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Kurzfassung

Die Einstellung der Gesellschaft zum Umweltschutz hat sich in den letzten fünfzig
Jahren stark verändert. Der Bedarf an sicherem Transport von Chemikalien und
Ölprodukten stellt Ingenieure vor neue Herausforderungen.
Die vorliegende Dissertation beschäftigt sich mit der Fragestellung lokale Bauteile
von schi�baulichen Konstruktionen zu verstärken, um die Sicherheit von Menschen
auf See zu erhöhen und Umweltschäden zu vermeiden bzw. zu mindern. Unter lokalen
Verstärkungen werden z.B. Konstruktionen zum Schutz von Tanks mit explosiven
und/ oder brennbaren Flüssigkeiten wie LNG verstanden oder ausgewählte Teile
von Schi�sseitenwänden, die im Fall einer Explosion oder einer Kollision Energie
aufnehmen können. Die Festigkeitserhöhung wird durch Au�üllen des Leerraumes
der Struktur durch granulare Füllsto�e erreicht. Für die Auswahl des Füllsto�es
sind folgende Gesichtspunkte berücksichtigt worden: Unbedenklich für die Umwelt,
hydrolyse- und temperaturbeständig sowie geringe Dichte. Durch die Wahl eines för-
derfähigen Füllsto�es kann die Inspektion der Struktur ermöglicht werden. Um die
Wirkung des granularen Füllsto�es näher untersuchen zu können, wurden in einem
Verbundforschungsvorhaben quasi-statische Kollisionsversuche am Institut für Kon-
struktion und Festigkeit von Schi�en der Technischen Universität Hamburg-Harburg
durchgeführt, bei denen unter anderem zwei Modellkörper einer Schi�sseitenwand
mit multizellularen Glashohlkugeln gefüllt wurden, um ihren Ein�uss auf die Versa-
gensmechanik experimentell zu ermitteln.
Diese Arbeit konzentriert sich auf den Ein�uss des Füllsto�es auf die Versagensme-
chanik der Seitenhüllenmodelle. Für die Möglichkeit einer Übertragung auf Groÿ-
strukturen und auch auf andere Anwendungen werden numerische Berechnungen
durchgeführt und durch die Ergebnisse der Kollisionsversuche validiert bzw. veri-
�ziert. Die Materialparameter der Stahlstruktur werden durch zahlreiche Proben
in Form von Zugversuchen und der Auswahl eines numerischen Optimierungswerk-
zeuges sowie eines validierten Verfestigungsansatzes ermittelt. Für die Bestimmung
der Materialparameter der multizellularen Glashohlkugeln müssen verschiedene Ver-
suche durchgeführt werden. Der deviatorische Anteil der Flieÿfunktion wird dabei
durch Triaxialversuche bestimmt, die zur Bestimmung von Bodeneigenschaften aus
der Geotechnik bekannt sind. Zur Ermittlung des volumetrischen Anteils der Flieÿ-
funktion und der plastischen Verformung werden uniaxiale Druckversuche durchge-
führt.
Die Dissertation fasst die wichtigsten Kollisionsversuche aus der Vergangenheit zu-
sammen, um die unterschiedlichen wissenschaftlichen Ansätze herauszustellen und
den Stand der Technik hinsichtlich Kollisionsanalysen beschreiben zu können. Die
Materialmodelle komplexer, hoch nicht linearer Simulationen setzen theoretische
Grundlagen voraus. Diese werden durch das Zusammenfassen relevanter Teile der
Flieÿtheorie und der Funktionsweise unterschiedlicher Bruchkriterien dargelegt.
Aufbauend auf diesen Grundlagen werden die ermittelten Ergebnisse der Kollisions-
versuche präsentiert und die erzielten Simulationsergebnisse vorgestellt. Durch diese
experimentell validierten und veri�zierten Simulationen lässt sich die Wirkung der
Füllsto�e auf reale Schi�sstrukturen übertragen. Abschlieÿend werden zwei Kolli-
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sionsszenarien gewählt, denen reale Schi�skollisionen auf deutschen Seeschi�fahrts-
straÿen zugrunde liegen.

Abstract

Society's attitudes towards environmental protection have substantially changed du-
ring the last �fty years. The demand for safer transports of chemicals and oil poses
a new challenge on engineers.
The present thesis is dealing with the question how to improve local parts of ship
constructions to increase the safety of life at sea and to avoid environmental da-
mages. Local parts which have to be strengthened are on the one hand constructions
to protect tanks �lled with highly explosive or �ammable liquids like LNG and on
the other hand they are selected parts of ship side structures. These parts can absorb
energy in case of an explosion or a collision. The strengthening is achieved by �lling
void spaces with granulate material. For the determination of the granulate material
following aspects were considered: Environmental harmlessness, hydrolyse and heat
resistance as well as less mass density. The choice of an eligible material enables
inspections of the structure. To investigate the e�ects of the granular material on
the failure mechanism, several quasi-static and large scaled experiments were under-
taken. Amongst others two models �lled with multicellular glass hollow spheres were
conducted on the test facility of the Institute for Ship Structural Design and Analysis
of TUHH.
The thesis analyses the granulate's in�uence of the failure mechanism of the side
structure. To transfer the in�uence to real ship structures and other applications the
numerical calculations have to be validated und veri�ed by the results of the large
scaled collision experiments. The properties of the steel structure were determined
by numerous specimen in the form of tensile tests and the choice of one numerical
optimization tool as well as one validated power law hardening approach. To deter-
mine the properties of the multicellular glass hollow spheres several di�erent tests
had to be accomplished. The deviatoric perfect plastic yield function is determined
by triaxial compression tests known in the geotechnical engineering to predict the
behaviour of soils. The volumetric part of the yield function as well as the plastical
deformability were achieved by using uniaxial compression tests.
Important collision experiments of the past are summarised to point out the scienti�c
di�erences and to describe the state of the art in the �eld of collision analysis. The
material model of complex and highly non-linear simulations postulates theoretical
background. This is given by resuming the relevant parts of the �ow theory and the
functionality of di�erent failure criteria. Constitutive to this background the achie-
ved results of the collision experiments and their simulations are presented. With
the knowledge of this validated and veri�ed simulations the protecting e�ects of the
granulate materials were transferred to real ship structures. Therefore two collision
scenarios were chosen which form the basis of ship collisions which happened on the
German maritime waterways in the past.
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1. Einleitung

Mit dem Einzug des Eisens in den Schi�bau war es erstmals möglich, Schi�sseiten-
wände gegen lokale Belastungen und Penetrationen zu verstärken. Mit der groÿin-
dustriellen Erzeugung von Massenstählen und dem Mangel an geeigneten Bauholz
in England war der Grundbaustein des modernen industriellen Schi�baus gelegt. Er
wurde besonders durch die Anforderungen der Marine stark voran getrieben, siehe
Lehmann [64]. Die Verstärkung von Schi�sseitenwänden tritt in der Geschichte öfter
auf und stöÿt auf groÿes ö�entliches Interesse. Umso verwunderlicher ist es, dass die
jeweiligen Entwicklungen in Vergessenheit geraten sind und somit die gesammelten
Erfahrungen keinen Eingang in gegenwärtige Schi�skonstruktionen �nden.
Die GREAT EASTERN war nach Lehmann [63] eines der bedeutendsten schi�bau-
technischen Bauwerke des 19. Jahrhunderts mit einer Länge von ca. 207 m und einem
Deplacement von 27.400 t. Sie besaÿ eine starke Unterteilung durch Querschotten,
einen Doppelboden und eine bis über die Wasserlinie reichende doppelte Auÿenhaut,
wie in Abbildung 1.1 gut zu erkennen ist.

Abbildung 1.1.: Hauptspantskizze der GREAT EASTERN [63]

Bei einer Grundberührung vor New York konnte die Wirksamkeit der Doppelhülle
unter Beweis gestellt werden. Trotz eines knapp 30 m langen Risses in der Auÿen-
haut konnte das Schi� aus eigener Kraft in den Hafen einlaufen.
Anfang des 20. Jahrhunderts stellte der Tankerbau die Konstrukteure durch schnell
wachsende Schi�sgröÿen vor neue Probleme. Die ersten Tanker wurden aus Sicher-
heitsgründen mit einer Doppelhülle versehen. Diese Sicherheit galt jedoch der Ge-
währleistung der Längsfestigkeit, weniger dem Schutz vor Beschädigung der Auÿen-
haut. Die GLÜCKAUF war mit einer Tragfähigkeit von 3.000 tdw der erste Ein-
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hüllentanker, dessen Klassi�zierung Lloyd's Register (LR) im Gegensatz zu Bureau
Veritas (BV) verweigert hat. Die Einführung des Einhüllenprinzips zog, entgegen den
Erwartungen, keine Risikoerhöhung hinsichtlich der Sicherheit nach sich. Anders als
beim genieteten Doppelhüllenprinzip konnten sich keine Gase in der Schi�sseiten-
konstruktion sammeln und explodieren. Ein eventueller Verlust an Ladung wurde
aus Gründen der Schi�ssicherheit nicht als negativ angesehen, weil sich dadurch der
Freibord erhöhte. Die Vermeidung von Umweltschäden bekam erst in den Dimensio-
nen einer Havarie der TORREY CANYON mit einer Tragfähigkeit von 120.000 tdw
im Jahr 1967 eine groÿe Bedeutung.
Die Einführung der Längsspantbauweise (Isherwood System) revolutionierte den
Tankerbau und ermöglichte den Bau von ca. 380 m langen Schi�en wie die GLOBTIK
TOKYO (Tragfähigkeit von 483.684 tdw) in 1973 und HELLESPONT ALHAMBRA
(Tragfähigkeit von 442.000 tdw) in 2002.
Die Frage nach einer erhöhten Kollisionssicherheit kam in der zivilen Handelsschi�-
fahrt mit der Einführung der ersten reaktorbetriebenen Schi�e auf und nahm auf-
grund der schweren Tankerunfälle ab den späten 1980er Jahren auch Einzug in den
allgemeinen Schi�bau.
Vergegenwärtigt man sich die Zahlen der von den Klassi�kationsgesellschaften re-
gistrierten Schi�skollisionen, so können alleine 1.700 Schi�skollisionen weltweit von
1980-2009 gezählt werden. Diese Zahl beinhaltet 686 Schi�skollisionen, die im Zeit-
raum von 1980-1996 aus der Datenbank des Germanischer Lloyd's (GL) in [40] aus-
gewertet wurden und 1.016 Schi�kollisionen aus den Datenbänken von (LR), Det
Norske Veritas (DNV) und des GL's, die in den beiden internationalen Verbund-
forschungsvorhaben Harmonization of Rules and Design Rationale (HARDER) und
Goal Based Damaged Stability (GOALDS) in [78] zusammengestellt wurden.
An der deutschen Küste haben sich nach [42] von 1985-1997 insgesamt 128 Kolli-
sionen ereignet. Sehr detaillierte Angaben können für den Zeitraum von Ende 2002
bis Mitte 2012 den verö�entlichten Jahres- und Untersuchungsberichten der Bundes-
stelle für Seeunfalluntersuchung (BSU) entnommen werden. Die von der BSU unter-
suchten Seeunfälle ereigneten sich innerhalb des deutschen Hoheitsgebietes und der
Wirtschaftszone, auf deutschen Seeschi�fahrtsstraÿen und in den an diesen gelege-
nen Häfen sowie unter Beteiligung von Seeschi�en unter deutscher Flagge weltweit.
In dem oben genannten Zeitraum wurden 66 Schi�skollisionen registriert und un-
tersucht. Die meisten Kollisionen ereigneten sich im Nord-Ostsee-Kanal (NOK) (12
Fälle) gefolgt vom Hamburger Hafen (10 Fälle), Elbe (6 Fälle), Weser (4 Fälle) und
Kiel (3 Fälle). Insgesamt waren 16 Tankschi�e (davon ein Schubleichter) beteiligt.
Fünf Schi�e sind infolge der Kollision gesunken. Dabei verloren 3 Personen ihr Leben
im NOK und 1 Person auf der Unterelbe.
Am 5. Dezember 2012 ereignete sich eine schwerwiegende Schi�skollision der jüngs-
ten Zeit. Der erst 5 Jahre alte Autotransporter BALTIC ACE kollidierte mit dem
Containerschi� CORVUS J auf einer der meist befahrenen Schi�srouten der Welt
vor der niederländischen Küste. Die BALTIC ACE wurde im hinteren Bereich in
einem fast rechtwinkligen Kollisionswinkel getro�en und sank innerhalb kürzester
Zeit. Bei diesem Unfall verloren 11 Seeleute ihr Leben.
Die hier vorgestellten Daten und Unfälle spiegeln nur einen Bruchteil aller Schi�s-
kollisionen weltweit wieder. Sie machen aber deutlich, dass Schi�skollisionen im See-
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verkehr auftreten und auch mit modernster Technik o�ensichtlich nicht verhindert
werden können. In den letzten Jahren wurden eine Vielzahl neuartiger Schi�sseiten-
strukturen präsentiert, die im weiteren Teil dieser Arbeit noch behandelt werden.
Trotz ihrer Wirksamkeit wurden diese Konzepte nicht in die Realität umgesetzt,
mit Ausnahme von zwei 70 m langen Binnen-Gastanker mit Y-Shape-Sandwich und
zweier Bargen [36]. Es gibt mehrere Gründe, warum diese Konzepte keine Anwen-
dung gefunden haben. Die Konstruktion von Schi�en hat sich über Jahrhunderte
entwickelt und bewährt. Es birgt daher für Reeder ein schwer zu kalkulierendes wirt-
schaftliches Risiko, wenn er sich für eine innovative Struktur entscheidet. Konstruk-
tive Maÿnahmen sind in der Regel kostenintensiv in der Fertigung und erschweren
darüber hinaus die Wartung bzw. Inspektion von Bauteilen. Für Reedereien müssen
zusätzlich anfallende Kosten einen wirtschaftlichen Zusatznutzen mit sich bringen,
wie z.B eine Reduzierung der Versicherungskosten.

