliptischer Innen- und Außenrisse verschiedener a/c-Verhältnisse betrachtet. Die
Abmessungen der Risse sind dabei im Verhältnis zum Durchmesser der Rundprobe
so gewählt, dass die Erhöhung der globalen Nennspannung vernachlässigbar klein
bleibt. Das FEM-Modell für die Risskonfigurationen ist ein Zylinder mit einem
Durchmesser d = 10mm und einer Höhe H = 7.5mm, welcher in Zugrichtung
mit einer Nennspannung σN,z = 1MPa belastet wird. Die Risse werden auf Höhe
H/2 = 3.75mm eingebracht. Zur Berechnung der Spannungsintensitätsfaktoren
existieren bereits einige analytische Lösungen für Geometriefaktoren. Im Zuge
dieser Arbeit werden diese Geometriefaktoren aus der Literatur durch die nume-
risch berechneten Lösungen verglichen sowie durch zusätzliche Risskonfigurationen
erweitert.

Elliptischer Innenriss

Für diesen Teil der Untersuchung werden im Zentrum der Rundprobe elliptische
Innenrisse mit einem a/c-Verhältnis von 0.2 bis 1 initiiert und der Spannungs-
intensitätsfaktor entlang der Rissfront mit Hilfe des J-Integrals berechnet. Die
Nebenachse hat für alle a/c-Verhältnisse die Länge c = 0.5mm. Aus den numeri-
schen Berechnungen geht hervor, dass an den Spitzen eines elliptischen Innenrisses
die minimale Spannungsintensität herrscht und an den Seiten ein Maximum
vorliegt.
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Abbildung 4.8: FEM-Modell einer Rundprobe zur Ermittlung verschiedener
Geometriefaktoren elliptischer Innen- und Außenrisse.

Abbildung 4.9: Spannungsintensitätsfaktor entlang der Rissfront verschiedener
Innenrisse gleicher Fläche mit einer anliegenden Nennspannung σN,z = 1MPa.

Es werden zwei Geometriefaktoren berechnet, Ymin für die Spitzen und Ymax

für die Seiten. Die repräsentative Risslänge a für das Berechnen von Y ist die
Länge der Hauptachse. Das Ergebnis der Auswertungen ist ein Zusammenhang
von Geometriefaktor Y zum Achsenverhältnis a/c. Für den Vergleich mit einer
analytischen Lösung werden die Ergebnisse mit dem Ansatz nach Radaj [60]
gegenübergestellt, welcher sich aus den Gleichungen 4.6 ergibt.

Ek =
√

1 + 1, 47
(

a

c

)1,64

Ymax = 1
Ek

Ymin = Ymax

√(
a

c

)
(4.6)
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Abbildung 4.10: Gegenüberstellung der numerisch berechneten Geometriefakto-
ren eines elliptischen Innenrisses in Abhängigkeit von dem Achsenverhältnis a/c
mit der analytischen Lösung nach Radaj [60].

Elliptischer Innenriss in Oberflächennähe

Ein weiterer Teil der Untersuchungen ist die Berechnung eines Korrektur-Geometriefaktors,
welcher den Randeinfluss eines elliptischen Innenrisses nahe der Oberfläche be-
rücksichtigt. Durch den geringen Abstand zur Oberfläche erhöht sich die lokale
Spannungsintensität eines Innenrisses, wie auch Auswertungen von Radaj [60] und
Shah [61] zeigen.

Abbildung 4.11: Spannungsintensitätsfaktor entlang der Rissfront eines ellipti-
schen Innenrisses in verschiedenen Abständen zum Rand mit einer anliegenden
Nennspannung σN,z = 1MPa.

Für die numerischen Analysen werden die Geometrien der Innenrisse gleich wie in
den vorangegangenen Berechnungen von YMin und YMax gewählt. Die Erfassung
des Randeinflusses erfolgt durch schrittweises Annähern der Innenrisse an die
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Oberfläche, wobei die Seite der Ellipse den geringsten Abstand zum Rand aufweist.
Der Abstand t entspricht der Distanz zwischen dem Zentrum des Risses und der
Oberfläche. Durch die Berechnung des maximalen Spannungsintensitätsfaktors an
der Rissfront kann der resultierende Gesamt-Geometriefaktor YGesamt bestimmt
werden. Aus den vorangegangenen Auswertungen sind die Geometriefaktoren für
elliptische Innenrisse ohne Randeinfluss bekannt. Der Korrektur-Geometriefaktor
YRand wird durch Umformen von Gleichung 4.7 berechnet.

YRand = YGesamt

YMax

(4.7)

Abbildung 4.12: Numerisch berechneter Korrektur-Geometriefaktor YRand eines
elliptischen Innenrisses in Abhängigkeit des Verhältnisses a/t.

Um die Ausrichtung des Innenrisses nahe der Oberfläche ebenso zu berücksich-
tigen, wird der Winkel α variiert. Bei kleinem Winkelversatz α herrscht die
maximale Spannungsintensität am Punkt mit geringstem Abstand zum Rand.
Mit zunehmendem Winkelversatz beeinflusst das a/c-Verhältnis den Punkt des
Maximums.
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Abbildung 4.13: Spannungsintensitätsfaktor entlang der Rissfront eines ellipti-
schen Innenrisses mit a/c = 0.2 in verschiedenen Winkellagen zur Oberfläche mit
einer anliegenden Nennspannung σN,z = 1MPa.

Bei sehr länglichen Ellipsen liegt das Maximum für alle Winkel α an der Seite,
trotz der Erhöhung der lokalen Spannungsintensität an der Spitze durch den
Randeinfluss. Je näher die Ellipse der Kreisform kommt, desto eher befindet sich
der Punkt der maximalen Spannungsintensität an jenem mit geringstem Abstand
zur Oberfläche.

Abbildung 4.14: Spannungsintensitätsfaktor entlang der Rissfront eines ellipti-
schen Innenrisses mit a/c = 0, 8 in verschiedenen Winkellagen zur Oberfläche mit
einer anliegenden Nennspannung σN,z = 1MPa.

Für die Auswertung wurden Ellipsen verschiedener a/c-Verhältnisse mit einer
Winkellage von α = [0◦ ; 30◦ ; 60◦ ; 90◦] in unterschiedlichen Abständen a/t zum
Rand analysiert und ausgewertet. Die vorangegangene Untersuchung mit der Seite
der Ellipse im geringsten Abstand zum Rand entspricht α = 0◦.
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Abbildung 4.15: Numerisch berechneter Korrektur-Geometriefaktor YRand eines
elliptischen Innenrisses in Abhängigkeit des Verhältnisses a/t und der Winkellage
α.