1.1. Problemstellung

Die vorliegende Arbeit ist im Rahmen des vom Bundesministerium für Wirtschaft
und Energie geförderten Verbundprojektes ELKOS Verbesserung der Kollisionssi-
cherheit durch Integration struktureller Maÿnahmen in die Leckstabilitätsberechnung
moderner RoRo-Fahrgastschi�e im Vorhaben Validierung von Kollisionsberechnun-
gen durch Groÿversuche an Konstruktionsvarianten von Seitenhüllen entstanden.
Sie beschäftigt sich mit der Problemstellung Schi�sseitenwände zu verstärken, um
die Sicherheit von Menschen auf See zu erhöhen und Umweltschäden zu vermeiden
bzw. zu minimieren. Um das Konzept für Reeder attraktiv zu gestalten und die Nach-
teile bereits untersuchter Strukturen wie die der Sandwich-Bauweise zu vermeiden,
müssen folgende Punkte berücksichtigt werden:

• kostengünstig in Fertigung und Betrieb

• keine Beeinträchtigung der Klassebesichtigung

• keine Schwächung der Schi�skonstruktion

Die Voraussetzung einer jeden Struktur, die sich im Markt erfolgreich durchset-
zen soll, ist eine günstige Auswirkung auf die Kosten. Um spätere Besichtigungen
für z.B. die Verlängerung der Klasse zu ermöglichen, darf ein potentielles Konzept
die Zugänglichkeit nicht beschränken. Um eventuelle Betriebsschäden zu vermeiden,
sollte eine Verstärkung die herkömmliche und bewährte Bauweise nicht beeinträch-
tigen.
Eine Lösung für die aufgeworfene Problemstellung bietet das Einbringen von Füll-
sto�en in die Doppelhüllen von Schi�en. Dieses ist kostengünstig, Befüllung bzw.
Entleerung sind durch Sauggeräte aus der Industrietechnik einfach und die Füllstof-
fe sind komplett von der herkömmlichen Struktur entkoppelt.
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1.2. Zielsetzung und Vorgehensweise

Für die Entwicklung dieses Konzeptes zur Verstärkung von Schi�sseitenhüllen ist
das Analysieren von bereits vorgestellten Konzepten von groÿer Bedeutung, um ent-
sprechende Vor- bzw. Nachteile in grundlegende Überlegungen ein�ieÿen zu lassen.
Das Ziel dieser Arbeit ist es, die Wirkung der Füllsto�e trotz fehlender Schubüber-
tragung experimentell nachzuweisen und durch validierte Simulationen auf Groÿ-
strukturen zu übertragen. Dabei stellt das Erfassen der Materialeigenschaften von
Stahl und Füllsto� sowie das Überführen dieser Eigenschaften in hoch nicht-lineare
Berechnungen mit Hilfe der Finite-Elemente-Methode (FEM) eine groÿe Herausfor-
derung dar.
Die vorliegende Arbeit trägt alle relevanten Kollisionsversuche der Vergangenheit in
Kapitel 2.1 zusammen, um eine Übersicht der Experimente und ihrer Versuchskon-
�guration zu erlangen. Diese Versuche hatten unterschiedliche Zielsetzungen.
Die Einführung und die schnelle Entwicklung der Computertechnik haben die Schwer-
punkte dieser Versuche immer weiter verschoben. In den Anfängen stand die Ent-
wicklung empirischer Methoden im Vordergrund. Gefolgt wurde diese Entwicklung
von halb-empirischen über analytische Methoden bis hin zu den ersten FEM-Program-
men. Anhand einer realen Schi�skollision im Hafen von Travemünde zwischen den
Fähren URD und NILS HOLGERSSON aus Kapitel 6 können diese drei Methoden
und somit der Stand der Technik aus den Epochen exemplarisch mit einander ver-
glichen werden.
Die rasante Entwicklung der Rechnerleistungen und Speicherkapazitäten macht eben-
falls das Entwickeln neuer Materialmodelle für Stahl und Füllsto� möglich. Das
Anwenden dieser Materialmodelle führt zu immer aufwendigeren Untersuchungen.
Ausgehend vom Werksto� Stahl basieren diese Materialmodelle auf den Grundlagen
der Flieÿtheorie. Die für das Verständnis dieser Arbeit relevanten Grundlagen wer-
den in Abschnitt 2.2.1 zusammengefasst.
Eine groÿe Herausforderung bei nicht-linearen Finite-Elemente Rechnungen (FE-
Rechnungen) stellt die Wahl eines Bruchkriteriums dar. Dieses Kriterium gibt vor,
bei welcher Bedingung, z.B. einer kritischen plastischen Bruchdehnung, Elemente zu
löschen sind. Groÿen Ein�uss auf diese Kriterien haben die verwendeten Elementkan-
tenlängen. Um realitätsnahe Berechnungsergebnisse zu erzielen, ist die Durchführung
von Zugversuchen an Materialproben unabdingbar, sie werden im Abschnitt 2.2.2 im
Einzelnen beschrieben. Die Zugversuche lassen sich durch Elementgröÿen von weni-
gen Millimetern in FE-Rechnungen überführen. Mit Hilfe von Kollisionsversuchen,
die dieser Arbeit zugrunde liegen, kann die Netzsensitivität in der Gröÿenordnung
von mehreren Zentimetern überprüft werden. Bei der Berechnung realer Kollisionen
muss über die Akzeptanz des Rechenaufwandes entschieden werden. Bei typischen
Berechnungen aus der Industrie werden Elementgröÿen von mehreren 100 mm ver-
wendet.
Die Unterschiede ausgewählter Bruchkriterien, die den Stand der Technik widerspie-
geln, lassen sich mit dem in Abschnitt 2.2.3 gegebenen theoretischen Hintergrund
verstehen. Zur Validierung bzw. Veri�zierung dieser Kriterien wurde eine Vielzahl
der in Kapitel 2.1 zusammengetragenen Kollisionsversuche verwendet. Zusammen-
fassend lässt sich festhalten, dass die älteren Kriterien für groÿe und die jüngeren
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Kriterien für kleine Elementkantenlängen gute Simulationsergebnisse liefern. Die-
ser Sachverhalt wird schematisch in Abbildung 1.2 dargestellt. Gegenwärtig wurde
noch kein Bruchkriterium für die Analyse von Schi�skollisionen vorgestellt, das ele-
mentkantenlängenunabhängig den gesamten Bereich aus Abbildung 1.2 numerisch
erfasst.

Abbildung 1.2.: Geltungsbereich gegenwärtiger Bruchkriterien

Durch einen Kollisionsversuch mit einer konventionellen Seitenhülle werden die
über Zugversuche bestimmten Materialkurven veri�ziert und ein neues, element-
kantenlängenunabhängiges Bruchkriterium aus der Automobilindustrie angewendet.
Damit kann die numerische Berechnung von den Flachzugproben über einen Kollisi-
onsversuch bis hin zur Simulation einer realen Kollision (mit vertretbarer Rechenzeit)
mit einem Kriterium abgedeckt werden.
Durch einen weiteren Kollisionsversuch mit vergleichbarer Stahlstruktur lässt sich
die Wirkung eines gewählten und eingebrachten Füllsto�es direkt bestimmen. Mit
Hilfe verschiedener Versuche an einzelnen Partikeln und an de�nierten Testvolumen
können die Materialparameter des Füllsto�es bestimmt und ebenfalls durch einen
Kollisionsversuch veri�ziert werden.
Mit den veri�zierten Berechnungen aus den beiden Kollisionsversuchen lassen sich
die Materialeigenschaften von Stahl und Füllsto� und ein gewähltes Bruchkriterium
auf Groÿstrukturen in Kapitel 6 übertragen. Hierfür wird ebenfalls die Kollision der
Fähren URD und NILS HOLGERSSON gewählt und durch ein weiteres Kollisions-
szenario zwischen einer freischwimmenden Schute und einem kleinem Frachtschi�
in Anlehnung an die Kollision der WILSON FEDJE und der JADE im Hamburger
Hafen ergänzt.
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2. Stand der Wissenschaft

Die Einstellung der Gesellschaft zum Umweltschutz hat sich in den letzten Jahrzehn-
ten grundlegend verändert. Der industrielle Fortschritt nach dem zweiten Weltkrieg
brachte eine Vielzahl an Fragen bezüglich der Sicherheit mit sich, wie z.B. der Kolli-
sionsschutz reaktorbetriebener Handelsschi�e. In den Anfängen lieÿ sich diese Frage
wegen der noch nicht existierenden Computertechnik ausschlieÿlich über Kollisions-
versuche beantworten. Mit der parallel zu den Versuchen fortschreitenden Compu-
tertechnik konnte bereits Ende der 1970er-Jahre durch Amdahl [5] eines der ersten
FE-Balken-Programme durch Kollisionsversuche validiert werden. Die rasante Ent-
wicklung der rechnergestützten Methoden zog bzw. zieht eine Weiterentwicklung der
numerischen Materialbeschreibungen nach sich. Die Grundlage für das nicht-lineare
Materialverhalten bildet dabei die Flieÿtheorie. Sie beschreibt den Zeitpunkt, bei
dem das Material vom elastischen in den plastischen Zustand wechselt. Zur nu-
merischen Beschreibung des plastischen Verhaltens von Stahl, müssen s.g. wahre
Spannungsdehnungskurven und für den Füllsto� z.B. eine Kurve zum Beschreiben
des volumetrischen σ − ε− Verhaltens generiert werden.
Dem Werksto� Stahl muss zusätzlich vorgegeben werden, wann seine plastische
Bruchdehnung erreicht ist und es zum Zerbersten eines Bauteils kommt. Hierzu
wurden Bruchkriterien für Schi�skollisionen entwickelt. Die ersten Bruchkriterien
beschränkten sich überwiegend auf den biaxialen Spannungszustand (Membranspan-
nung) und einer groben Vernetzung. Dieser Entwicklung folgten Bruchkriterien, die
den triaxialen Spannungszustand (Schub-, Zug- und Membranspannung) abbilden
können, jedoch nur für kleine Elementgröÿen gute Ergebnisse liefern. Zur Validierung
dieser Bruchkriterien wurde eine Vielzahl der Kollisionsversuche aus der Vergangen-
heit verwendet.

2.1. Kollisionsversuche der Vergangenheit

Die strukturelle Verstärkung der Auÿenhaut war Zielsetzung mehrerer Forschungs-
vorhaben in der Vergangenheit. So wurden in den 1950er und 1960er Jahren in
mehreren Ländern Kollisionsgroÿversuche durchgeführt, die im Mittelpunkt der For-
schung für reaktorbetriebene Handelsschi�e standen und das Ziel verfolgten, das
Eindringen des aktiven Kollisionsgegners in den Reaktorbereich zu verhindern.
Die verheerenden Tankerunglücke der 1980er und 1990er Jahren führten wegen ihrer
Umweltkatastrophen zum grundsätzlichen Umdenken im Umweltkonzept der Inter-
national Maritime Organization (IMO). Nach der verp�ichtenden Einführung einer
Doppelhülle für neue seegehende Tankschi�e im Jahre 1993 wurden in drei interna-
tionalen Verbundvorhaben von 1995 bis 2004 Grundberührungs- und Kollisionsver-
suche in den Niederlanden durchgeführt. Um die Strukturmechanik genauer betrach-
ten zu können, wurden von verschiedenen Institutionen zahlreiche Versuche an stark
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vereinfachten Schi�sseitenwänden mittels Penetration durch Prüfstempel durchge-
führt.
Numerische Simulationen in Form von FE-Berechnungen sind heutzutage Stand der
Technik und ermöglichen den Ingenieuren die Entwicklung und Bewertung unter-
schiedlichster Strukturen. Bei den nicht-linearen Berechnungen treten jedoch auch
heute noch groÿe Abweichungen zu realen Strukturen auf. Um nicht nur qualitati-
ve, sondern auch quantitative Aussagen tre�en zu können, sind Versuche zwingend
erforderlich.
Schi�skollisionen ziehen in den meisten Fällen verheerende Folgen für Mensch und
Umwelt nach sich und haben in der Regel technisches oder menschliches Versagen
als Ursache. Auf Letzteres haben Ingenieure keinen Ein�uss, aber sie können durch
strukturelle Überlegungen Prävention betreiben. Die Zielsetzungen, mit denen die-
se aufwendigen Kollisionsversuche durchgeführt wurden, haben sich in den letzten
Jahrzehnten stark verschoben. Somit dienten die ersten Kollisionsversuche zur Ent-
wicklung rein empirischer Methoden wie z.B. die von Minorsky [71], gefolgt von
halb-empirischen Methoden wie z.B. die von Reckling [84], mit denen sich der Ver-
sagensmechanismus vorhersagen lässt. Den gegenwärtigen Wissenschaftlern stehen
bereits entwickelte numerische Berechnungsmethoden zur Verfügung. Aktuelle Ar-
beiten legen ihren Fokus überwiegend auf die Strukturmechanik und basieren auf
dem Werksto�verhalten. Sie orientieren sich immer mehr in Richtung mikroskopi-
scher Betrachtung des Materials wie z.B. Törnqvist [99]. Zum Erreichen der zuvor
beschriebenen Ziele mussten und müssen immer noch aussagefähige Messwerte ge-
neriert werden, die die Berechnungen absichern.

2.1.1. Für die Sicherheit reaktorbetriebener Schiffe

Untersuchungen von Schi�skollisionen standen in den 1950er und 1960er Jahren zur
Zeit der Einführung reaktorbetriebener ziviler Handelsschi�e stark im Vordergrund
der Wissenschaft. Eine Darstellung der damaligen Denkweise über reaktorbetriebene
Handelsschi�e sowie eine gute Übersicht über die durchgeführten Versuche können
in [109], [110] gefunden werden. Man ging davon aus, dass sich die Kernenergie bei
Handelsschi�en auf breiter Basis durchsetzt und bis zum Jahr 2000 ca. 280 Schi�e
mit Reaktorantrieb gebaut werden. So führte man in Japan ab 1958 die ersten Kol-
lisionsversuche mit einem Pendelschlagwerk durch. In den anfänglich mittelgroÿen
Experimenten wurden sehr vereinfachte Vorschi�s- und Seitenmodelle untersucht.
Die Modelle wurden gröÿer und ein Tanker von 45.000 tdw im Maÿstab 1:20 getestet.
Überwiegend führte man statische Versuche durch, auch mit der Struktur des ersten
japanischen Atomschi�es MUTSU im Maÿstab 1:15 und letztendlich auf einem neu-
en Versuchsstand für dynamische Experimente sogar mit einem Modellmaÿstab von
1:10 (Modellanzahl > 40). Italien führte von 1963 bis 1970 Kollisionsversuche auf ei-
ner etwas gröÿeren dynamischen Anlage durch und testete bereits Modelle in starker
Anlehnung an eine reale Schi�sgeometrie. Auch hier wurden die Maÿstäbe 1:15 und
1:20 gewählt (Modellanzahl = 24). In England wurden vier statische Zerstörungsver-
suche an gebauten einzelnen Schi�sdecks in Maÿstab 1:4 und 1:8 durchgeführt. Ab
1963 hat man sich auch in der Bundesrepublik Deutschland mit der experimentellen
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Prüfung von Schi�sseitenhüllen im Zusammenhang mit dem Bau der OTTO HAHN
befasst. Von 1964 bis 1966 wurden erste Detailversuche gefahren. Von 1967 bis 1976
erfolgen 12 Kollisionsversuche in den Maÿstäben 1:7,5 und 1:12 mit Variation von
Buggeometrien und Schi�sseitenwände (Modellanzahl = 12).
Bei der Entwicklung der oben erwähnten Methode von Minorsky kam man überein,
dass es aufgrund der Komplexität eines unelastischen Stoÿes einer Kollision besser
sei, eine halb-analytische Methode zu entwickeln, die sich auf wirkliche Kollisionen
(50 Stück) stützt [71].
Im ersten Teil der Studie wurde die nachstehende Gleichung 2.1 entwickelt, die an-
gibt, wieviel der kinetischen Energie (äuÿere Kollisionsmechanik) bei einer Kollision
umgewandelt wird. Es handelt sich um die Di�erenz der Energien des rammenden
Schi�es und des gerammten Schi�es unmittelbar vor der Kollision und der Energie
die die Schi�e nach einem voll-plastischen Stoÿ noch besitzen.

∆Ekin =

(

∆A ·∆B

1, 43 ·∆B + 2 ·∆A

)

(vB · sin Θ)2
[

t kn2
]

(2.1)

Diese Di�erenz ist bei einem voll-plastischen Stoÿ betragsmäÿig durch die Konstruk-
tion beider Schi�e dissipiert worden. Dabei wurde eine hydrodynamische Zusatzmas-
se von 40% des gerammten Schi�es angenommen.
Die verwendeten Abkürzungen können der Tabelle 2.1 entnommen werden.

Tabelle 2.1.: Berechnung der dissipierten kinetischen Energie

∆A [t]
Verdrängung des gerammten

Schi�es zum Zeitpunkt der Kollision

∆B [t]
Verdrängung des rammenden

Schi�es zum Zeitpunkt der Kollision

vB [kn]
Geschwindigkeit des rammenden

Schi�es zum Zeitpunkt der Kollision

∆Ekin [t kn2] dissipierte kinetische Energie bei der Kollision

Θ [◦]
Kollisionswinkel

bezogen auf das gerammte Schi�

Im zweiten Teil der Studie wird die durch die plastische Umformung (innere Kol-
lisionsmechanik) der im Kollisionsbereich be�ndlichen Bauteilen beider Schi�e mit
Hilfe einer Widerstandskennzahl RT ermittelt. Dabei wird die Auÿenhaut des ge-
rammten Schi�es vernachlässigt, auÿer es wird im spitzen Winkel getro�en. Auch
das normale Spantensystem wird nicht berücksichtigt, auÿer es ist verstärkt ausge-
führt worden. In diesem Zuge wird nach [71] die Widerstandskennzahl RT aus den
folgenden Bauteilen berechnet, die die Verformungsenergie (zerstörtes Volumen) auf-
genommen haben.
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1. Decks, Zwischendecks, groÿe Stringer, Doppelboden im rammenden und ge-
rammten Schi�

2. Querschotte, Querwände, groÿe Rahmen im gerammten Schi�

3. Längsschotte, Längswände im rammenden Schi�

4. Anteile der Auÿenhaut, wenn sie in Längsrichtung der Belastung liegen

Die Widerstandskennzahl wird nach Ausdruck 2.2 berechnet.

RT =
N
∑

1

PNLN tN +
n

∑

1

PnLntn
[

m3
]

(2.2)

Die verwendeten Abkürzungen können der Tabelle 2.2 entnommen werden.

Tabelle 2.2.: Für die Widerstandskennzahl verwendete Abkürzungen

ra
m
m
en
de
s

Sc
hi
�

PN [m] Tiefe der Beschädigung im N. Bauteil

LN [m]
Länge bzw. Höhe der Beschädigung des

N. Bauteils

tN [m] Materialstärke des N. Bauteils

ge
ra
m
m
te
s

Sc
hi
�

Pn [m] Tiefe der Beschädigung im n. Bauteil

Ln [m]
Länge bzw. Höhe der Beschädigung

des n. Bauteils

tn [m] Tiefe der Beschädigung im n. Bauteil

Die empirische Beziehung zwischen der dissipierten kinetischen Energie und der
Widerstandskennzahl ergibt sich nach Gleichung 2.3.

EDef = 46 ·RT

[

MJ/m3]+ 32 [MJ] (2.3)

Die Methode liefert für groÿe Energieeinträge die besten Ergebnisse.

Aufgrund politischer Widerstände in den Ländern der anzulaufenden Häfen wur-
de ein wirtschaftlicher Betrieb von nuklear angetriebenen Handelsschi�en unmög-
lich. Mit der Auÿerdienststellung des amerikanischen Fracht- und Fahrgastschi�es
SAVANNAH und dem Umbau der OTTO HAHN mit einem konventionellen Die-
selantrieb in den 1970er-Jahren war das Ende für reaktorbetriebene Handelsschi�e
besiegelt. Schi�skollisionsversuche spielten danach zunächst nur noch eine unterge-
ordnete Rolle in der Forschung.
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2.1.2. Für die Sicherheit von Offshore-Plattformen

In den 1960er-Jahren begann die Ölexploration in der Nordsee. Die Förderung be-
gann 1971 und wurde nach der Ölkrise von 1973 stark ausgebaut. Steigende Ölpreise
rechtfertigten die hohen Investitionskosten. Zwischen 1970-1980 sind weltweit 9 Kol-
lisionen zwischen Schi� und O�shore-Plattform mit schweren strukturellen Schäden
und 114 mit geringeren Schäden dokumentiert worden [95]. Um die Energiedissipa-
tion von Vorschi�s- und Hinterschi�skonstruktionen sowie die Rohrkonstruktionen
von O�shore-Plattformen zu identi�zieren und zu beschreiben, wurde in Norwegen
ab 1977 das Versuchswesen systematisiert. Nach Amdahl wurden folgende Versuche
durchgeführt

• Bug gegen starren Gegner

• Heck gegen starren Pfeiler

• Bug gegen Teil einer Rohrkonstruktion

• starrer Bug gegen ein Teil einer Rohrkonstruktion

und in [5] sehr detailliert beschrieben. Die Versuchsanlage bestand aus einem
Rahmen, auf dem ein Hydraulikzylinder sowie ein Gegenlager montiert wurden. Die
quasi-statischen Versuche hatten eine Geschwindigkeit von 0,15 mm/s und die dy-
namischen Versuche von 10 mm/s.
Für den Versuch von -Bug gegen starren Gegner - wurden sechs verschiedene verein-
fachte Strukturen ohne Bugwulst mit unterschiedlichen Aussteifungen untersucht.
Sie besaÿen eine Modellkörperlänge von 480 bis zu 720 mm und besaÿen Plattendi-
cken von 2 bis 3 mm. Es konnten Kräfte bis ca. 1.000 kN gemessen werden.
Auch das Falten von vereinfachten Bugwulstgeometrien mit Ringsteifen und ähnli-
cher Modellkörperlänge wurde auf der Anlage untersucht. Vier zylindrische Versuchs-
körper mit einem Durchmesser von 400 mm wurden aus 12 mm dicken Rohrstücken
gefertigt. Ziel war es, vier Geometrien mit möglichst wenigen Imperfektionen (z.B.
Schweiÿnähte) mit Wandstärken zwischen 0,97 bis 1,22 mm zu generieren. Zusätzlich
untersuchte man noch fünf zylindrische Modellkörper aus 2 mm dicken rundgeform-
ten Platten mit Längsschweiÿnähten. Der Ringsteifenabstand variierte zwischen 23
und 117 mm. Die gesamten Strukturen wurden zusätzlich spannungsarm geglüht.
Es konnten Kräfte bis 158,2 kN gemessen werden.
Neben den zylindrischen Buggeometrien wurden auch drei elliptische Querschnitte
experimentell untersucht. Die Versuchskörper hatten die Längen 420 und 620 mm.
Ein Modellkörper lief über eine Länge von 440 mm konisch zu. Alle Modelle besaÿen
Ringsteifen mit jedoch unterschiedlichen Längsbauteilen. Die Plattendicken lagen
ebenfalls bei 2 und 3 mm. Die maximale Druckkraft betrug 1.600 kN.
Für die Versuche -Heck gegen starren Pfeiler - wurden zwei vereinfachte Heckgeome-
trien mit einem Halbkreis (Radius 240 mm) der Plattendicke von 4 mm untersucht,
die mit fünf Längsbauteilen der Plattendicke von 2 mm ausgesteift waren. Der starre
Eindringkörper hatte einen Radius von 1 m. Die Versuchsgeschwindigkeit betrug für
den statischen Versuch 0,15 mm/s und für den dynamischen 70 mm/s. Die auftre-
tenden Kräfte lagen bei über 800 kN.
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In der Testreihe -Bug gegen Teil einer Rohrkonstruktion- wurden zwei Versuche
durchgeführt. Die von einer eisverstärkten Konstruktion abgeleitete Bugstruktur
hatte eine Auÿenhautdicke von 2 mm. Die Modelle besaÿen jeweils ein Stringer-
deck und mehrere Flachstahlpro�le als Querspanten und als Längsbauteile. Für die
beiden Versuche wurden zwei Rohre mit dem Durchmesser von 159 mm und den
Plattendicken von 5 mm und 6,5 mm in einem Abstand von 600 mm aufgelagert
und mittig penetriert.
Es wurden insgesamt 15 statische und dynamische Versuche für -starrer Bug ge-
gen ein Teil einer Rohrkonstruktion- mit einer Geschwindigkeit von 0,15 mm/s und
54 mm/s gefahren. Der eindringende starre Körper hatte eine rechteckige Geometrie.
Die Rohrquerschnitte variierten zwischen 63 mm und 125 mm und die Plattendicken
zwischen 2,0 bis 3,2 mm. Die Rohre hatten eine Länge von knapp 1,3 m und wurden
in sechs Versuchen fest eingespannt und in neun Versuchen horizontal frei gelagert.
Durch die norwegischen Versuche konnte die Energieabsorption der Basiselemen-
te schi�baulicher Konstruktionen und Rohrkonstruktionen experimentell ermittelt
werden. Durch die Ergebnisse konnten bestehende Entwurfsrichtlinien überprüft/
bewertet und neue Entwurfsempfehlungen ausgesprochen werden, halb-empirische
Methoden und fundamentale Methoden der Kontinuumsmechanik veri�ziert sowie
ein vereinfachtes FE-Balken-Programm validiert werden. Durch den direkten Ver-
gleich der Ergebnisse aus den dynamischen und den statischen Versuchen war dar-
über hinaus der Ein�uss der Dehnungsgeschwindigkeit experimentell ermittelbar.
Bei den dynamischen Versuchen liegt das Kraftniveau um 10% höher als bei den
statischen Versuchen.

2.1.3. Für die Sicherheit von Brückenkonstruktionen

Anfang der 1980er Jahre erforderte die steigende Anzahl an vorgelagerten Terminals
an den Küsten sowie von Brücken im o�enen Wasser (z.B. Belte und Sund) kollisi-
onssicherere schi�bauliche Konstruktionen. Analysen zur Verbesserung der Verkehrs-
situation hinsichtlich der Kraftsto�ersparnis in Japan führten zum Brückenbau von
Honshu zur Insel Shikoku. Nicht nur die schi�baulichen Strukturen, sondern auch
das Abfendern der Brückenpfeiler wurde experimentell (statisch) auf einer Anlage
mit einem max. Kraftniveau von 3.000 kN untersucht, siehe Nagasawa et al. [72].
Die Modelle wurden von Bugstrukturen im Maÿstab 1:4 eines 500 GT groÿen Schif-
fes mit einem geraden und einem schrägen Steven abgeleitet und im Winkel von 90◦

gegen eine starre Platte gefahren. Die Bugstrukturen besaÿen Stringerdecks, Quer-
spanten und hatten im vorderen Bereich Bugbänder.
Als zusätzliche Bugstruktur wurde ebenfalls ein Bug mit geradem Steven, jedoch im
Maÿstab 1:8 eines 4.000 GT groÿen Schi�es gegen eine starre Platte gedrückt.
Die Schi�sseitenmodelle wurden im Maÿstab 1:11 von einem 4.000 GT groÿen Schi�
abgeleitet. Es wurden insgesamt fünf Seitenmodelle getestet, in denen die Anordnung
der Steifen, die Plattendicken aller Bauteile und der Radius des starren Brücken-
pfeilers variiert worden sind, siehe Tabelle 2.3.
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Tabelle 2.3.: Materialstärken der Seitenhüllenmodelle aus [72]

Nr. Testserie
Plattendicke [mm]

Radius des Pfeilers [mm]
Auÿenhaut Deck Spanten

TR-1 Quersteifen 1,2 1,2 1,6 450

TR-2 Quersteifen 1,6 1,6 2,3 450

TR-3 Quersteifen 1,2 1,2 1,6 300

LG-4 Längssteifen 1,6 1,6 1,2 450

LG-5 Längssteifen 1,6 1,6 1,2 450

Um bei einer Kollision Energie durch einen Brückenpfeiler absorbieren zu können,
wurden vier verschiedene Fenderstrukturen untersucht. Dazu sind zwei stählerne
Zellstrukturen (grob/ fein) ohne Schaumsto� und zwei Zellstrukturen mit Schaum-
sto� untersucht worden. Das Modell hatte die Maÿe von ca. 1,4 x 0,6 x 0,6 m - ohne
Einspannvorrichtung. Die grobe Zelle wurde der Länge nach in fünf Zellen und der
Breite und Höhe nach in 2 Zellen unterteilt, die Plattendicke betrug 1,6 mm. Die
feinere Zelle unterschied sich nur bei der Zelleinteilung der Länge nach, nämlich in
sieben Zellen.
Die dritte Zellstruktur wurde der Länge nach ebenfalls in 5 Zellen, aber der Höhe
nach in nur eine Zelle unterteilt und mit Polyurethanschaumblöcken versehen.
Die vierte getestete Struktur bestand nur aus einer Auÿenhaut und einem Polyure-
thanschaumblock.
Damit wurden erstmals Stahlstrukturen mit Schaumblöcken experimentell unter-
sucht. Frühere Versuche mit einer Schaumfüllung sind nicht bekannt.
Die vier Fenderstrukturen wurden mit drei unterschiedlichen Bugmodellen getestet.
Die verformbaren Bugmodelle hatten ein Stringerdeck bzw. zwei Stringerdecks und
das starre Bugmodell wies eine Plattendicke von 19 mm auf.
Für die Versuche zwischen Brückenpfeiler und Schi� wurde eine halbzylindrische
Struktur (Innenradius=300 mm/ Auÿenradius=750 mm) einmal in Zellenstruktur
und ein zweites Mal mit einem Polyurethanschaumblock versehen und mit jeweils
einer starren und einer verformbaren Schi�sseitenstruktur getestet.
Durch die o.g. Versuche konnten analytische Formeln zur Vorhersage von Kollisions-
kräften und den dazugehörigen Energien hergeleitet bzw. angewendet werden, die die
Versuchsergebnisse hinreichend gut wiedergeben. Die vom Fendersystem absorbierte
Energie kann über die Eindringtiefe ermittelt und die maximal von der Bugstruk-
tur bzw. Seitenstruktur zu ertragenden Kollisionskräfte bestimmt werden. Somit
lassen sich die Versuchsergebnisse auf Groÿstrukturen übertragen, die Plattendicken
der Stahlstruktur und die Eigenschaften des Polyurethanschaumblocks variieren und
bewerten. Die vorgestellte Methode lässt sich für Schi�sgröÿen von 500 bis 4.000 GT
anwenden, die typisch für Küstenregionen sind.
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2.1.4. Zu Zeiten der MARPOL 73/78 Weiterentwicklung in der