Elliptischer Außenriss

Für diese Risskonfiguration werden in eine Rundprobe elliptische Außenrisse mit
einem a/c-Verhältnis von 4 bis 0.2 initiiert, wobei die Hauptachse a normal zur
Oberfläche steht. Die Länge der Nebenachse ist konstant mit c = 0.5mm definiert.
Ist das Verhältnis a/c > 0.8 liegt die maximale Spannungsintensität am Punkt der
Rissfront an der Oberfläche, andernfalls befindet sich der Punkt des Maximums
an der Spitze.

Abbildung 4.16: Spannungsintensitätsfaktor entlang der Rissfront verschiedener
elliptischer Außenrisse gleicher Fläche mit einer anliegenden Nennspannung σN,z =
1MPa.

Für die verschiedenen Rissgeometrien werden die Geometriefaktoren YSeite und
YSpitze berechnet. Die Darstellung der evaluierten Geometriefaktoren erfolgte über
das Verhältnis von a/c.
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Abbildung 4.17: Numerisch berechnete Geometriefaktoren eines elliptischen
Außenrisses in Abhängigkeit des Verhältnisses a/c.

Aus der Abbildung ist zu entnehmen, dass der Verlauf der Kurve YSpitze sich für
a/c = 0 der analytischen Lösung eines Außenriss in einer unendlich ausgedehnten
Scheibe Y = 1.122 annähert. Die Ergebnisse für einen halbkreisförmigen Außenriss
(a/c = 1) haben eine gute Übereinstimmung mit der analytischen Lösung nach
Radaj von YSpitze = 0.637 und YSeite = 0.777.

Elliptischer Außenriss Lageeinfluss

Die Ermittlung der Geometriefaktoren YSpitze und YSeite erfolgte unter der An-
nahme, dass die Hauptachse des elliptischen Außenrisses normal zur Oberfläche
steht. Für die Abdeckung von möglichst vielen Risskonfigurationen ist der Einfluss
der Winkellage von großem Interesse. Dazu werden elliptische Außenrisse mit
a/c-Verhältnissen von [1 ; 1.5 ; 2 ; 3 ; 4] untersucht. Die Länge der Nebenachse wird,
wie in der vorangegangenen Konfigurationen konstant mit c = 0.5mm definiert.
Der Parameter α ist der Winkel zwischen der Hauptachse a und der Oberflächen-
normalen. Die Spannungsintensitätsfaktoren werden für Winkellagen von α = 0◦

bis 60◦ ermittelt. Aus der Simulation geht hervor, dass das Maximum an jener
Stelle herrscht, an der Rissfront die Oberfläche in einem spitzen Winkel schneidet.
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Abbildung 4.18: Spannungsintensitätsfaktor entlang der Rissfront eines ellipti-
schen Außenrisses in verschiedenen Winkellagen zur Oberfläche mit einer anlie-
genden Nennspannung σN,z = 1MPa.

Aus den Ergebnissen wird der Geometriefaktor für jede Winkellage berechnet.
Die Umrechnung in einen Korrektur-Geometriefaktor erfolgt durch Division mit
der Lösung für einen Winkel α = 0◦ (siehe Glg.4.8). Für einen Halbkreisförmi-
gen Außenriss (a/c = 1) existiert sinngemäß kein Winkeleinfluss, was YW inkel = 1
entspricht.

YW inkel,i = Yαi

Yα=0◦
(4.8)

Abbildung 4.19: Numerisch berechneter Geometriefaktor YW inkel eines ellip-
tischen Außenrisses in Abhängigkeit des Verhältnisses a/c und der Winkellage
α.

Aus der Ergebnissen ist zu entnehmen das YW inkel mit zunehmenden α ansteigt. Für
niedrige a/c-Verhältnisse erreicht der Korrekturfaktor ein Maximum, welches mit
zunehmendem a/c-Verhältnis ansteigt und in weiterer Folge nicht mehr vorhanden
ist.
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4.1.3 Elliptischer Innenriss unter Kerbeinfluss

Die für die Untersuchungen verwendeten Biegeproben enthalten eine gussrauhe
Oberfläche (siehe Kapitel 3.1). Das Ermüdungsverhalten wird zusätzlich zu den
innen liegenden Poren von den Rauheitstälern der Oberfläche beeinflusst. Aus den
vorangegangen Simulationen geht hervor, dass mit geringer werdendem Abstand
eines Innenrisses zur Oberfläche die Spannungsintensität steigt. Ziel der Untersu-
chung ist die Beurteilung des Anstieges der Spannungsintensität eines Innenrisses,
welcher im geringem Abstand zu einem Rauheitstal liegt. Das FEM-Model für
die Risskonfigurationen ist ein Würfel mit Kantenlänge 5mm, welcher mit einem
Biegemoment von MB = 20.8Nmm beansprucht wird, was einer Nennspannung
in der Randfaser von σN,z = 1MPa entspricht.

Abbildung 4.20: FEM-Modell einer Biegeprobe zur Ermittlung verschiedener
Geometriefaktoren elliptischer Innenrisse im Nahfeld einer Kerbe.

Es werden Innenrisse in verschiedenen Abständen zu definierten Kerben an der
Oberfläche initiiert und die Spannungsintensitätsfaktoren bestimmt. Der Kerbra-
dius ρ wird zwischen 0.05mm und 1.2mm variiert, wobei die Tiefe d konstant
0.05mm beträgt. Die Risse werden als kreisförmige (a/c = 1) und elliptische
Innenrisse (a/c = 0.2) modelliert und miteinander verglichen. Entgegen der Er-
wartung weist ein Riss bei ρ = 0.05mm eine geringere Spannungsintensität auf als
bei ρ = 0.1mm, obwohl mit geringer werdendem Kerbradius die Spannungsüber-
höhung im Kerbgrund steigt. Für sehr große Radien ρ ist wiederum ein Abfall
von KI feststellbar. Dieser Zusammenhang ist sowohl für kreisförmige als auch
elliptische Innenrisse gegeben.
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Abbildung 4.21: Spannungsintensitätsfaktor entlang der Rissfront elliptischer
und kreisförmiger Außenrisse im Nahfeld von Kerben mit Radius [ρ = 0.5mm;
0.1mm; 1.2mm] in einer Biegeprobe mit einer anliegenden Nennspannung
σN,z = 1MPa.