IMO

In dem zuvor beschriebenen Zeitraum kam es weltweit zu mehreren schweren See-
unfällen mit Tankschi�en, die die Weiterentwicklung des Regelwerks der IMO maÿ-
geblich bestimmt haben. In dem Übereinkommen OILPOL 1954 wurden erstmals
betriebliche Belange geregelt, die z.B. die Abgabe von Waschwasser aus Ladetanks
in Küstennähe verboten. Nachdem anschlieÿend die Frage der Haftung im Falle einer
Havarie geklärt war, wurde 1965 ein Unterkommitee eingerichtet, das sich erstmals
mit bauliche Fragen beschäftigte. Mit der Havarie der TORREY CANYON 1967,
bei der das Schi� wegen eines nautischen Fehlers auf ein Ri� zwischen Lands End
und den Scilly-Inseln lief, zerbrach und dadurch einen Ölaus�uÿ bisher unvorstell-
baren Ausmaÿes auslöste, kam es erstmals an den Küsten Englands und Frankreichs
zu groÿen Umweltschäden. Dieser Unfall beschleunigte den Ausbau des Regelwerkes,
der auf OILPOL 54 aufsetzte. Mit dem neuen Übereinkommen MARPOL 1973 wur-
den Überwachungssysteme vorgeschrieben sowie stringente Regeln für das Einleiten
von Flüssigkeiten in das Meer für bestimmte Seegebiete festgelegt. Darüber hinaus
wurde erstmals eine bauliche Vorschrift eingeführt, die das Trennen von Lade- und
Ballasttanks für neue Tankschi�e gröÿer 70.000 tdw vorschrieb. Im Zeitraum 1976-
1977 kam es in der Nähe und in den Seegebieten der Vereinigten Staaten von Amerika
zu Unfällen, wie z.B. das Stranden und Zerbrechen der ARGO MERCHANT (1976).
Das Verlangen nach weiteren Regularien wurde gröÿer und führte zur Erweiterung
des MARPOL-Übereinkommens in 1978. Fortan mussten alle neuen Tanker bereits
ab einer Gröÿe von 20.000 tdw sowie Produktentanker ab 30.000 tdw getrennte
Lade- und Ballasttanks haben. Des Weiteren mussten die Ballastwassertanks so an-
geordnet sein, dass diese eine schützende Wirkung auf die Laderäume im Fall einer
Kollision oder Strandung haben und dadurch den Aus�uss der Ladung vermeiden/
minimieren. Nur einen Monat nach dem Beschluss lief die AMOCO CADIZ an der
Küste der Bretagne auf Grund und bescherte Frankreich die bisher gröÿte Umwelt-
verschmutzung weltweit. Dieser erneute Unfall machte noch einmal deutlich, dass die
Welt die zuvor beschlossene Erweiterung dringend brauchte. Am 2. Oktober 1983
trat das Übereinkommen MARPOL 1973/78 in Kraft.
Die im Tankschi�bau seinerzeit marktführenden Japaner hatten ein groÿes Interes-
se an der Sicherheit dieser Schi�e und führten die wissenschaftlichen Arbeiten mit
ihren Experimenten an. So wurden Tests zur Untersuchung von niederenergetischen
Schi�skollisionen durchgeführt.
Neben fundamentalen Drei-Punkt-Biegeversuchen an Doppel T-Trägern zur Ermitt-
lung des Rissbeginns wurden Versuche an lokalen Ausschnitten einer Seitenhülle im
Maÿstab 1:2 durchgeführt, um Details evaluieren zu können. Dazu wurden vier ver-
schiedene Szenarien untersucht, bei denen die Auftre�stelle wie folgt variiert wurde:

• auf einen Rahmen

• zwischen zwei Rahmen

• auf einer Längssteife

• zwischen zwei Längssteifen
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Einen Überblick über die Dimensionen gibt Tabelle 2.4. Detailliertere Angaben
können aus [38] und [31] entnommen werden. Das Bugwulstmodell hatte einen gleich-
bleibenden keilförmigen Querschnitt mit einer Grund�äche von 1.200 x 820 mm,
einer Höhe von 560 mm und einem Radius von 150 mm für den Steven.

Tabelle 2.4.: Dimensionierung der Seitenhüllenmodelle aus [38]

Länge [mm] Breite [mm]
Plattendicken [mm] Abstände [mm]
Auÿenhaut Rahmen Spanten Rahmen

3.600 1.000 8 6 400 1.200

Zusätzlich wurden drei verschiedene Groÿ-Kollisionsversuche durchgeführt, um die
auftretenden gesamten Deformationen aller Bauteile der Modelle zu untersuchen. Die
Anlage bestand aus einem Testrahmen, an dem ein Hydraulikzylinder befestigt war,
der die Last auf die Bugwülste ausübte. Dabei wurden zwei unterschiedliche Bug-
modelle mit einer Länge von knapp 2 m und Plattendicken zwischen 1,8 und 2,3 mm
gegen eine starre Platte gefahren und ein starrer Bug mit einer Länge von ca. 0,6 m
ohne Wulst in eine Seitenhülle gedrückt. Das erste Bugmodell besaÿ keinen Bugwulst
(aber schrägen Steven) und wurde im Maÿstab 1:5 von einem 17.000 tdw groÿem
Frachtschi� in Querspantbauweise abgeleitet. Es besaÿ mehrere Stringerdecks und
Querspanten. Der zweite Modellkörper wurde im Maÿstab 1:10 eines 80.000 tdw
groÿen Öltankers in Längsspantbauweise abgeleitet und hatte einen vereinfachten
Bugwulst und den Ansatz eines schrägen Stevens. Der Bug war mit Bugbändern
und Stringerdecks versehen.
Der Modellkörper der Seitenhülle wurde im Maÿstab 1:10 in Anlehnung an einen
groÿen Doppelhüllentanker gefertigt und repräsentierte einen Laderaum in Quer-
spantbauweise. Die Hauptabmessungen waren ca. 5,0 x 1,0 x 2,7 m mit einem Spant-
abstand von 480 mm. Es wurden Plattendicken von 2,3 und 1,8 mm verwendet. Die
max. auftretende Kraft für das Bugmodell ohne Wulst betrug ca. 1.100 kN, mit
Bugwulst ca. 1.320 kN und für das Doppelhüllenmodell 570 kN.
Die Versuchsergebnisse sind u.a. von Amdahl [5] zur Validierung seiner Methoden
(s.o.) verwendet worden.
Neben den Kollisionsversuchen wurden auch fünf Grundberührungsversuche durch-
geführt, bei denen drei Versuche starke Parallelen zu typischen Kollisionsversuchen
aufwiesen, siehe Arita et al. [8]. In diesen drei Versuchen wurden verschachtelte Dop-
pelbodenstrukturen untersucht, die eine quadratische Grund�äche von 1.4 m hatten.
Variiert wurde die Anzahl der Längs- und Querbauteile, ihr Abstand zueinander so-
wie die Plattendicke (3,2 bis 4,5 mm). Der Eindringkörper war ein starrer Kegel der
mittig in die Modellkörper gedrückt wurde.
Die Versuche dienten vorwiegend der Validierung von FE-Modellen, die bereits mit
dem kommerziellen Programm MARC von Arita et al. berechnet wurden. Darüber
hinaus fanden sie auch ca. 10 Jahre später bei Paik et al. [77] zur Validierung ei-
nes geschriebenen FE-Programmes (SCOL) Verwendung. Die gesammelten Berech-
nungserfahrungen wurden anschlieÿend auf eine numerische Kollision zwischen einem
sehr groÿen Tankschi� (VLCC) und einem rammenden Containerschi� angewendet.
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2.1.5. Im Zeitraum des Oil Pollution Act

Aufgrund groÿer Umweltschäden durch Ölverschmutzungen, hervorgerufen durch
Kollision, Grundberührung, technische Defekte oder Materialermüdung, wurden er-
neut verschiedene Verstärkungen von Schi�sseitenwänden gegen Kollision unter-
sucht. Die Liste der Unfallereignisse ist umfangreich und kann dem Anhang A2
entnommen werden.
1990 stellten die Vereinten Staaten von Amerika ihren Oil Pollution Act vor, nach
dem alle Tankschi�e, die amerikanische Häfen anlaufen wollen, eine Doppelhülle ha-
ben müssen. Den IMO-Mitgliedern stellte sich die Frage, wie man diesen Vorstoÿ der
USA in das Regelwerk implementieren kann. Bei der Ölindustrie stieÿ er hinsichtlich
der P�icht zur Nachrüstung vorhandener Schi�e auf groÿen Widerstand.
In den 1990er Jahren wurden in Amerika neun Versuche mit einer skalierten Doppel-
hülle durchgeführt, diese sind von Wang et al. [104] und Wu et al. [111] ausführlich
beschrieben worden.
Die Strukturen bestanden aus normalfestem Schi�baustahl mit einer Plattendicke
von 2,3 mm. Der eigentliche Modellkörper wies die Maÿe 1,0 x 1,0 m auf. Der starre
kegelförmige Eindringkörper besaÿ einen Ö�nungswinkel von 90◦ mit unterschied-
lichen Radien im Vorderteil. Die verschachtelten Modellkörper wurden längs und
quer im Abstand von 200 mm ausgesteift. Die Auftre�stelle variierte: mittig in die
Modellkörper, mittig auf ein Längs- bzw. Querbauteil sowie auf die Kreuzungsstelle
von Längs- und Querbauteilen.
Ziel dieser Versuche war es, die Ergebnisse für unterschiedliche Versagensszenarien
zusammenzustellen, eine theoretische Methode zur Bestimmung des primären Ver-
sagensmechanismus einzelner struktureller Bauteile sowie eine analytische Methode
zur Bestimmung des Verhaltens der Doppelhülle zu entwickeln.
1992 gab es eine erneute Erweiterung des IMO-Regelwerkes, die im Juli 1993 in
Kraft trat. Diese Erweiterung besagt, dass alle Schi�e, die am oder nach dem 6. Juli
1993 bestellt werden, eine Doppelhülle oder ein vergleichbares Design haben müs-
sen. Bestehende Einhüllen-Schi�e sind dreiÿig Jahre nach ihrer Ablieferung auÿer
Dienst zustellen. Die Legitimität vergleichbarer Designs stellt Wissenschaftler vor
neue Aufgaben und erfordert experimentelle Untersuchungen. Der Untergang der
ERIKA im Dezember 1999 vor der bretonischen Küste führte zu einer Verkürzung
der Betriebszeit von Einhüllen-Tankern. Ein neuer Beschluss besagt, dass ab 2015
nur noch Doppelhüllen-Tanker (oder mit vergleichbarem Design) eingesetzt werden
dürfen.
In Norwegen wurden von Amdahl und Kavlie [6] vier Grundberührungsversuche im
Maÿstab 1:5 mit zwei unterschiedlichen Strukturen eines Doppelbodens untersucht,
um die Komplexität eines solchen Vorganges experimentell und numerisch zu un-
tersuchen. Die nachstehenden Modelle wurden von Törnqvist [99] und Alsos [4] zur
Veri�zierung ihrer Berechnungsmethoden herangezogen, die im weiteren Verlauf der
Arbeit vorgestellt werden. Der Prüfstempel wird durch einen Hydraulikzylinder mit
einer Kapazität von 2.500 kN in den Versuchskörper hinein gedrückt. Die Plattendi-
cken der Versuchsmodelle betrugen 3 und 4 mm. Sie hatten eine Grund�äche von 2,7
x 2,7 m und einen Abstand zwischen der Auÿenhaut und Innenhülle von 500 mm.
Die Modellkörper unterschieden sich nur in der Kon�guration der Steifen, Längs-
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und Querbauteile. Auch hier wurde die Auftre�stelle variiert: Mitte Versuchskörper,
auf ein Querbauteil tre�end.
In Japan sind über sieben Jahre Projekte zur Steigerung der Tankersicherheit gegen
Kollision und Grundberührung von 1991-1997 durchgeführt worden.
1991 wurden in einem Verbundvorhaben zwischen Japan und den Niederlanden vier
Groÿkollisionsversuche durchgeführt [100], [102]. Die Versuche standen unter der
Leitung des Centre for Mechanical Engineering of the Netherlands (CNC-TNO) in
den Niederlanden.
Für die Versuche sind zwei Binnentanker BORIS und RANCO modernisiert worden.
Beide Binnentanker hatten eine Länge von ca. 80 m und eine Verdrängung von ca.
1.000 t. Der Bug des aktiven Kollisionspartners (RANCO) kann als starr angese-
hen werden. Die Versuche wurden unter einen Kollisionswinkel von 90◦ mit einer
Geschwindigkeit um 16 km/h durchgeführt. Das Versuchsprogramm umfasste drei
verschiedene Seitenhüllenstrukturen.

• Einfache Hülle (Test 1 u. 2)

• Doppelhülle mit Stringer (Test 3)

• Doppelhülle mit Stringerdeck (Test 4)

Die Modelle der Doppelhüllen wurden in die bestehende Schi�sstruktur des ge-
rammten Schi�es installiert und werden in [102] gra�sch dargestellt. Es ist eine max.
Kollisionskraft von 5.395 kN aus Test 3 bekannt.
Zusätzlich führte die japanische Organisation ASIS mehre dynamische und quasi-
statische Versuche im Labor von Mitsubishi Heavy Industries in Nagasaki durch.
Die Prüfanlage bestand aus einem starren Eindringkörper mit einem Gewicht von
8,44 t, der über ein Schienensystem vertikal geführt wurde. Die Freifallhöhe für die
dynamischen Versuche betrug ca. 4,9 m und hatte somit eine Aufprallgeschwindig-
keit von 10 m/s, siehe Kitamura [49]. Die zu untersuchenden Strukturen wurden von
einem typischen VLCC abgeleitet.
Die dynamischen Fallversuche sind zur Entwicklung neuer schi�baulicher Seiten-
konstruktionen bei gleichzeitiger Ermittlung der Dehngeschwindigkeit des Materials
durchgeführt worden. Es wurden die unterschiedlichen Versagensmechanismen aus-
gesteifter Paneele im Maÿstab 1:2 untersucht [50]. Die Untersuchung beinhaltet zum
einen ein Sandwich-Paneel mit 60◦ schrägen Steifen und zum anderen ein gesicktes
Plattenfeld.
Analog zu den bereits erwähnten niederländischen Kollisionsversuchen wurden zwei
unterschiedliche Schi�sseitenmodelle statisch und dynamisch mit 3-4 Stöÿen im Maÿ-
stab 1:2 getestet, siehe Nakamura [73]. Die beiden Grundmodelle bestanden aus:

• Längsspant und zwei Rahmen

• Auÿenhaut, Stringerdeck mit Steifen, Rahmen

Es wurde die Anordnung der Steifen auf den Rahmen und auf den Stringerdecks
systematisch variiert sowie die Auftre�stelle der Kollision. Es gab Versuche, bei de-
nen der Auftre�punkt direkt zwischen den beiden Rahmen lag, und Versuche, bei
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denen der Eindringkörper die Rahmen getro�en hat.
In den dynamischen Fallversuchen konnte experimentell ermittelt werden, dass die
Seitenhüllen 10 bis 30% mehr Energie aufnehmen konnten. Die gemessenen Kolli-
sionskräfte sowie Schi�sbewegungen wurden zum Evaluieren von analytischen und
numerischen Methoden von mehreren Wissenschaftler wie z.B. Törnqvist [99] ver-
wendet.
Basierend auf dem beschriebenen japanisch/ niederländischem Verbundvorhaben ist
ein weiteres Projekt (Life Cycle Design) mit Forschungseinrichtungen aus Japan,
den Niederlanden und Deutschland entstanden. Es wurden in den Jahren 1997 und
1998 erneut vier Seitenhüllen durch zwei umgebaute Binnentankschi�e getestet. Die
AMATHA war das gerammte und die NEDLLOYD 34 das rammende Schi�. Die zu
testenden Seitenhüllen wurden immer auf derselben Position über eine Rahmenkon-
struktion mit der Struktur verbunden. Dem rammenden Schi� wurde eine ramm-
spornartige Bugwulstgeometrie vorgespannt [59]. Beide Schi�e wiesen eine Länge
von 80 m auf und eine Breiten von 8,2 bzw. 9,5 m. Unter einem Kollisionswinkel von
90◦ wurden folgende Strukturen getestet:

• Einfache Hülle (Test 1)

• Sandwich-Struktur (Test 2)

• Doppelhülle (Test 3)

• Sandwich-Struktur (Test 4)

Für die ersten beiden Versuche fand derselbe Bugwulst Verwendung, der für Ver-
such drei und vier der Höhe nach aufgeweitet wurde und von einem 40.000 tdw
Containerschi� abgeleitet war und als starr anzusehen ist.
Der erste Modellkörper war eine mit vier T-Pro�len in Längsrichtung ausgesteif-
te herkömmliche einfache Hülle. Der zweite japanische Modellkörper besaÿ eine
Sandwich-Struktur, bei der die innere Struktur aus geneigten Stegen bestand und der
zuvor erwähnten Sandwich-Struktur (s.o.) ähnelte. Der dritte Testkörper wurde von
einem gebauten 35.000 tdw groÿen Tankschi� im Maÿstab von ca. 1:3 abgeleitet und
in [59],[80] ausführlich beschrieben. Das Doppelhüllenmodell ist in Zusammenarbeit
mit dem GL entwickelt worden und besaÿ zusätzlich eine Deck- und Doppelboden-
konstruktion. Die Plattendicken betrugen 5-6 mm.
Der letzte und vierte Modellkörper in diesem Projekt wurde mit einem Sandwich-
Design von der Werft Royal Schelde versehen und in [53] beschrieben. Die innere
Struktur bzw. der Kern der Doppelhülle ist in Y-Form (Y-Core Sandwich-Struktur)
gestaltet worden, bei der die Ö�nung des Buchstabens zur Auÿenhaut zeigte. Beim
ersten Anlauf hatte die NEDLLOYD 34 eine Aufprallgeschwindigkeit von 3,55 m/s.
Die max. Kollisionskraft betrug 6,8 MN bei einer maximalen Eindringtiefe von
0,57 m. Beim zweiten Anlauf besaÿ sie eine Aufprallgeschwindigkeit von 3,46 m/s
mit einer max. Kollisionskraft von 9,6 MN. Die Seitenhülle ist während der beiden
Stoÿvorgänge nicht gerissen und wies eine max. Eindringtiefe von 0,64 m auf.
Neben den vier Kollisionsversuchen fanden zwei Grundberührungsversuche statt [58].
Dazu wurde das Vorschi� des rammenden Schi�es so umgebaut, dass dort die Test-
sektionen befestigt werden konnten. Der künstliche Felsen, bestehend aus einer mit
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Beton ausgefüllten Stahlkonstruktion, war über einen Ponton mit dem Grund ver-
bunden. Die Untersuchung erstreckte sich auf zwei baugleiche Testsektionen mit den
Abmessungen 5,9 x 5,5 x 1,0 m, wobei die zweite mit Blöcken aus Polystyrenschaum
mit einer Dichte von 22 kg/m3 versehen wurde. Die Blöcke führten zu einem erheb-
lich kleineren Riss und der künstliche Felsen blieb in der Mitte stehen.
Mit Hilfe des ersten Grundberührungsversuches wurde in Wang et al. [106] eine neue
analytische und einfache Methode vorgestellt. Diese fand auch in Peschmann [80] für
eine der obigen Schi�skollisionsversuche (Test 3) Anwendung.
Das allgemeine Vorgehen dieser Methode kann nach folgendem Schema beschrieben
werden:

• Aufteilen des Schadens in Versagensmodelle

• Berechnung der Kräfte entsprechend der Versagensmodelle

• Aufstellen einer Kraft-Verformung-Kurve

• Bestimmung der absorbierten Energie durch Integration der Kraft-Verformung-
Kurve

Der Schaden wird in Vorhersagemodelle aufgeteilt und in [80] wie folgt beschrie-
ben:

1. Platte, die durch Dehnung versagt (Belastung durch Streckenlast)

2. Platte, die durch Penetrierung versagt (Belastung durch Punktlast)

3. Platte, die direkt hinter einem quer zu ihr liegenden Bauteil liegt, die durch
eine in Plattenebene wirkende Kraft belastet wird, welche zur Bildung von
Beulen führt (Denting-Mode)

4. Reiÿen der Platte, wobei sich ein Riss mit sich seitlich aufrollenden Rändern
bildet (Cutting-Mode)

5. Reiÿen der Platte, wobei sich die Platte vor der Keilspitze zieharmonikaar-
tig zusammenfaltet und in der Regel zwei parallellaufende Risse entstehen
(Concertina-Tearing-Mode)

Auch aus dem zuvor beschriebenen Projekt ist ein weiteres Verbundvorhaben
mit dem Namen (CrashCoaster) entstanden, das im Zeitraum 1998-2002 bearbeitet
wurde.
Ziel des Vorhabens war es, experimentell zu zeigen, dass das Aufnahmevermögen der
Aufprallenergie von Schi�sseitenwänden konstruktiv weiter gesteigert werden kann.
Am Anfang des Projektes sind die folgenden drei Schi�sseitenwandstrukturen nach
[99] numerisch untersucht worden.

• konventionelle und eisverstärkte Struktur

• X-Core Sandwich-Struktur
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• mit Beton gefüllte Sandwich-Struktur

Die dissipierte Energie der mit Beton gefüllten Sandwich-Struktur lag beim Durch-
stoÿen der Innenhülle um ca. 10% über der X-Core Sandwich-Struktur. Die konven-
tionelle und eisverstärkte Struktur konnte ca. dreimal soviel Energie dissipieren.
Es wurden anschlieÿend die vier nachstehenden Versuchskörper getestet, sie wer-
den u.a. in [100] beschrieben. Der aktive Kollisionsgegner wurde inkl. des starren
Bugwulstmodells von dem vorangegangenen Forschungsvorhaben übernommen. Das
gerammte Schi� war eine Barge mit dem Namen EMILY T mit einer Länge von
knapp 76,5 m und einer Breite von 11,4 m. Die Modellkörper besaÿen eine Länge
um 6 m, eine Breite von knapp 3 m und eine Höhe um 6 m.
Folgende drei Strukturen wurden untersucht:

• konventionelle Doppelhülle (Test 1)

• konventionelle und eisverstärkte Struktur (Test 2)

• konventionelle RoRo-Doppelhülle (Test 3)

• X-Core Sandwich-Struktur (Test 4)

Die Ergebnisse der einzelnen Versuche sind in der Tabelle 2.5 zusammengetragen.
Die Zahlenwerte können unter den verschiedenen Verö�entlichungen leicht abwei-
chen.

Tabelle 2.5.: Zusammengetragene Versuchsergebnisse CrashCoaster

Geschw. [km/h] Kraft [MN] dissipierte Energie [MJ] Plattendicke
Test 1 13,7 4,4 4,3 8-10
Test 2 15,0 7,4 5,7 8-12
Test 3 12,0 2,1 3,7 10-16
Test 4 12,0 6,4 3,2 4-6

Auch diese dynamischen Kollisionsversuche dienten/ dienen zur Neu-/ Weiterent-
wicklung von Berechnungsmethoden und ihrer Veri�zierung. So wird der Versuch
mit der X-Core Sandwich-Struktur z.B. von Ehlers et al. [25] zur Validierung/ Ve-
ri�zierung seiner numerischen Methoden verwendet oder als Referenzstruktur bei
der Bewertung moderner Schi�sseitenstrukturen als Vergleich herangezogen wie z.B.
Ringsberg et al. [85]. Es ist davon auszugehen, dass sich weitere Wissenschaftler die-
ser Versuchsergebnisse bedienen. In einer Fallstudie von Klanac et al. [51] wurden
beide vorgestellten Sandwich-Strukturen Y-Core und X-Core mit untersucht.

2.1.6. Jüngere Versuche

Südkorea

Um das Jahr 2000 wurden zwei dynamische Versuchsserien und eine quasi-statische
Versuchsserie durchgeführt, um einfache analytische Methoden zu entwickeln und
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ggf. zu veri�zieren.
Eine der Versuchsserien wies neunundsechzig Kollisionsversuche an dünnwandigen
Platten aus normalfestem Schi�baustahl auf, sie werden in [15] beschrieben. Die
unterschiedlichen Prüfstempel wurden über ein Federsystem auf einem Förderband
mit Rollen beschleunigt und erreichten eine maximale Aufprallgeschwindigkeit zwi-
schen 2,09 und 8,18 m/s. Die Prüfstempel besaÿen unterschiedliche Massen (21,8 bis
62,0 kg). Neben dem variierenden Gewicht änderte man auch die Geometrie dieser
Prüfstempel. Es gab vier Prüfstempel, dabei zwei in Form einer Klinge, einen in
Form eines Rechteckes (100 x 170 mm) und einen in Form eines Quadrates (100 x
100 mm). Die Gröÿe der Platten lag zwischen 300 und 770 mm mit variierenden
Plattendicken von 0,82 bis 2,02 mm.
Die Flieÿspannungen ReHdynam unter dynamischer Last der untersuchten Materialien
lagen unter denen, die nach der Gleichung 2.4 von Cowper and Symonds berechnet
werden können.

ReHdynam

ReHstat

= 1 +

(

ε̇

C

)1/q

(2.4)

Dabei ist ReHstat die Streckgrenze unter statischer Last, ε̇ die Dehngeschwindig-
keit und C und q sind Faktoren, die durch Versuche ermittelt werden müssen. Dieses
Ergebnis widerspricht den Versuchsergebnissen nach Campbell and Cowper [14] so-
wie Paik et al. [76] ohne weitere Angaben.
In einer anschlieÿenden Versuchsserie führte man dreiunddreiÿig Kollisionsversuche
mit dünnwandigen Strukturen durch, siehe [17]. Die Paneele hatten eine vergleich-
bare Gröÿe (670 x 470 mm) mit einer Plattendicke von 1,21 bis 2,88 mm. Diese Ver-
suchsmodelle waren jedoch mit Längsspanten in Form von Flacheisen und L-Pro�len
versehen. Der Prüfstempel bestand aus einer rechteckigen und keilförmigen Geome-
trie. Diese Prüfstempelgeometrie besaÿ ein variierendes Gewicht zwischen 42,0 und
574,3 kg. Für zwölf Keile mit einer Masse von weniger als 60 kg gab es Federn
(Versuchsanlage s.o.), die sie auf eine Geschwindigkeit zwischen 2,82 und 6,14 m/s
brachten. Die einundzwanzig schweren Keile wurden über eine Pendelmaschine auf
eine max. Geschwindigkeit von 2,68 m/s beschleunigt. Die Auftre�stelle lag leicht
auÿerhalb der Mitte des Paneels. Die zuvor entwickelte analytische Methode wurde
für die Berücksichtigung der Steifen weiter entwickelt.
Neben den beschriebenen dynamischen Versuchen wurden in Südkorea auch mehrere
quasi-statische Versuche durchgeführt. In zwei Kollisionsversuchen wurde eine Stan-
dard VLCC-Seitenhülle und eine mit zusätzlichen Stringern versehene Seitenhülle
eines VLCC mit einem starren Eindringkörper getestet, um die Mechanik zu unter-
suchen, den Ein�uss des Stringers zu überprüfen und numerische FE-Berechnungen
zu validieren, siehe [62]. Die Seitenhüllen hatten die Hauptabmessungen von ca. 3,0
x 0,6 x 2,8 m, einen Rahmenabstand von 500 mm und einen Abstand der Stringer im
Kollisionsbereich von 905 mm bzw. 451 mm. Die Plattendicken lagen zwischen 2,3 bis
3,2 mm. Der elliptische starre Bugwulst im Maÿstab 1/8.425 hatte eine Aufweitung
von insgesamt 40◦ und eine Länge von 400 mm. Er wurde über einen Hydraulik-
zylinder mit einer Geschwindigkeit von 0,2 mm/s in die Seitenhüllen gedrückt. Die
maximal aufgetretene Kraft lag bei ca. 500 kN. Der Ein�uss des zusätzlichen Strin-
gers hatte nur einen geringen Ein�uss auf die gemessene Kollisionskraft.
In einer weiteren Versuchsserie wurden nach [76] vier Kollisionsversuche auf einer
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Anlage durchgeführt, die einen maximalen Hub von 500 mm mit einer maximalen
Kraft von 2.000 kN zurücklegen konnte. Der starre Eindringkörper mit einer 800 mm
im Durchmesser groÿen Grundplatte hatte eine 392 mm lange Kegelform, dessen
Spitze mit einem 80 mm groÿen Radius abgerundet wurde. Die zu untersuchenden
Seitenhüllen wiesen eine regelmäÿig verschachtelte Struktur bestehend aus Längs-
und Querbauteilen und einer äuÿeren und inneren Beplattung auf. Es wurden die
Plattendicken 2,80 und 3,95 mm untersucht. Die Auftre�stelle des Eindringkörpers
lag bei zwei Versuchen in der Mitte des Modellkörpers bzw. des Plattenfeldes, bei
den beiden anderen Versuchen direkt auf einem Steg der Längs- und Querbauteile.
Die Kollisionsgeschwindigkeit betrug weniger als 0,13 mm/s. Die maximale Kollisi-
onskraft lag bei ca. 1.900 kN. Mit Hilfe der Versuche wurde eine stark vereinfachte
nicht-lineare FEM entwickelt.
2013 verö�entlichte Cho et al. [16] zwei Fall-Kollisionsversuche, bei denen ein ca.
1,1 x 1,1 m groÿes Paneel mit einem starren und scharfen keilförmigen Eindringkör-
per penetriert wurde. Die Auÿenhaut und die Innenhülle waren durch zwei Längs-
und Querbauteile im Abstand von 340 mm bzw. 240 mm auÿermittig miteinander
verbunden. Die Plattendicken variierten zwischen 1,83 und 1,96 mm. Die Fallhöhe
betrug bei einem Versuch 2,66 m (7,22 m/s) und beim anderen 2,00 m (6,26 m/s). Es
konnten Eindringtiefen von 55,9 mm und 42,8 mm erzielt werden. Über die beiden
Versuche wurden numerische Berechnungen validiert. Mit diesen konnte anschlieÿend
eine Studie über die Entwurfsparameter durchgeführt werden.