Für die Berechnung des Geometriefaktors eines Risses in einer Biegeprobe muss
der Spannungsgradient berücksichtigt werden. Die lokale Nennspannung σ(t)
eines Risses mit Abstand t zur Oberfläche in einer Biegeprobe mit Höhe h und
Nennspannung in der Randfaser σN berechnet sich wie folgt:

σ
(
t
)

= σN ·
(

1 + h

2t

)
(4.9)

Der Korrektur-Geometriefaktor für den Randeinfluss im Nahfeld einer Kerbe
berechnet sich analog zu den Auswertungen elliptischer Innenrisse in einer Rund-
probe laut Glg. 4.7. Wie durch die Betrachtung der Spannungsintensitätsfaktoren
bereits festgestellt, haben Risse unmittelbar unter einer Kerbe mit ρ = 0.05mm

eine geringere Spannungsintensität, als mit ρ = 0.1mm. Folglich ist der Korrektur-
Geometriefaktor für sehr geringe Abstände t bei ρ = 0.05mm ebenso niedriger. In
der Gegenüberstellung aller berechneter Korrektur-Geometriefaktoren für kreis-
förmige Innenrisse ist zu erkennen, dass mit zunehmendem Abstandsverhältnis
a/t jene Kerben mit größerem ρ zunehmenden an Einfluss gewinnen und einen
größere Überhöhung YRand herbeiführen. Die größte Überhöhung für sehr geringe
Abstände zum Kerbgrund wird durch Kerben mit ρ = 0.3mm hervorgerufen.
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Abbildung 4.22: Numerisch berechneter Korrektur-Geometriefaktor YRand eines
kreisförmigen Innenrisses im Nahfeld einer Kerbe mit Radius ρ in Abhängigkeit
des Verhältnisses a/t.

Für elliptische Innenrisse können die gleichen Zusammenhänge wie für den
Korrektur-Geometriefaktor festgestellt werden. Das Kerben mit großem ρ mehr
an Einfluss gewinnen ist jedoch nur bei geringeren a/t-Verhältnissen erkennbar.
Die größte Überhöhung der Spannungsintensität von Rissen wird durch Kerben
mit ρ = 0.15mm hervorgerufen.
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Abbildung 4.23: Numerisch berechneter Korrektur-Geometriefaktor YRand eines
elliptische Innenrisses im Nahfeld einer Kerbe mit Radius ρ in Abhängigkeit des
Verhältnisses a/t.

Die Ursache für den Wechsel der maßgebenden Kerbe mit der größten Überhöhung
YRand kann durch Darstellung der Spannungsverteilung im Nahfeld der Kerben
begründet werden. Mit Hilfe von ABAQUS® kann der Spannungsverlauf in den
verschiedenen Kerben der Biegeproben ohne initiierte Risse bestimmt werden.
Aus den Ergebnissen kann abgeleitet werden, desto geringer der Kerbradius ρ

ist, umso höher ist die Spannungsüberhöhung im Kerbgrund und desto höher
ist der Spannungsgradient. Dies hat zur Folge, dass Risse in größerem Abstand
vom Kerbgrund stärker durch stumpfe Kerben beeinflusst werden. Durch die
Vernetzung der Rissspitze mit Elementen können diese nicht in beliebig geringem
Abstand zum Kerbgrund modelliert werden. Die Simulation von Rissen, welche
durch sehr scharfe Kerben mit ρ = 0.05mm maßgebend beeinflusst werden, ist
somit nicht möglich.
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Abbildung 4.24: Numerisch berechnete Spannungsverteilung im Nahfeld einer
Kerbe in einer Biegeprobe in Abhängigkeit vom Kerbradius ρ.

4.1.4 Parametrisierte Sternrisse

Aus fraktographischen und computertomographischen Auswertungen an Versuchs-
proben aus Gussbauteilen geht hervor, dass Schwindungsporen teilweise nur sehr
bedingt durch die Geometrie einer Ellipse abgebildet werden können.

Abbildung 4.25: Sternförmige Schwindungspore im Prüfquerschnitt einer Rund-
probe aus einem Stahlgussbauteil G21Mn5+N.

Für die Beurteilung eines Geometriefaktors einer Schwindungspore werden para-
metrisierte Sterne mit unterschiedlicher Anzahl von Ästen modelliert. Als FEM-
Modell wird der Rundkörper aus den vorangegangen Auswertungen verwendet,
wobei die Risse im Zentrum platziert werden, um einen Randeinfluss auszuschlie-
ßen. Die Polarkoordinaten eines Sternes mit innerem Durchmesser di und n Anzahl

53



4 Numerische Analysen

an Ästen berechnet sich laut Glg. 4.10, wobei b die Länge der Äste beeinflusst.

r
(
φ
)

=
(

di +
(1

b

)
sin

(
n · φ

))
(4.10)

Die maximale Spannungsintensität tritt in den Tälern zwischen den Ästen auf und
erreicht ein Minimum an den Spitzen. Die Differenz nimmt mit geringer werdender
Astlänge ab.

Abbildung 4.26: Spannungsintensitätsfaktor entlang der Rissfront parametrisier-
ter Sterne mit unterschliedlicher Anzahl und Länge an Ästen mit einer anliegenden
Nennspannung σN,z = 1MPa.

Als repräsentative Risslänge zur Berechnung eines Geometriefaktors wird der
äquivalente Radius rÄqui verwendet. Dieser berechnet sich laut Glg. 4.11 und
entspricht dem Radius eines Kreises mit dem gleichem Flächeninhalt wie die
Rissfläche.

rÄqui =
√

ARiss

π
(4.11)

Um die Form der verschiedenen Risse vergleichen zu können, wird der Formfaktor
F nach S.A. Saltykov verwendet [62]. Dieser Parameter beschreibt, wie weit
die Geometrie einer Fläche von einem Kreis abweicht und berechnet sich laut
Gleichung 4.12 aus dem Umfang U und der Fläche A des Risses. Ein idealer Kreis
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entspricht dem Formfaktor F = 1. Je stärker die Fläche von einem Kreis abweicht,
desto kleiner wird der Formfaktor F < 1.

F = 4π
A

U2 (4.12)

Das Ergebnis aus den Auswertungen ist ein Geometriefaktor Y in Abhängigkeit des
Formfaktors F . Risse, welche annähernd der Kreisform F = 1 entsprechen nähern
sich der analytischen Lösung von Y = 0.633. Die dem Trendverlauf abweichenden
Punkte ergeben sich durch eine numerische Begrenzung des Krümmungsradiuses
bei scharfen Kerben.

Abbildung 4.27: Numerisch berechneter Geometriefaktor Y sternförmiger Innen-
risse mit unterschiedlicher Anzahl von Ästen in Abhängigkeit des Formfaktors F .

4.2 Anwendung Rissfortschrittssimulation

Im Zuge einer numerischen Simulation wird analysiert, ob an einem Gussdefekt
unter einer gegebenen zyklischen Belastung Risswachstum auftritt bzw. wie viele
Lastwechsel bis zum abrupten Restbruch erreicht werden. Als Initialrisse dienen
reale 2D-Konturen von Gussdefekten, welche aus fraktographischen Auswertungen
stammen, bzw. davon abgeleitete repräsentative Rissgeometrien. Durch Verän-
derung von Form- und Lage der Initalrisse sowie durch Variation der Parameter
von Rissschließeffekten, lassen sich Einflüsse auf die Vorhersage der Lebensdauer
abschätzen. Mit Hilfe von FRANC3D® und ABAQUS® kann der Spannungsin-
tensitätsfaktor KI entlang einer Rissfront bei einer Nennspannung σN,z = 1MPa
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bestimmt werden. Da der Spannungsintensitätsansatz auf der linear-elastischen
Bruchmechanik basiert, kann der resultierende zyklische Spannungsintensitätsfak-
tor ∆KI sehr einfach durch Multiplikation mit der entsprechenden Spannungs-
schwingbreite ∆σ berechnet werden. Es kommt zu einer Rissverlängerung wenn der
lokale Spannungsintensitätsfaktor über dem materialbedingten Schwellwert liegt.
Da es sich bei Poren um Hohlräume handelt, wird angenommen, dass die Initialris-
se vollkommen geöffnet sind und keine Rissschließeffekte aufgebaut sind (∆a = 0).
Der Schwellwert ab dem Risswachstum einsetzt entspricht dem mikrostruktu-
rellen Schwellwert, welcher für den vorliegenden Aluminiumgusswerkstoff bei
∆Keff,th = 0.84MPa

√
m liegt. Anhand von Risswachstum-Modellen kann eine

lokale Risswachstumsgeschwindigkeit da/dN an der Rissfront in Abhängigkeit
von ∆KI abgeschätzt werden. Unter der Annahme, dass für eine geringe Anzahl
von Lastwechseln die Veränderung der vorherrschenden zyklischen Spannungsin-
tensität klein ist, kann eine Rissverlängerung ∆a für N Lastwechsel bestimmt
werden. Die Punkte der lokalen Rissverlängerung bilden eine neue Rissfront, von
welcher wiederum die lokalen zyklischen Spannungsintensitätsfaktoren berechnet
werden. Dieser Vorgang wird solange wiederholt bis entweder an allen Punk-
ten der Rissfront ∆KI unter dem Schwellwert liegt oder an einem Punkt die
Bruchzähigkeit ∆KIC überschritten wird und es zum abrupten Restbruch kommt.
Ein Risswachstums-Modell, welches sowohl Kurz- als auch Langrisswachstum

Abbildung 4.28: Schematischer Ablauf der numerischen Rissfortschrittssimula-
tion.

beschreiben kann, ist die Modified-NASGRO-Gleichung nach Maierhofer [44]. Die
Berücksichtigung des Aufbaus von Rissschließmechanismen erfolgt durch die von
ihm definierten Parameter zur Beschreibung der R-Kurve (siehe Kapitel 2.4.1).
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Die Parameter F und Kth der originalen NASGRO-Gleichung werden dabei nicht
als konstant, sondern abhängig von der Rissverlängerung ∆a angenommen. Der
Faktor F beschreibt die effektive Rissöffnung und liegt zwischen 1 für ∆a = 0 und
Flc, bei welchem die Rissschließeffekte vollkommen aufgebaut sind. Flc entspricht
der Lösung in der ursprünglichen NASGRO-Gleichung und berechnet sich aus der
Newman-Rissöffnungsfunktion γ und dem Spannungsverhältnis R.

Flc =
(

1 − γ

1 − R

)
(4.13)

F = 1 −
(
1 − Flc

)
·

⎡⎣1 −
n∑

i=1
vi · exp

(
− ∆a

li

)⎤⎦ (4.14)

Der Parameter ∆Kth,∆a liegt wie in der R-Kurve beschrieben zwischen ∆Keff,th

für ∆a = 0 und ∆Kth für Langrisswachstum (siehe Glg. 2.6). Daraus folgt, dass
die resultierende Risswachstumskurve von einem kurven Riss einen niedrigeren
Schwellwert besitzt und bei gleichem zyklischen Spannungsintensitätsfaktor ∆KI

eine höhere Wachstumsgeschwindigkeit da/dN aufweist. Da die Rissfortschritts-
kurve zur Erfassung der NASGRO-Parameter ohne den Bereich III des instabilen
Restbruchs durchgeführt wurde, wird vereinfachend die Paris-Gerade bis zur
Bruchzähigkeit ∆KIC verlängert. Da die Rissfortschrittsgeschwindigkeit da/dN

im Bereich III bereits sehr hoch ist, würde die Berücksichtigung des Parameters q

der originalen NASGRO-Gleichung die resultierende Lastwechselzahl N nur um
wenige Zehntelprozent ändern.

Abbildung 4.29: Rissfortsschrittskurven der Modified-NASGRO-Geichung nach
[44] mit Vereinfachung des Bereichs III.
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4.2.1 Rissfortschrittsanalyse an Mikroporen

Für die Rissfortschrittsanalyse an Mikroporen werden Gussdefekte von den zu un-
tersuchenden Aluminiumgussbauteilen betrachtet. Durch die fraktographische Aus-
wertung der Bruchflächen von Ermüdungsversuchen sind Geometrieinformationen
der rissinitiierenden Poren bekannt. Die bruchmechanischen Materialparameter zur
Anwendung der Modified-NASGRO-Gleichung stammen aus den vorherigen Aus-
wertungen, wobei die Bruchzähigkeit ∆KIC aus der FRANC3D-Materialdatenbank
entnommen wurde.

Parameter Einheit Wert
CF M

nm
Zyklus

MP a
√

m
mP 0.2234

mP - 2.7542
p - 0.7014
γ - 0.21

∆Kth MPa
√

m 4.48
∆Keff,th MPa

√
m 0.84

∆KIC MPa
√

m 28
v1 - 0.4
l1 mm 0.02
v2 - 0.6
l2 mm 0.75

Tabelle 4.2: Bruchmechanische Materialparamter zur Durchführung der nume-
rischen Rissfortschrittsanalyse für den Werkstoff EN AC-46200 T6 bei einem
Spannungsverhätnis R = −1.

Als Initialriss dient eine repräsentative Ellipse deren Abmessungen a und c, sich
aus den gemessenen Parametern A, emax, emin und α laut Abb. 4.7 bestimmen
lässt. Das FEM-Modell in dem die Risse modelliert werden entspricht, wie in den
realen Ermüdungsversuchen einer Rundprobe mit Durchmesser D = 9mm, wobei
die Höhe mit H = 10mm festgelegt wird. Die untere Stirnfläche dient als fixe
Einspannung, an der oberen Stirnfläche wird eine konstante Zugspannung von
1MPa aufgebracht. Ziel der Simulation ist drei reale Versuche nachzubilden.