Japan

Um das Jahr 2000 wurden ebenfalls die ersten Groÿversuche unter Laborbedingun-
gen durchgeführt. Im Fokus der Experimente steht dabei erstmalig die Bugwulst-
struktur. Die erste Testserie bestand aus sechs mit Querspanten ausgesteiften Bug-
wulststrukturen mit einem Stringerdeck, siehe Endo et al. [28]. Bei den Versuchen
wurden fünf Bugwulststrukturen gegen eine starre Platte und eine Bugwulststruktur
mit den Hauptabmessungen von 1,00 x 1,54 x 1,76 m gegen ein Seitenhüllenmodell
gefahren. Das verformbare Seitenhüllenmodell hatte die Hauptabmessungen von 2,3
x 2,7 x 0,7 m. Es war ausgestattet mit nur einer Auÿenhaut (ohne Innenhülle) der
Plattendicke von 6 mm, neun T-Pro�len als Längssteifen und zwei T-Pro�len als
Rahmen. Das Modell wurde über eine Konstruktion an den Modellrändern auf den
Boden gestellt. Die max. Kollisionskraft lag bei 2,8 MN mit einem Kollisionsweg von
150 mm. Mit den Versuchen wurden FE-Simulationen validiert und eine vereinfach-
te Analysemethode zum Bestimmen der Kraft-Verformungs-Kurve von verformbaren
Bugwülsten entwickelt. Die vereinfachte Analyse basiert auf den Methode von Leh-
mann et al. [65] sowie Ohtsubo et al. [105] und wird in Endo et al. [27] beschrieben.
Die zweite Testserie bestand aus sechs quasi-statischen Groÿversuchen, bei denen
vier vereinfachte konische Bugwulstmodelle mit einer Grund�äche von 2,9 m im
Durchmesser und einer Länge von knapp 2,5 m gegen eine starre Platte gefahren
wurden, siehe Yamada [112]. Die Bugwulstmodelle unterschieden sich nur in der Art
der Steifensysteme (Quer- bzw. Längssteifen).
Zusätzlich zu den vier Bugwulstversuchen wurden zwei Bugstrukturen (abgeleitet
von einem 500 GT groÿen Fischereischi�) mit einer geringeren Stei�gkeit (Bu�er-
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Bow) im Maÿstab 1:2 mit einem Kollisionswinkel von 72◦ getestet. Ziel dieser Ver-
suche war es, den E�ekt zur Steigerung der Kollisionssicherheit experimentell zu
belegen. Beide Modellkörper hatten dieselbe Geometrie, sie unterschieden sich je-
doch in der Aussteifung. Ihre Höhe wies 4,5 m, die Breite 1,4 m und die Länge
knapp 2,9 m auf. Die max. Kollisionskraft betrug 7,31 MN.

Schweden

Mitte der 2000er Jahren wurden in Schweden Kollisionsversuche durchgeführt, die
von Karlsson et al. in [47] beschrieben sind. Neben Zug-und Reibversuchen sind
mehrere Kollisionsversuche durchgeführt worden.
Zum einen wurden 5 mm Platten vertikal mit einem starren Eindringkörper pene-
triert, der einen Radius von 135 mm für alle durchgeführten Versuche aufwies. Die
Platten wurden mit einer Rahmenkonstruktion an den Rändern verschweiÿt und
hatten eine Länge von 1,5 m und eine Breite von weniger als 1,1 m. Es fanden je-
weils zwei Versuche mit Platten der Streckgrenze Rp0,2 von 227 MPa, 363 MPa und
755 MPa statt. Die Kollisionsgeschwindigkeit betrug 7 mm/s für die Versuche mit
der Streckgrenze Rp0,2 von 227 MPa, 363 MPa sowie 4 mm/s für die Versuche mit
der Streckgrenze Rp0,2 von 755 MPa. Maximale Kollisionskräfte: 1.300 kN.
Zum anderen kamen mit demselben Eindringkörper zwei Versuche an einer schi�s-
ähnlichen Struktur zur Durchführung. Die beiden baugleichen Seitenhüllen wurden
aus Stahl mit der Streckgrenze Rp0,2 von 227 MPa gefertigt und wiesen die gleichen
Hauptabmessungen wie die untersuchten Platten auf. Auÿenhaut und Innenhülle
hatten eine Plattendicke von 5 mm, ihr Abstand betrug 300 mm. Als Querbauteile
hatte die Hülle zwei Stringer (3 mm) im Abstand von 1.5 m sowie einen T-Träger in
der Mitte der Hülle. Die Innenhülle ist anders als die Auÿenhaut quer mit L-Pro�len
im Abstand von 150 mm versehen. Die Auÿenhaut besaÿ die gleichen L-Pro�le, je-
doch in Längsrichtung und mit einem Abstand von 200 mm angeordnet. Die maximal
auftretenden Kollisionskräfte lagen um 900 kN.

China

Auch hier führte man vier Versuche mit einem starren Eindringkörper mit einem
Radius von 250 mm durch, der mit einem Hydraulikzylinder in die Seitenhülle ge-
drückt worden ist, siehe Gong et al. [35]. Bei den Versuchen wurden die beiden
ausgesteiften Auÿenhaut- und die beiden Innenhüllenmodelle getrennt untersucht.
Beide Modellkörpergeometrien unterschieden sich nur durch die Schlagrichtung der
vier Flachstähle (70 x 4,4 mm), die bei allen Modellkörpern einen Abstand von
240 mm hatten. Die Paneele wiesen eine Plattendicke von 3,6 mm, eine Länge in
Pro�lrichtung von 1.000 mm und eine Breite von 1.200 mm ohne Rahmenkonstruk-
tion als Lagerung auf. Die quasi-statischen Versuche erfolgten in zwei Hüben und
konnten Kollisionskräfte um 900 kN erzielen. Anhand der vier Versuche wurde ei-
ne vereinfachte analytische Methode hergeleitet, bei der sich u.a. ebenfalls auf eine
Arbeit von Wang et al. [107] bezogen wird. Die vereinfachte analytische Methode
ergibt befriedigende Ergebnisse.
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Spanien

In Spanien erfolgte ein Versuch mit einem starren, scharfen, keilförmigen Eindring-
körper und einem quer zum Keil mit Flachstählen 75 x 5 mm ausgesteiften Paneel,
das u.a. von Villavicencio 2013 in [101] verö�entlicht wurde. Das Paneel hatte ei-
ne Länge von 800 mm und eine Breite (quer zu den Steifen) von 960 mm ohne
Rahmenkonstruktion. Das Paneel wurde aus normalfestem Schi�baustahl mit einer
Plattendicke von 3,0 mm hergestellt. In dem Versuch konnten Kollisionskräfte von
knapp 500 kN gemessen werden. Mit Hilfe der ermittelten Materialeigenschaften
wurden die numerischen Berechnungen validiert.

Abschließende Bemerkung

In der Vergangenheit sind viele Experimente durchgeführt worden, bei denen die
Versuche unter Laborbedingungen überwiegen. Bis heute dienen diese der Herlei-
tung analytischer Methoden und / oder zur Validierung numerischer Berechnungen.
Viele der zusammengetragenen Versuche weisen starke Parallelen zueinander auf und
der wissenschaftliche Nutzen ist nicht immer eindeutig zu erkennen.
Versuche im Labor sind räumlich begrenzt und lassen nur stark vereinfachte Struk-
turen zu. Um Maÿstabse�ekte gering zu halten, studierte man in den Niederlan-
den erstmals in drei Forschungsvorhaben Versuche mit groÿen Schi�sstrukturen im
Maÿstab ca. 1:3 in einer realen Kollision. Um die numerischen Berechnungen mit
den Versuchen validieren zu können, mussten die Schi�sbewegungen berücksichtigt
werden, die abhängen von freien Ober�ächen, Füllständen der Tanks, den Wetter-
bedingungen usw..
Erstmals ist von Endo et al. [28] ein verformbarer Bugwulst- und eine Schi�ssei-
tenstruktur experimentell untersucht worden, bei denen die Strukturmechanik ohne
externe Dynamik untersucht wurde. Der Fokus dieser Untersuchung lag allerdings
auf dem Verformungsverhalten des Bugwulstes, weniger auf dem Verhalten der Sei-
tenhülle.
Die experimentelle Untersuchung von gefüllten Strukturen beschränkt sich auf le-
diglich zwei Versuchsserien. In der ersten Versuchsserie wurde die Sicherheit von
Brückenkonstruktionen durch Polyurethanschaumblöcke in [72] untersucht. In der
zweiten Versuchsserie wurde ein Grundberührungsversuch in den Niederlanden ana-
lysiert, bei dem ein Doppelbodenmodell gefüllt mit Polystyrenschaumblöcken gegen
einen künstlichen Felsen in einer realen Kollision gefahren wurde, siehe in [58].
Auch im Automobilbau wurden bereits zellulare Werksto�e unter anderen Rahmen-
bedingungen getestet. Anders als in der Schi�fahrt brauchen dreidimensionale Form-
teile (Hohlräume) aufgrund ihrer Bauteilgröÿe nicht von innen inspiziert zu werden.
Dieses ermöglicht den Fahrzeugbauern, dass sie diese Hohlräume mit Verbundwerk-
sto�en vergieÿen können. So wurde im Forschungsprojekt IMVAL [18], [52] ein Ener-
gieabsorber in der Tür im Fall eines Seitenaufpralls sowie eine Crashbox untersucht.
Als Füllsto� bzw. Insertkörper wurde ein sehr leichtes Blähglasgranulat (Kerap-
lus) und ein festeres Granulat (KeraBims) gewählt und in Gusspolyamid, Zink- und
Aluminiumschaum eingebettet. Der Matrixanteil am Gesamtvolumen ist nach [9]
gröÿer als 30% und somit nicht mehr als Schaum, sondern als poröses Material
zu betrachten, welches nicht mehr querkontraktionsfrei ist. Aus diesem Grund ist
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das Übertragen der ermittelten Materialparameter auf das hier vorliegende Problem
nicht gegeben.
Kollisionsversuche mit granularem Material wurden in der Vergangenheit noch nie
untersucht.
Für die Konstruktion von Schi�en lassen sich alle in diesem Kapitel aufgelisteten
Beweggründe für die Durchführung solcher Versuche, auÿer dem Schutz von Reak-
toren auf Schi�en, weiterhin unverändert anwenden. So ist eine Kollision von Schi�en
mit O�shore-Strukturen, eine Kollision mit vorgelagerten Terminals an der Küste
z.B. in der Jade weiterhin hoch aktuell. Auch die Nachfrage nach Kollisionsanaly-
sen zwischen Schi� und Brückenbauwerken bleiben im Interesse und haben bei der
Entscheidung Brücke oder Tunnel einen groÿen Ein�uss.

2.2. Theoretische Grundlagen

Um die später vorgestellten Kollisionsversuche diskretisieren zu können, wird nach-
stehend auf die Flieÿtheorie eingegangen. Diese bildet die Basis der in dieser Arbeit
verwendeten Materialmodelle für Stahl und Füllsto� und wird unten durch bekannte
Materialmodelle beschrieben. Diese müssen die experimentell ermittelten Messwerte
in numerischen Berechnungen hinreichend genau abbilden. Für eine potentielle An-
wendung ist es erforderlich, dass die Materialeigenschaften leicht zu bestimmen und
übertragbar sind auf Simulationen.
Im Folgenden werden verschiedene Materialmodelle präsentiert, die die oben ange-
führten Eigenschaften aufweisen und das elasto-plastische Materialverhalten über
Flieÿfunktionen abbilden.
Das Materialverhalten von Stahl ist ab Erreichen der Streckgrenze bekanntlich nicht
linear. Um dieses Verhalten beschreiben zu können, muss eine s.g. wahre Spannungs-
Dehnungskurve erzeugt werden. Ihre Bestimmung kann auf unterschiedlicher Weise
erfolgen. Anders als die wahren Spannungs-Dehnungskurven ist der Reibbeiwert von
Stahl auf Stahl während einer Schi�skollision schwer zu ermitteln.
Füllsto�e weisen ab einer gewissen Kompression ein inkompressibles Verhalten auf.
Übertragen auf die Numerik können die verwendeten Elemente sich ab diesem Zeit-
punkt nicht weiter plastisch verformen und verhalten sich fortan als starr. Bei
der Schi�sstruktur aus Stahl sieht dieses anders aus. Im Fall einer Kollision ent-
steht überwiegend ein biaxialer Zugspannungszustand (Membranspannung). Über
s.g. Bruchkriterien wird dem FE-Programm vorgegeben, bei welchem Dehnungsbe-
trag und ggf. bei welchem Spannungszustand �niten Elemente aus der Berechnung
zu löschen sind. Es werden vier Bruchkriterien vorgestellt und ihre Vorteile sowie
Einschränkungen diskutiert.

2.2.1. Fließtheorie

Die den beschriebenen Materialmodellen zugrundeliegenden Flieÿfunktionen setzen
ein isotropes Werksto�verhalten voraus. Die Achse der hydrostatischen Spannung
fällt bei allen nachstehenden Materialmodellen zusammen und geht durch den Ur-
sprung. Nach den hier vorgestellten Materialmodellen kann auf keiner Ebene eines
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Körpers eine von der Normalspannung σn abhängige Schubspannung τn überschrit-
ten werden.
Das elasto-plastische Materialverhalten wird über die Flieÿtheorie abgebildet und
kann über inkrementelle numerische Lösungsverfahren beschrieben werden. Durch
die Wahl der Flieÿfunktion lassen sich duktile Werksto�e wie z.B. Stahl aber auch
körnige Werksto�e wie z.B. Sand und granulare Füllsto�e numerisch abbilden. Die
nachfolgende Bedingung grenzt den linear-elastischen von dem plastischen Bereich
ab.

F (σ1, σ2, σ3) < 0 → linear − elastisch
F (σ1, σ2, σ3) = 0 → plastisch

Grundlage für alle Flieÿfunktionen ist die koordinatenunabhängige Beschreibung
des Spannungszustandes. Der Spannungstensor des dreidimensionale Spannungszu-
standes, bestehend aus Normal- und Schubspannungen, wird durch folgenden Tensor
beschrieben:

σij =





σ11 σ12 σ13

σ21 σ22 σ23

σ31 σ32 σ33



 (2.5)

Durch das Kräftegleichgewicht am unverformten Körper muss der Spannungsten-
sor nach Gleichung 2.6 symmetrisch sein:

σij = σji (2.6)

Isotrope Werksto�e verhalten sich in allen Raumrichtungen gleich und können un-
abhängig von der Wahl des Koordinatensystems mit Hilfe von Invarianten beschrie-
ben werden. Dabei ist es das Ziel, den Spannungszustand durch die drei Hauptspan-
nungen bzw. die drei Invarianten des Spannungstensors beschreiben zu können. Im
Hauptachsensystem verschwinden die Schubspannungen und der Spannungstensor
vereinfacht sich wie folgt:

σij =





σ1 0 0
0 σ2 0
0 0 σ3



 (2.7)

Bei der Herleitung der Invarianten ergibt sich das nachstehende Eigenwertproblem:

σij − σδij = 0 (2.8)

Das Gleichungssystem hat nur dann nicht triviale Lösungen, wenn die Determi-
nante der Koe�zienten verschwindet:

det (σij − σδij) = 0 (2.9)

bzw.
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∣

∣

∣

∣

∣

∣

σ1 − σ 0 0
0 σ2 − σ 0
0 0 σ3 − σ

∣

∣

∣

∣

∣

∣

= 0 (2.10)

Durch Lösen des Systems erhält man das nachstehende charakteristische Polynom

σ3 + σ2I1 + σI2 + I3 = 0 (2.11)

mit den Invarianten:

I1 = σ1 + σ2 + σ3 = spur (σij) (2.12)

I2 = −σ1σ3 − σ2σ3 − σ1σ2 (2.13)

I3 = σ1σ2σ3 = det (σij) (2.14)

Nach der Flieÿtheorie wird der Spannungstensor entsprechend Abbildung 2.1 in
einen Kugeltensor und in einen Spannungsdeviator aufgeteilt.