∆σ [MPa] Lastwechsel [-]

Probe 1 Durchläufer 160 DL
wiedereingesetzt 180 1 235 000

Probe 2 Durchläufer 140 DL
wiedereingesetzt 220 311 500

Probe 3 150 3 194 100

Tabelle 4.3: Versuche zur Validierung der numerischen Rissfortschrittssimulation
für den Werkstoff EN AC-46200 T6 bei einem Spannungsverhältnis R = −1.
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An zwei Lastniveaus kam es zu Durchläufern, was bedeutet, dass es nach 106LW

zu keinem Versagen gekommen ist. Diese Proben wurden anschließend bei höherer
Belastung wiedereingesetzt und bis zum Bruch geprüft. Die Berechnung der maxi-
malen zyklischen Spannungsintensitätsfaktoren ∆KImax bei den gegebenen Belas-
tungen zeigt, dass an allen Initialrissen der Schwellwert Keff,th = 0.84MPa

√
m

überschritten wird und es zum Risswachstum kommt.

a [µm] c [µm] α [◦] ∆σz [MPa] ∆KImax [MPa
√

m]

Probe 1 136 30 - 160 1.56
180 1.76

Probe 2 554 90 - 140 2.45
220 3.85

Probe 3 115 410 54.5 150 2.81

Tabelle 4.4: Geometrieparameter und maximaler zyklischer Spannungsintensi-
tätsfaktor der elliptischen Initialrisse an geprüften Lastniveaus.

Zur Nachbildung der realen Versuche wird zuerst der Initialriss mit dem Durchläufer-
Lastniveau simuliert, wie beispielsweise die Simulation 1 der Probe 1 in Abb. 4.30
zeigt.

Abbildung 4.30: Rissfortsschrittskurven der numerischen Simulationen der Probe
1.

Durch den zunehmenden Aufbau von Rissschließeffekten nimmt die Risswachs-
tumsgeschwindigkeit da/dN ab und der Schwellwert ∆Kth,∆a steigt entsprechend
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4 Numerische Analysen

der R-Kurve an. In diesem Bereich des Kurzrisswachstums kann der Anstieg des
Schwellwertes schneller erfolgen, als die Zunahme der zyklischen Spannungsin-
tensität ∆KI , was bedeutet, dass es zum Rissstop kommt. In diesem Fall ist das
Ergebnis der Simulation ein Durchläufer.

Abbildung 4.31: Numerische Simulation 1 der Probe 1 bei einer Spannungs-
schwingbreite ∆σz = 160MPa nach zehn Millionen Zyklen.

Die Darstellung des Risswachstums in Abb. 4.31 zeigt, dass selbst wenn das
Ergebnis der Simulation einen Rissstop vorhersagt eine gewisse Rissverlängerung
stattgefunden hat. Die Nachbildung der wiedereingesetzten Proben erfolgt mit
und ohne Berücksichtigung des vorhergegangenen Risswachstums (Simulation 2
u. 3 der Probe 1 in Abb. 4.30). Bei Berücksichtigung des Reihenfolgeeinflusses
entspricht der Startriss der Simulation der Rissfront gemäß Probe 1 nach zehn
Millionen Zyklen im Durchläuferbereich. Zum Vergleich erfolgt eine Analyse bei
gleichem Lastniveau in welcher der Startriss dem elliptischen Initialriss entspricht.
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4 Numerische Analysen

Abbildung 4.32: Numerische Simulationen 2 u. 3 der Probe 1 mit und oh-
ne Berücksichtigung des Reihenfolgeeinflusses bei einer Spannungsschwingbreite
∆σz = 180MPa.

4.2.2 Rissfortschrittsanalyse an einer Makropore

Die HCF-Proben aus dem Werkstoff G21Mn5+N enthalten in ihrem Prüfquer-
schnitt, durch eine optimierte Abgussgeometrie, eine Makropore. Im Zuge der
numerischen Analyse soll ein Wachstum eines Initialrisses, welcher annähernd die
gleiche Kontur wie eine Makropore aufweist, simuliert werden. Die 2D-projizierte
Defektkontur wird dabei durch fraktographische Auswertung einer Bruchfläche
entnommen.

Abbildung 4.33: Bruchfläche einer HCF-Probe mit der gemessenen Defektkontur
und dem geglättete Initialriss für die Simulation.

Durch die sehr geringen Krümmungsradii der originalen Defektgeometrie ist eine
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4 Numerische Analysen

Glättung der Rissfront notwendig, um eine Element-Verzerrung zu verhindern und
eine Modellierung in FRANC3D® zu ermöglichen. Das FEM-Modell entspricht,
wie der realen Probengeometrie, einem Zylinder mit Durchmesser D = 30mm.
Wie bereits in der Rissfortschrittsanalyse an Mikroporen angewendet, erfolgt die
Simulation des Wachstums durch die Modified-NASGRO-Gleichung. Die bruch-
mechanischen Materialparameter sind durch die vorangegangenen Auswertungen
bekannt und in der Tabelle 4.5 angeführt.

Parameter Einheit Wert
CF M

nm
Zyklus

MP a
√

m
mP 0.02153

mP - 3.055
p - 0.7496
γ - 0.27

∆Kth MPa
√

m 8.4
∆Keff,th MPa

√
m 4.0

∆KIC MPa
√

m 100
v1 - 0.2
l1 mm 0.04
v2 - 0.8
l2 mm 1.1

Tabelle 4.5: Bruchmechanische Materialparamter zur Durchführung der numeri-
schen Rissfortschrittsanalyse für den Werkstoff G21Mn5+N bei einem Spannungs-
verhältnis R = 0.

Wie bereits aus der numerischen Analyse parametrisierter Sternrisse bekannt ist,
befindet sich der maximale Spannungsintensitätsfaktor in den Tälern der Äste
(siehe Abb.4.26). Dies führt dazu, dass in diesen Bereichen eine lokal höhere
Rissfortschrittsgeschwindigkeit vorliegt. Im Anfangsstadium des Wachstum findet
ausschließlich in diesen Bereichen nennenswerte Rissverlängerung statt. Hat der
Riss die Form der konvex Umhüllenden angenommen, kommt es zu einem Abfall
der Rissfortschrittsgeschwindigkeit da/dN und der Wachstum erfolgt annähernd
konstant über die gesamte Rissfront. Durch den fortschreitenden Wachstum nimmt
die Rissfläche zu und es kommt erneut zu einer Zunahme der Geschwindigkeit
da/dN . Die Simulation erfolgt bis zur Ausbildung eines kreisförmigen Innenrisses.
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4 Numerische Analysen

Abbildung 4.34: Numerische Rissfortschrittssimulation einer Makropore bei
einer Spannungsschwingbreite ∆σz = 150MPa.

63



5 Ergebnisdiskussion

5.1 Einflüsse auf die Dauerfestigkeit

Zur analytischen Beschreibung der Dauerfestigkeit ∆σD und Schwellwertspan-
nung ∆σth existieren Rissinitiierungskonzepte, wie etwa das Kitagawa-Takahashi-
Diagramm. Ein davon abgeleitetes Modell zur Kategorisierung von Defekten ist
das

√
area-Konzept nach Murakami (siehe Kapitel 2.3). Als Eingangsparameter

für die Bewertung dient die Fläche der konvex Umhüllenden der 2D-projizierten
Defektkontur, sowie der Langrissschwellwert ∆Kth. Die Berücksichtigung der Riss-
form erfolgt durch den Geometriefaktor Y . Eine etablierte Methode ist Außenrisse
mit Y = 0.65 und Innenrisse mit Y = 0.50 zu bewerten. Diese Geometriefaktoren
entsprechen einem halbkreisförmigen Außenriss bzw. einem kreisförmigen Innenriss.
Im Zuge der numerischen Analysen konnte festgestellt werden, dass der maximale
Spannungsintensitätsfaktor von Rissen wesentlich durch die Form und die Lage
beeinflusst wird. So hat beispielsweise ein Innenriss mit geringem Abstand zur
Oberfläche eine niedrigere Schwellwertspannung ∆σth als ein Innenriss gleicher
Fläche ohne Randeinfluss. Die in den umfangreichen Parameterstudien generierten
Geometriefaktoren ermöglichen durch die Anwendung in Rissinitiierungskonzepten
eine exaktere Bewertung von Gussdefekten. In Abb. 5.1 ist die relative Schwell-
wertspannung verschiedener elliptischer Innenrisse mit einer Fläche A = 1mm2

ohne Randeinfluss dargestellt, wobei ∆σth = 1 einem kreisförmigen Innenriss
entspricht.
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5 Ergebnisdiskussion

Abbildung 5.1: Relative Schwellwertspannung ∆σth elliptischer Innenrisse mit
einer Fläche A = 1mm2, schematischer Verlauf von Ymax und

√
a.

Aus den Ergebnissen kann entnommen werden, dass eine Vernachlässigung des
Achsverhältnisses a/c zu einer nicht-konservativen Abschätzung der Rissinitiierung
führen kann. Ab einem Achsenverhältnisse von a/c > 0.2 liegt die Schwellwert-
spannung höher, als für einen kreisförmigen Riss gleicher Fläche. Dies kann damit
begründet werden, dass das Verhältnis von Ymax und

√
a über das a/c-Verhältnis

nicht konstant ist, wie schematisch aus Abb.5.1 entnommen werden kann. Die
Bewertung von Innenrissen kann durch Einbezug der Korrektur-Geometriefaktoren
für den Randeinfluss YRand erweitert werden. Das in der numerischen Analysen
verwendete dimensionslose Abstandsverhältnis a/t, kann in den Absolut-Abstand
emin umgerechnet werden.

Abbildung 5.2: Relative Schwellwertspannung ∆σth elliptischer Innenrisse mit
einer Fläche A = 1mm2 in Abhängigkeit des Abstandes zum Rand emin.
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Anhand der numerischen Analysen verschiedener elliptischer Außenrisse kann der
Einfluss der Geometrie (Abb. 5.3) und Winkellage (Abb. 5.4) ebenfalls durch
Geometriefaktoren berücksichtigt werden. Der Einfluss des Achsenverhältnisses a/c

auf die relative Schwellwertspannung ∆σth, bezogen auf einen halbkreisförmigen
Außenriss, zeigt einen ähnlichen Verlauf wie bereits für Innenrisse festgestellt
werden konnte.

Abbildung 5.3: Relative Schwellwertspannung ∆σth elliptischer Außenrisse mit
einer Fläche A = 1mm2, schematischer Verlauf von YSeite und

√
a.

Ebenso wie für elliptische Risse können die berechneten Geometriefaktoren für
Innenrisse im Nahfeld einer Kerbe, sowie bei geometrisch komplexeren Sternrissen
für die Bewertung von dementsprechenden Gussdefekten angewendet werden. Die
Auswertungen veranschaulichen den wesentlichen Einfluss von Geometrie und
Lage von Defekten in der Anwendung von Rissinitiierungskonzepten hat. Die Ver-
einfachung, nur zwischen kreisförmigen Innen- und Außenrissen zu unterscheiden,
kann zu einer nicht-konservativen Berechnung der zulässigen Schwellwertspannung
∆σth führen.
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Abbildung 5.4: Relative Schwellwertspannung ∆σth elliptischer Außenrisse mit
einer Fläche A = 1mm2 in Abhängigkeit der Winkellage.

5.2 Einflüsse auf die Lebensdauer

Durch die Auswertung bruchmechanischer Versuche an SENB-Proben sind umfang-
reiche Materialparameter zur Beschreibung des Rissfortschritts vorhanden. Im Zuge
der numerischen Analysen konnte eine Abweichung der Geometriefaktor-Funktion
nach ASTM E399 [36] für SENB-Versuche festgestellt werden. Die Berücksich-
tigung des ebenen Verzerrungszustandes im Zentrum der Probe führt zu einer
höheren Spannungsintensität, wie sie in der genormten Versuchsdurchführung
festgelegt ist. Ausgehend von den durch FRANC3D® berechneten Spannungsinten-
sitätsfaktoren wurde eine korrigierte Geometriefaktor-Funktion gewichtet mit dem
Paris-Exponenten mP generiert und für die Auswertungen herangezogen. Dadurch
verschieben sich die gemessen Rissfortschrittsgeschwindigkeiten da/dN zu höheren
∆KI-Werten, was zu einer Änderung der aus den Versuchen bestimmten Parameter
führt. Vor allem eine kleine Abweichung des Parameters CF M , der die Paris-Gerade
beschreibt, hat eine große Auswirkung auf die resultierende Lastwechselzahl einer
Rissfortschrittsrechnung. CF M , welcher durch die Methode nach ASTM ermittelt
wurde, führt zu einer signifikant zu niedrigen Lastwechselzahl.
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5 Ergebnisdiskussion

Abbildung 5.5: Auswirkung der korrigierten Geometriefaktor-Funktion auf den
Parameter mP und die resultierende Lastwechselzahl einer Rissfortschrittsrech-
nung.

Durch die Auswertung des Kurzrissbereichs der bruchmechanischen Versuche
und die Anwendung der Rissöffnungsfunktion nach Newman ist es möglich den
Aufbau der Rissschließeffekte zu beschreiben. Dies ermöglicht die Anwendung der
Modified-NASGRO-Gleichung, welche sowohl Lang- als auch Kurzrisswachstum
umfasst. Anhand der Nachbildung von realen Versuchen in der numerischen Riss-
fortschrittssimulation ist ein Vergleich möglich, wie exakt die bruchmechanischen
Vorgänge in einer Probe numerisch nachgebildet werden können. Die Ergebnisse
zeigen das die resultierende Lastwechselzahl bis zum Versagen bei Variation der
Eingangsparameter sowohl im konservativen Bereich als auch nicht-konservativen
Bereich liegen können.