��
Deviator

���

Kugeltensor

Abbildung 2.1.: Spannungstensor

Mathematisch lässt sich die Aufteilung durch einfaches Aufspalten des Spannungs-
tensors erklären.
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Dadurch ergibt sich folgende Kurzschreibweise aus Gleichung 2.16:

σij = σmδij + sij (2.16)

Dabei beschreibt der Kugeltensor σmδij einen isotropen und hydrostatischen Span-
nungszustand. Der Spannungsdeviator sij beschreibt die Abweichung vom hydrosta-
tischen Druck.
Die hydrostatische Spannung oder auch mittlere Normalspannung ergibt sich zu:

σm =
1

3
(σ1 + σ2 + σ3) (2.17)

Einsetzen der Invariante I1 aus Formel 2.12 ergibt:

σm =
1

3
I1 (2.18)

Die Invarianten des Spannungsdeviators lassen sich durch Umstellen der Gleichung
2.16 nach sij und Einsetzen der Gleichung 2.18 analog berechnen:

J1 = 0 (2.19)

J2 =
1

6

[

(σ1 − σ2)
2 + (σ2 − σ3)

2 + (σ3 − σ1)
2] (2.20)

J3 = (σ1 − I1) (σ2 − I1) (σ3 − I1) = det (sij) (2.21)

Durch die Invarianten des Spannungstensors und Spannungsdeviators lassen sich
die Flieÿbedingungen bzw. Flieÿfunktionen unabhängig von der Wahl des Koordi-
natensystems beschreiben.

von-Mises und Tresca

Duktile und isotrope Werksto�e wie Stahl lassen sich durch die Flieÿfunktion 2.22
nach von-Mises

F (σ1, σ2, σ3) = 2
√

3J2 − σY = 0 (2.22)

oder nach der Flieÿbedingung 2.23 von Tresca

F (σ1, σ2, σ3) =
√

3J2 cos (θ)− σY = 0 (2.23)

beschreiben. Der deviatorische Anteil des Spannungszustandes kann in Zylinderko-
ordinaten durch den Lodewinkel θ nach Beziehung 2.24 beschrieben werden. Dieser
hängt von der dritten Invariante des deviatorischen Spannungstensors J3 ab.

θ (σ1, σ2, σ3) =
1

3
arcsin



−J3
3
√
3

2 (J2)
3
2



 (2.24)
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Beide Flieÿbedingungen sind unabhängig von der hydrostatischen Spannung und
verhalten sich im Druck- und Zugbereich gleich. Die Flieÿbedingung nach von-Mises
aus Abbildung 2.4 wird im Raum der Hauptspannungen durch eine zylindrische
Ober�äche repräsentiert. Der Flieÿkegel nach Tresca aus Abbildung 2.3 stellt eine
sechseckige Grund�äche bzw. Deviatorebene im Hauptspannungsraum dar.
Die Achse der hydrostatischen Spannung fällt bei allen in dieser Arbeit erwähnten
Materialmodellen zusammen und geht durch den Ursprung. Nach den hier vorge-
stellten Materialmodellen kann auf keiner Ebene eines Körpers eine von der Nor-
malspannung σn abhängige Schubspannung τn überschritten werden. Innerhalb des
Flieÿzylinders bzw. des sechseckigen Flieÿkegels sind alle Verschiebungen elastisch
und somit reversibel. Auf der Ober�äche (Bruch�äche) und darüber hinaus erfolgt
die Spannungsumlagerung plastisch durch Flieÿen.
Zur Beschreibung von körnigen und anisotropen Werksto�en müssen die o.g. Flieÿ-
bedingungen entsprechend erweitert werden.

Mohr-Coulomb

Eine in der Geotechnik weit verbreitete Flieÿbedingung, basierend auf einer Viel-
zahl von Versuchen, ist (für den Druckbereich) die Anwendung der Coulombschen
Grenzbedingung. Sie liefert in der praktischen Anwendung einfache und adäquate
Ergebnisse und baut auf dem Prinzip der inneren Reibung des Schüttgutes auf. Die
Mohr-Coulombsche Flieÿbedingung ist eine Weiterentwicklung der Flieÿbedingung
nach Tresca. Diese Flieÿbedingung ermöglicht u.a. das Unterscheiden zwischen kohä-
sionslosen und kohäsiven Schüttgütern. Die Kohäsion beschreibt den Zusammenhalt
der einzelnen Partikel und somit die Grenzschubspannung, welche im normalspan-
nungsfreien Zustand notwendig ist, um das Schüttgut zu scheren. Bei kohäsionslosen
Schüttgütern liegt die Kegelspitze im Ursprung und tritt bei grobkörnigen Sto�en
auf. Der Flieÿkegel kann in Termen der Hauptspannungen nach 2.25 beschrieben
werden. Wird die Flieÿfunktion Null, so ist die Bruch�äche erreicht.

F (σ1, σ3) =
1

2
(σ1 − σ3)−

(

1

2
(σ1 + σ3) sin (φ) + c cos (φ)

)

≤ 0 (2.25)
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Abbildung 2.2.: Flieÿbedingungen: a) Tresca; b) Mohr-Coulomb
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In der Literatur z.B. [81] wird die Flieÿfunktion überwiegend durch die erste In-
variante des Spannungstensors I1, der zweiten Invariante des deviatorischen Span-
nungstensors J2 und dem Lode-Winkel θ durch Zusammenhang 2.26 beschrieben.

F (σ1, σ2, σ3) = −I1
sin (φ)

3
+

(

cos (θ)− sin (φ) sin (θ)√
3

)

√

J2− c cos (φ) ≤ 0 (2.26)

Die für das Schüttgut maximal ertragbare Schubspannung ergibt sich aus der auf
der Scher�äche wirkenden Normalspannung σ′, der Kohäsion c′ und dem inneren
Reibungswinkel φ, der als e�ektiver Reibungswinkel bezeichnet wird und durch Tri-
axialversuche nach DIN 18137-2 [19] bestimmt werden kann.

τmax = σ′ tan (φ) + c′ (2.27)

Der Zusammenhang aus 2.27 beschreibt eine Bruchgerade bzw. Schergerade, die
sich im Mohrschen Diagramm in Abbildung 2.3 darstellen lässt.

σ
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σ
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� ∆��� ��

σ' 

Abbildung 2.3.: Darstellung in der Mohrschen Spannungsebene nach [86]

Dabei ist σc die Kohäsionsspannung und ∆εpl der plastische Verzerrungszuwachs.
Wie zuvor erwähnt, lässt sich der plastische streng vom elastischen Bereich trennen.
Die plastischen Verzerrungszuwächse ∆εpl ergeben sich aus einer assoziierten Flieÿ-
regel. Die Vektoren ∆εpl stehen somit senkrecht auf der Flieÿ- bzw. Bruch�äche.
Die maximal zulässige erste Hauptspannung σ1,max bis zum Flieÿen kann durch die
Beziehung 2.28 berechnet werden.

σ1,max = σ3
1 + sin (φ)

1− sin (φ)
+ 2 c

cos (φ)

1− sin (φ)
(2.28)

Drucker-Prager

Die Flieÿbedingung nach Drucker-Prager ist eine Erweiterung vom Flieÿkriterium
nach von-Mise, dessen Flieÿ�äche nach Abbildung 2.4 einen Kegel im Hauptspan-
nungsraum bildet. Es ist leicht zu erkennen, dass die Ober�äche der Flieÿbedingung
nach Drucker-Prager, bis auf die Ausnahme seiner Spitze, di�erenzierbar ist, im
Gegensatz zur Flieÿbedingung nach Mohr-Coulomb.
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Abbildung 2.4.: Flieÿbedingungen: a) von-Mises; b) Drucker-Prager

Dieses Modell kann somit alle triaxialen Kompressionsfälle gut abbilden. Ver-
gleicht man die Deviatorebenen in Abbildung 2.5 der beiden Flieÿbedingungen, so
weist das Mohr-Coulomb Modell durch seine ungleichmäÿige hexagonale Grund�ä-
che im Bereich der Kanten keine gute Approximation auf.

Drucker-Prager

σ2

σ1

σ3

Mohr-Coulomb

Abbildung 2.5.: Drucker-Prager vs. Mohr-Coulomb in der Deviatorebene

Wird die Flieÿbedingung nach Drucker-Prager durch die erste Invariante I1 des
Spannungstensors und die zweite Invariante J2 des Spannungsdeviators beschrieben,
so erhält man den folgenden Ausdruck 2.29:

F (σ1, σ2, σ3) = αI1 +
√

J2 − k1 ≤ 0 (2.29)

mit: α =
2 sin (θ)√

3 (3− sin (θ))
und k1 =

6 c cos (θ)√
3 (3− sin (θ))

In Beziehung 2.29 beschreibt der Parameter α die Aufweitung des Kegels und der
Parameter k1 die kohäsiven Ein�üsse. Überträgt man den inneren Reibungswinkel φ
aus der Flieÿbedingung nach Mohr-Coulomb bzw. aus dem Triaxialversuch auf die
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Flieÿbedingung nach Drucker-Prager, so muss der innere Reibungswinkel nach 2.30
umgerechnet werden:

β1 = arctan

(

6 sin (φ)

3− sin (φ)

)

(2.30)

Die Drucker-Prager Flieÿbedingung wird im Folgenden für die impliziten Rech-
nungen zur Bestimmung der Querkontraktion in Abschnitt 4.2.2 gewählt, weil es
von den untersuchten Flieÿbedingungen das einzige im FE-Programm ANSYS hin-
terlegte Modell ist und gute Ergebnisse liefert.

Soil and Foam

Das im FE-Programm LS-DYNA hinterlegte Material *MAT SOIL AND FOAM ist
ein sehr stabiles und robustes Modell um Erdböden und Schäume zu beschreiben,
deren Eigenschaften schwer zu bestimmen sind und durch Strukturen (oder geome-
trischen Randbedingungen) begrenzt sind. Anfänglich wurde das Materialmodell für
die numerische Beschreibung von zellartigem Beton bzw. Gasbeton entwickelt und
wird von Krieg in [55] detailliert beschrieben.
Die Flieÿfunktion besteht aus einem volumetrischen Anteil und einem deviatorischen
Anteil. Der volumetrische Anteil inkl. plastischer Verformung wird in tabellarischer
Form eingegeben und beschreibt das Verhalten der Füllsto�e unter hydrostatischem
Druck, bei dem alle drei Hauptspannungen denselben Wert besitzen. Das Verhalten
wird schematisch in Abbildung 2.6 dargestellt und kann in drei Bereiche eingeteilt
werden.
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Abbildung 2.6.: Flieÿbedingung Soil and Foam: a) deviatorischer Anteil; b) volume-
trischer Anteil

Für kleine Dehnungen weist das Material ein linear-elastisches Verhalten in Be-
reich I auf. Mit steigender Dehnung zeigt das Material ein nichtlineares Spannungs-
Dehnungs-Verhalten im Bereich II, in dem die Partikel kollabieren. Im Bereich III
nähert sich der zum gröÿten Teil kollabierte Füllsto� einem Grenzzustand an, der
ein inkompressibles Verhalten beschreibt.
Der deviatorische Anteil wird durch die Flieÿfunktion in Abhängigkeit der zweiten
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Invariante des Spannungsdeviators und des hydrostatischen Drucks p nach Zusam-
menhang 2.31 beschrieben.

F (σ1, σ2, σ3) = J2 −
(

a0 + a1 p+ a2 p
2
)

≤ 0 (2.31)

Die Parameter a0, a1, a2, charakterisieren die deviatorische Ebene.

2.2.2. Bestimmung der Eigenschaften von Stahl

Bei den hier vorliegenden komplexen und hoch nicht linearen Berechnungen ist die
Eingabe der tatsächlichen Materialeigenschaften im plastischen Bereich von groÿer
Bedeutung. Vergleicht man alleine die Streckgrenze der in dieser Arbeit untersuchten
Materialchargen, so lässt sich eine Abweichung von bis zu 64% nach oben feststellen.
Wird darüber hinaus von einem E-Modul von 206 GPa ausgegangen, so weicht der
gemessene E-Modul um 7% nach unten und 3% nach oben ab.
Das Materialverhalten im plastischem Bereich bis zum Bruch wird über die Eingabe
einer wahren Spannungs-Dehnungskurve (WSD) beschrieben, die somit einen sehr
groÿen Ein�uss auf die Berechnungsergebnisse hat. Die Erzeugung der WSD kann
über verschiedene Wege und Ansätze geschehen, die jedoch alle zu demselben Ziel
führen sollten. Um die bestmöglichen Simulationsergebnisse zu erhalten, ist eine
Überprüfung durch FE-Rechnungen unabdingbar.

Technische-Spannungs-Dehnungskurve (TSD)

Die Grundlage einer jeden Methode ist der Zugversuch für metallische Werksto�e,
der in DIN EN ISO 6892-1 [22] beschrieben wird. Die in diesem Versuch ermittelten
Werte beziehen sich auf die unverformte Probengeometrie mit der Querschnitt�äche
A0 und der Ausgangsmesslänge l0, bei der die technische Spannung R über die
technische Dehnung e in Abbildung 2.7 aufgetragen wird.
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Abbildung 2.7.: Exemplarisch dargestellte Messwerte aus Zugversuch nach [22]

Die technischen Werte lassen sich aus den Messwerten der Kraft F und der Län-
genänderung ∆L aus den bekannten Zusammenhängen 2.32 bestimmen:

R =
F

A0

und e =
∆L

L0

(2.32)
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Wahre-Spannungs-Dehnungskurve (WSD)

Bis zum Erreichen der Gleichmaÿdehnung kann von einer Volumenkonstanz ausge-
gangen werden. Für den einachsigen Spannungszustand wird die wahre Dehnung ε
nach Reckling [83] durch Beziehung 2.33 berechnet.

ε =

L
∫

L0

dL

L
= ln (l + e) (2.33)

Über das konstante Volumen lässt sich die wahre Spannung durch den Aus-
druck 2.34 berechnen.

σ = R (l + e) (2.34)

Für die Bestimmung der Werte oberhalb der Gleichmaÿdehnung sind eine Vielzahl
an Methoden bekannt. Nach Martens [70] lassen diese sich in die folgenden drei
Kategorien einteilen.

• experimentelle Bestimmung

• numerische Bestimmung

• Verfestigungsansätze

Die direkte experimentelle Bestimmung mit Hilfe von z.B. optischen 3-D Messver-
fahren wie ARAMIS stellt dabei die aufwendigste und kostenintensivste Methode
dar. Sie wird von Ehlers in [24], [26] näher vorgestellt bzw. angewendet. Ihr groÿer
Vorteil liegt in der Genauigkeit für extrem groÿe Dehnungen. Je kleiner die aufgetra-
genen Pixel bzw. Elemente sind, desto gröÿer sind die gemessenen bzw. berechneten
Dehnungen in der Nähe der Bruchebene.
Die numerische Bestimmung der WSD ist ein rein iteratives Vorgehen, bei dem die
Simulationsergebnisse direkt mit den Messwerten aus der Flachzugprobe verglichen
werden. Dieses Vorgehen lässt sich in z.B. Peschmann [80] �nden und in numeri-
scher und automatisierter Weise in Otelea [75] für Schalenelemente und in Röhr
et al. [87] für Volumenelemente. Um die wahre Spannung für sehr kleine Elemente
(groÿen Dehnungen) zu generieren, wird eine sehr lange Rechenzeit benötigt. Die
Anwendung des iterativen Algorithmus nach [87] �ndet man u.a. in Schöttelndreyer
et al. [92], in der die kleinste verwendete Volumenelementkantenlänge 0,1 mm be-
trägt und der Bereich jenseits einer Dehnung von ca. 45% über die Methode nach
Ling [68] bestimmt wird.
Die Bestimmung der WSD über mathematische bzw. empirische Verfestigungsansät-
ze stammt aus der Zeit, in der es noch keine rechnergestützten Systeme gab. Auf den
ersten Blick stellen diese Ansätze eine sehr einfache Methode dar und �nden auch
heute noch bei Blechumformoperationen wie z.B. Tiefziehen Verwendung. Sie lassen
sich in Potenz- und Exponentialansätze (siehe Tabelle 2.6) unterteilen. Das Erstel-
len der Flieÿkurve über Verfestigungsansätze ist in jedem Fall nur eine Annäherung
an die WSD. Die verschiedensten Ansätze weisen für unterschiedliche Stähle sowie
für verschiedene Legierungen oberhalb der Gleichmaÿdehnung groÿe Unterschiede
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auf, die einen allgemeingültigen Anwendungsbereich der einzelnen Methoden nicht
ermöglichen. In der Literatur lassen sich viele Arbeiten �nden, die sich mit dem
Vergleich unterschiedlicher Ansätze beschäftigen z.B [34], [98] und diese zum Teil
auch kombinieren z.B. [11], [56]. Die Tabelle 2.6 fast die Ansätze zusammen, die des
öfteren untersucht worden sind.