LW Versuch [-] LW Simulation [-]

Probe 1 Durchläufer DL DL
wiedereingesetzt 1 235 000 1 660 700

Probe 2 Durchläufer DL 1 229 000
wiedereingesetzt 311 500 230 100

Probe 3 3 194 100 1 523 000

Tabelle 5.1: Gegenüberstellung der erreichten Lastwechselzahl LW von Versuch
und Simulation für den Werkstoff EN AC-46200 T6 bei einem Spannungsverhältnis
R = −1.

Durch die Betrachtung einer Pore als Initialriss, der zu Beginn keine Rissschließef-
fekte ausgebildet hat, kommt es zu einer höheren Risswachstumsgeschwindigkeit
im Anfangsbereich, als durch die etablierten Langrisswachstumskurven vorherge-
sagt wird. Vor allem rauhigkeits- und oxidinduziertes Rissschließen ist erst nach
einer weit fortgeschrittenen Rissverlängerung vollkommen ausgebildet. Eine zu
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geringe Beurteilung der Länge zum Aufbau der Schließeffekte l2 resultiert in einer
wesentlichen Änderung in der ertragbaren Lastwechselzahl und kann zu einer
nicht-konservativen Lebensdauervorhersage führen.

l2 [mm] LW [−]
Simulation 1 0.75 855 984
Simulation 2 0.56 1 093 227
Simulation 3 0.38 DL

Versuch 0.75 1 256 700

Tabelle 5.2: Einfluss der Aufbaulänge rauhigkeits- und oxidinduzierter Rissschlie-
ßeffekte l2 auf die resultierende Lastwechselzahl der numerischen Rissfortschrittsi-
mulation.

Im Zuge der numerischen Rissfortschrittssimulationen wurden ebenso der Einfluss
der Rissgeometrie und Lage untersucht. Wie bereits aus den Parameterstudien
zur Berechnung von Geometriefaktoren hervorgegangen ist, hat die Form, der
Abstand zur Oberfläche sowie die Winkellage einen wesentliche Auswirkung auf
die resultierende maximale Spannungsintensität an der Rissfront. Durch den ex-
ponentiellen Anstieg der Risswachstumsgeschwindigkeit da/dN mit zunehmender
Risslänge a befindet sich die Rissfront zu einem Großteil der Gesamtlebensdauer
in unmittelbarer Umgebung zum Initialriss, wie aus Abb. 5.6 zu entnehmen ist.

Abbildung 5.6: Position der Rissfront zum jeweiligen Zeitpunkt der Gesamtle-
bensdauer.

Durch die Simulation verschiedener Risse gleicher Fläche, jedoch unterschiedlicher
Geometrie und Lage, kann abgeschätzt werden, ob die Lebensdauer, ebenso wie
die Schwellwertspannung durch die Parameter Abstand zur Oberfläche, Win-
kellage und Form beeinflusst wird. Die Berechnung des Rissfortschritts erfolgt
bis zum Punkt an dem der Riss sich als halbkreisförmiger Außenriss von 1mm

Länge ausgebildet hat. Dies entspricht der etablierten Definition eines technischen
Anrisses. Als Referenzsimulation dient ein halbkreisförmiger Außenriss bzw. ein
kreisförmiger Innenriss ohne Randeinfluss.
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.

Abbildung 5.7: Einfluss der Rissform- und Lage auf die Schwellwertspannung
∆σth sowie die Lastwechselzahl NAnriss auf verschiedene ellipsenförmige Außenrisse
gleicher Fläche.

.

Abbildung 5.8: Einfluss der Rissform und Lage auf die Schwellwertspannung
∆σth sowie die Lastwechselzahl NAnriss auf verschiedene ellipsenförmige Innenrisse
gleicher Fläche.
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Im Zuge der numerischen Rissfortschrittsanalyse an Makroporen wurde ein Wachs-
tum ausgehend von einer annähernd realen Defektkontur bis zur Ausbildung
eines kreisförmigen Innenriss simuliert. Die Rissfront liegt dabei annähernd im
Zentrum des Körpers und ist somit nicht durch die Oberfläche beeinflusst. Aus der
Auswertung verschiedener sternförmiger Innenrisse kann entnommen werden, dass
in den Tälern der Rissfront ein Maximum des Spannungsintensitätsfaktors vorliegt.
Dieses Maximum führt dazu, dass die Schwellwertspannung eines sternförmigen
Risses wesentlich niedriger ist, als für einen kreisförmigen Riss gleicher Fläche.
Für die Evaluierung des Einflusses der Kontur auf die Lebensdauer erfolgt eine
Simulation ausgehend von einem kreisförmigen Initialrisses mit gleicher Fläche
und Flächenschwerpunkt.

.

Abbildung 5.9: Einfluss der Rissform einer Makropore auf die Schwellwertspan-
nung ∆σth, sowie die Lastwechselzahl NRiss im Vergleich mit einem kreisförmigen
Innenriss gleicher Fläche.

Die Gegenüberstellung der Veränderung der Lastwechselzahl verschiedener ellip-
tischer und eines sternförmigen Risses zeigt, dass die Form- und Lage nicht nur
einen Einfluss auf die Schwellwertspannung, sondern ebenso auf die Lebensdauer
hat. Die Abnahme der Parameter korreliert jedoch nicht linear zueinander. Es
kann ausschließlich abgeleitet werden, dass ein höherer Spannungsintensitätsfaktor
am Initialriss die Lebensdauer ebenso senkt.
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Ausblick

Es wurde untersucht welche Auswirkungen eine fertigungstechnisch geprüfte Va-
riation von Form- und Lageparametern von Gussdefekten auf die bruchmecha-
nische Bewertung bezüglich Lebensdauer und Schwellwertspannung hat. Die
2D-projizierte Kontur der zu untersuchenden Poren wird dabei nach Murakami
als ebener Riss betrachtet und mit Hilfe des Spannungsintensitätsfaktors unter
Verwendung von Geometriefaktoren bewertet. Die aus dem Stand der Technik ent-
nommenen analytischen Lösungen für Geometriefaktoren wurden durch numerisch
bestimmte Faktoren ergänzt. Für die dreidimensionale Berechnung und Modellie-
rung von Rissen in Körpern wurde auf die Simulationssoftware FRANC3D® sowie
ABAQUS® zurückgegriffen.

Im Zuge der Auswertungen wurden unterschiedliche Innen- und Außenrisse verschie-
dener Abmessungen betrachtet. Durch die komplexe Geometrie von Gussdefekten,
insbesondere Schwindungsporen, ist eine repräsentative Abschätzung der Rissform
notwendig. Die 2D-Kontur des Defektes wurde dabei durch eine Ellipse gleicher
Fläche und Lage zur Oberfläche näherungsweise abgebildet. Einen sehr großen
Einfluss auf den maximalen Spannungsintensitätsfaktor an der Rissfront hat die
Lage. Steht die Nebenachse der Ellipse normal zur Außenfläche, liegt der größte
Einfluss vor. Wenn der Abstand vom Zentrum des Risses zur Oberfläche 1.2x der
Länge der Nebenachse entspricht, liegt an der Rissfront eine bis zu 1.35x höhere
Spannungsintensität vor als ohne Randeinfluss.

Die Auswertung verschiedener elliptischer Außenrisse zeigt, dass es zusätzlich zu
einer Überhöhung durch einen Winkeleinfluss kommen kann. Beträgt beispiels-
weise das Achsenverhältnis a/c = 4 und der Winkel zwischen Hauptachse und
Oberflächennormale α = 60◦, so liegt eine 1.45x höhere Spannungsintensitätsfaktor
an der Rissfront vor.

Da das Ermüdungsverhalten von Gussbauteilen nicht nur von innen-liegenden
Defekten, sondern auch von der gussrauhen Oberfläche beeinflusst wird, sind
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elliptische Innenrisse im Nahfeld zu Kerben an der Oberfläche numerisch analysiert
worden. Aus den Ergebnissen kann abgeleitet werden, dass durch einen geringen
Abstand zum Kerbgrund eine Überhöhung der Spannungsintensität auftritt. Der
Einfluss wird bestimmt durch den geringen Abstand zur Oberfläche, als auch durch
die von der Kerbe verursachte Spannungskonzentration. Es konnte festgestellt
werden, dass die Betrachtung des Spannungsgradienten für die Interpretation der
Ergebnisse wesentlich ist.

Da Schwindungsporen und Makrolunker nur unzureichend durch eine Ellipse
dargestellt werden können, wurden zusätzlich verschiedene sternförmige Risskon-
turen untersucht. Die Geometrien wurden durch ein parametrisierte Darstellung
berechnet, wobei die Länge und Anzahl der Äste verändert werden konnte. Die
Berechnung der lokalen Spannungsintensitätsfaktoren entlang der Rissfront zeigt,
dass an den Tälern zwischen den Ästen ein Maximum vorliegt und an den Spitzen
ein Minimum. Aus der Auswertung der Geometriefaktoren geht hervor, dass ein
sternförmiger Riss eine höhere Spannungsintensität hervorruft als ein kreisförmiger
Riss gleicher Fläche.

Die generierten Geometriefaktoren ermöglichen durch die Anwendung in Schwell-
wertkonzepten, wie etwa das Kitagawa-Takahashi-Diagramm, eine Vorhersage der
ertragbaren Schwellwertspannung ∆σth von porenbehafteten Bauteilen.

Im Zuge einer numerischen Rissfortschrittsimulation wurde erfasst welchen Einfluss
die Berücksichtigung von Rissschließeffekten auf die Lebensdauervorhersage hat.
Die Beschreibung des Rissfortschritts der zu untersuchenden Werkstoffe erfolgte
durch Materialparameter, welche durch die Auswertung von bruchmechanischen
Versuchen an SENB-Proben bestimmt wurden. Die gemessenen Rissfortschritts-
kurven wurden mit einer korrigierten Geometriefaktor-Funktion für SENB-Proben,
ermittelt durch FRANC3D®, ausgewertet. Besonders der Anstieg des Schwellwertes
mit zunehmendem Aufbau von Rissschließeffekten stand im Fokus der Auswer-
tungen. Dadurch war es möglich die Modified-NASGRO-Gleichung anzuwenden,
welche sowohl Kurzriss- als auch Langrisswachstum beschreibt. Da eine Pore als In-
itialriss ohne aufgebaute Rissschließmechanismen betrachtet werden muss, kommt
es im Schwellwertbereich zu höheren Risswachstumsgeschwindigkeiten als durch
etablierte Langrisswachstumskurven beschrieben wird. Eine Vernachlässigung des
Kurzrissbereichs führt zu einer nicht-konservativen Lebensdauervorhersage, wie
ein Vergleich verschiedener Simulationen zeigt.

Für die Beurteilung, welche Auswirkung die Lage und Form der rissinitiieren-
den Poren auf die Lebensdauer hat, wurden elliptische Innen- und Außenrisse
gleicher Fläche, jedoch unterschiedlicher Winkellage und Nähe zur Oberfläche in
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numerischen Rissfortschrittssimulationen verglichen. Als Vergleichswert diente die
Lastwechselzahl bis zur Ausbildung eines halbkreisförmigen Außenrisses von 1mm.
Das Referenzergebnis ist eine Simulation eines halbkreisförmigen Außenrisses bzw.
eines kreisförmigen Innenrisses ohne Randeinfluss. Durch die numerische Rissfort-
schrittsanalyse einer Makropore kann der Einfluss einer sternförmigen Kontur auf
die Lebensdauer untersucht werden. Die Ergebnisse zeigen, dass wie die Schwell-
wertspannung, die Anrisslastwechselzahl ebenso durch Form- und Lage beeinflusst
wird. Es kann abgeleitet werden, dass ein höherer Spannungsintensitätsfaktor am
Initialriss die Lebensdauer senkt, wobei die Abnahme nicht unbedingt mit jener
der Schwellwertspannung korreliert.

Ausblick

In dieser Arbeit wurde aufgezeigt, inwieweit Form- und Lageparameter von poren-
ähnlichen Defekten, die Schwellwertspannung und Lebensdauer von Gussbauteilen
beeinflussen. Besonderer Fokus stand auf der Auswertung von Defektkonturen
durch repräsentative ellipsenförmige Risse. Aus den computertomographischen
und fraktographischen Auswertungen geht hervor, dass ein Großteil der rissini-
tiierenden Poren sehr stark von der Ellipsenform abweicht. Diese Gegebenheit
war Anlass weiterführende numerische Analyse an parametrisierten Sternrissen
durchzuführen. Die Auswertungen zeigten auf, dass der maximale Spannungsin-
tensitätsfaktor an der Rissfront eines sternförmigen Defektes höher ist, als jener
eines kreisförmigen Risses gleicher Fläche. Als repräsentative Risslänge wurde
der äquivalente Porenradius verwendet. Um eine umfassend bruchmechanische
Bewertung von statistisch variierender Porengeometrien zu gewährleisten, sind
zukünftig noch weitere numerische Analysen derart komplexer Geometrien geplant.
Abschließend soll die dargestellte Methode auf dreidimensionale Rissfronten bzw.
multiaxiale Beanspruchungen erweitert werden.
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