Tabelle 2.6.: Verfestigungsansätze

Ansatz Gleichung
Hollomon: σ = K · εn

Swift: σ = a · (ε+ b)c1

Voce: σ = a+ (b+ c · ε) (1− exp (−d · ε))

Der Ansatz nach Hollomon [45] stellt eine Vereinfachung der Methode nach Lud-
wik [69] dar, die kleine elastische Verformungen vernachlässigt. Werden diese elasti-
schen Verformungen ebenfalls aus dem Ansatz von Ramberg-Osgood [82] gestrichen,
so erhält man den Ansatz nach Hollomon. Die Methode nach Swift [97] geht auf die
Ansätze nach Ludwik und Hollomon zurück.
Die Untersuchung der o.g. Verfestigungsansätze für normalfesten Schi�baustahl wur-
de in der Bachelor-Arbeit von Herrnring [41] aufgegri�en und in der Projektarbeit
von Kubiczek [56] für die Anwendung von Schalenelementen für das explizite FE-
Programm LS-DYNA fortgeführt. Die Bestimmung der Parameter kann dabei ma-
thematisch und oder iterativ mit Hilfe von rechnergestützten Verfahren erfolgen.
Schi�baustahl hat im Gegensatz zum Stahl aus der Automobilindustrie ein aus-
gesprochen ausgeprägtes Plateau im Bereich der Gleichmaÿdehnung, welches das
Festlegen der Zugfestigkeit ohne numerische Berechnungen schwierig macht.

Reibung

In FE-Simulationen wird in der Regel über den gesamten Berechnungszeitraum ein
konstanter Beiwert nach dem Coulombschen Reibungsgesetz durch den bekannten
Zusammenhang 2.35 angenommen:

F = µFN (2.35)

Diese Annahme ist physikalisch nicht korrekt, weil der Reibbeiwert sich alleine
schon beim Übergang von Haft- zu Gleitreibung stark ändert. Fasst man die von
Martens [70] in der Literatur für Schi�skollisionen gefundenen konstanten Reibbei-
werte zusammen, so liegt der Bereich zwischen 0,1 und 0,5. Die zitierten Quellen
berufen sich dabei immer auf eine gute Übereinstimmung zwischen Kollisionsver-
such und Simulation.
Die Abweichungen zwischen den unterschiedlichen Autoren lassen sich durch nach-
stehende Ein�üsse erklären. Zum einen hängen sie von der Auswahl des FE-Pro-
gramms sowie deren Einstellungen ab und zum anderen von physikalischen Grö-
ÿen, die von der Numerik nicht erfasst werden können. Einige dieser Faktoren fasst
Tabelle 2.7 zusammen.
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Tabelle 2.7.: Ein�ussfaktoren für unterschiedliche Reibbeiwerte

numerisch physikalisch
Kontaktformulierung Ober�ächenbescha�enheit

Elementtyp tribologische Vorgänge
Elementgröÿe Umformung durch z.B. Fräsen
Netztopologie inhomogenes Materialverhalten
Bruchkriterium veränderlicher Reibbeiwert
Flieÿkurven veränderliche Querkontraktion

Modellvereinfachungen Abweichen der Plattendicken

Darüber hinaus ist die Bestimmung von den o.g. physikalischen Eigenschaften für
einen komplexen Vorgang wie einer Schi�skollision schlicht nicht möglich.
Der Reibbeiwert dient somit nicht nur zur Beschreibung der tatsächlichen Reibung,
sondern beinhaltet auch die Höhe des Residuums.

2.2.3. Bruchkriterien

Aus den Kollisionsversuchen der Vergangenheit aus Abschnitt 2.1 konnten mehrere
Bruchkriterien hergeleitet und validiert werden. Dieser Abschnitt beschränkt sich auf
Bruchkriterien, die im Zusammenhang mit Kollisionsanalysen oft in der Literatur
vorzu�nden sind. Ergänzt werden diese durch ein neues Kriterium aus der Automo-
bilindustrie, dessen potentielle Anwendung für Kollisionsanalysen im Verlauf dieser
Arbeit näher untersucht wird.

GL-Kriterium

Bei der Klassi�kationsgesellschaft Germanischer Lloyd (GL) wurde ein Bruchkri-
terium hergeleitet, dass nicht nur im heutigen Unternehmen DNV GL verwendet
wird, sondern auch in der Wissenschaft z.B. Röhr et al. [87], Schöttelndreyer et
al. [92] und Martens [70]. Das GL-Kriterium basiert nach Scharrer et al. [89] auf
dem Schädigungsmodell nach Lemaitre. Es zeichnet sich durch seine einfache An-
wendung aus, bei der lediglich der Bruch eintritt, wenn eine kritische Bruchdehnung
εk in Form der ersten Hauptdehnung erreicht wird. Es wird somit der mehrachsige
auf einen uniaxialen Dehnungszustand bezogen. Die kritische Bruchdehnung wird
in Gleichmaÿ- und Einschnürdehnung unterteilt und durch Dickenmessungen und
der Volumenkonstanz ermittelt. Exemplarisch wird in Abbildung 2.8 das Ergebnis
einer solchen Dickenmessung am Beispiel eines Zugversuches dargestellt. Es wer-
den die gemessenen lokalen Dehnungen über dem vertikalen Abstand zur Risskante
aufgetragen. Aus den Messwerten lassen sich die Gleichmaÿdehnung εg, die maxi-
male Einschnürdehnung εm und die Einschnürlänge xe bestimmen. Dabei stellt die
horizontale Asymptote aus Abbildung 2.8 die Gleichmaÿdehnung dar.
Der gemessene Abstand zur Risskante bezieht sich auf das gedehnte Material und

kann durch die Annahme der Volumenkonstanz in den unverformten Zustand zurück
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Abbildung 2.8.: Auswertung einer Zugprobe: a) gemessenes Probenstück; b) ermit-
telte lokale Dehnung zum Abstand der Risskante

gerechnet werden. Bei einer uniaxialen Belastung wie dem Zugversuch muss die plas-
tische Dehnung senkrecht zur Risskante über die Dicken- und Breitenreduzierung
berechnet werden. Für biaxiale Zugzustände wie die aus einer realen Schi�skolli-
sion kann aus der Dicken- auf die plastische Längenänderung geschlossen werden.
Aus einer Vielzahl an Dickenmessungen realer havarierter Schi�sstrukturen und aus
Groÿversuchen (Life-Cycle Design, Test 1 und 3) konnte über eine Regressionsana-
lyse die nachstehende Ausgleichsfunktion 2.36 ermittelt werden, die mit den oben
diskutierten Werten auch für den Zugversuch gute Ergebnisse liefert (siehe Abbil-
dung 2.8):

ε (x) = εg + εm exp

(

−2 x

xe

)

(2.36)

Werden die Parameter εg, εm für Gleichmaÿ- und Einschnürdehnung durch Di-
ckenmessung an geschädigten Schi�sstrukturen und nicht an Laborversuchen durch-
geführt, so können nach Scharrer et al. [89] die Ein�üsse der Spannungsmehrachsig-
keit, Kraftwirkungsrichtung, Dehngeschwindigkeit sowie von Kerbwirkungen pau-
schal mit berücksichtigt werden.
Die Längenänderung durch die Einschnürung ∆le (oberhalb der Gleichmaÿdehnung)
kann durch die Integration des zweiten Terms aus Beziehung 2.36 nach Gleichung
2.37 ermittelt werden:

∆le = 2

∞
∫

0

(

εm exp

(

−2 x

xe

))

dx = εm xe (2.37)

Die gesamte und kritische Längenänderung ∆lk aus Beziehung 2.38 ergibt sich aus
der Längenänderung ∆lg infolge der Gleichmaÿdehnung und der zuvor ermittelten
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Längenänderung infolge der Einschnürung:

∆lk = ∆lg +∆le = εg l + εm xe (2.38)

Bezogen auf ein Element mit der Kantenlänge le und der Plattenstärke t kann
damit der Zusammenhang aus 2.39 für die kritische Bruchdehnung gefunden werden:

εk (t, le) = εg + εm
xe

le
= εg + α

t

le
mit α = εm

xe

t
(2.39)

Das Schädigungsmodell nach Lemaitre [67] lässt sich durch Gleichung 2.40 wie
folgt beschreiben:

f (βGL) =
2

3
(1 + ν) +

1− 2ν

3
β2
GL (2.40)

Der Faktor zur Beschreibung der Spannungsmehrachsigkeit βGL aus Beziehung 2.40
ergibt sich aus den Gleichungen für die hydrostatische Spannung σm nach 2.17 und
der Vergleichsspannung σv nach 2.41 zu 2.42.

σv =
√

σ2
1 + σ2

2 + σ2
3 − σ1σ2 − σ2σ3 − σ1σ3 (2.41)

βGL =
3σm

σv

(2.42)

Um die oben gefundene Funktion zur Ermittlung der kritischen Bruchdehnung aus
Gleichung 2.39 für unterschiedliche Belastungszustände anwenden zu können, müs-
sen die Terme für die Gleichmaÿdehnung und Einschnürdehnung durch die Funktion
der Triaxialität aus 2.40 dividiert werden, siehe Gleichung 2.43:

εk (t, le) =

(

εg +
α · t
le

)

/f (βGL) (2.43)

Für ausgewählte Belastungszustände lassen sich die nachfolgenden Terme in Tabelle
2.8 �nden.

Tabelle 2.8.: Krit. Bruchdehnung für verschiedene Belastungszustände (ν = 0, 3)

εk (t, le) βGL f (βGL) Belastungszustand

0, 091 + 0, 87 t
le

0 0,87 reine Schubspannung

0, 079 + 0, 76 t
le

1 1,00 uniaxiale Zugspannung

0, 056 + 0, 54 t
le

2 1,40 biaxiale Zugspannung

Bei Schi�skollisionen wird generell nicht von einem Versagen unter Druckbelas-
tung ausgegangen. Überwiegend liegt eine biaxiale Zugbelastung vor, so dass für die
meisten Simulationen nur die kritische Bruchdehnung für diesen Belastungszustand
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ermittelt und dem Programm vorgegeben werden muss. Anders als bei den nach-
stehenden Versagenskriterien, ist das GL-Kriterium in keinem kommerziellen Pro-
gramm hinterlegt. Irrtümlicherweise wird das GL-Kriterium von vielen Anwendern
aus diesen Gründen als ein Versagensmodell betrachtet, welches nicht den triaxialen
Spannungszustand berücksichtigen kann.
In [114] wird ein Gültigkeitsbereich des GL-Kriteriums für Elementgröÿen angege-
ben, bei dem der Quotient aus Elementlänge le zu Elementdicke t nicht kleiner als
fünf für Schalenelemente ist. Generell ist dieses Bruchkriterium für groÿe Schalen-
elemente entwickelt worden.

RTCL-Kriterium

In der Arbeit von Törnqvist [99] werden unterschiedliche Bruchkriterien von 1968
bis hin zu dem zuvor vorgestellte GL-Kriterium untersucht. Durch das Verbinden
der Kriterien von Rice and Tracey (RT) und Cockcroft and Latham (CL) zum sog.
RTCL-Kriterium konnte ein Bruchkrierium erstellt werden, welches den gesamten
triaxialen Spannungsverlauf abdeckt. Unter der Triaxialität wird in der Regel das
Verhältnis aus hydrostatischer Spannung (Gleichung 2.17) zur Vergleichsspannung
(Gleichung 2.41) aus Beziehung 2.44 verstanden:

η =
σm

σv

(2.44)

Im Gegensatz zum GL wird beim RTCL eine Schadensakkumulation berücksich-
tigt. Der Schadensindikator Di ergibt sich aus der Gleichung 2.45

Di =
1

ε0

∫

f (η)RTCL dεpv (2.45)

und dem Zusammenhang 2.46

f (η)RTCL =




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
















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
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





0 für η ≤ −1
3

2
1 + η

√

12− 27 (η)2

3 η +

√

12− 27 (η)2
für − 1

3 < η < 1
3

1
1, 65 exp (η) für η ≥ 1

3 .

(2.46)

Für die einachsige Druckbelastung geht das RTCL-Kriterium von keinem Scha-
den aus (Triaxialität kleiner -1/3), welches für metallische Werksto�e experimentell
geprüft wurde. Der Anwendung geht nur die Bestimmung der uniaxialen Bruchdeh-
nung ε0 voraus. Die beiden Kriterien RT und CL werden bei der Triaxialität von
1/3 aneinander gefügt. Dieses entspricht einem uniaxialen Spannungszustand, der
bei Zugversuchen vorliegt. Mit diesem Hintergrund wird in [99] eine Kurve für ver-
schieden groÿe Schalenelemente (1-20 über die Breite) generiert. Diese wurde mit
den vorgestellten Versuchen von Amdahl und Kavlie [6], Nagasawa und Masaaki
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[72] sowie mit den von Nakamura und Kuroiwa [73] validiert. Neben den bereits vor-
gestellten Versuchen wurden zur Validierung noch zwei weitere Grundberührungs-
versuche verwendet.
Das RTCL-Kriterium wurde zur Findung bzw. Auslegung der vier Modellkörper im
CrashCoaster Projekt verwendet.
Zur Ermittlung der uniaxialen Bruchdehnung hat Alsos et al. [2] die Beziehung 2.47
aufgestellt:

ε0 = n+ (εn − n)
t

le
(2.47)

εn beschreibt für le = t die kritische Dehnung und kann über eine entsprechende
Simulation einer Flachzugprobe bestimmt werden. Der Parameter n stellt dabei den
Verfestigungsexponent des oben vorgestellten Ansatzes (aus Abschnitt 2.2.2) nach
Hollomon dar. Mit diesen beiden Parametern lässt sich somit die kritische Dehnung
auf gröÿere Elementkantenlängen einer Stahlplatte übertragen.
Das RTCL-Kriterium liefert für Elementgröÿen bis 5 x Plattendicke gute Ergebnis-
se und lässt sich anders als die meisten Bruchkriterien auch für Volumenelemente
anwenden.

BWH-Kriterium

Um den Ein�uss der Elementgröÿe zu minimieren, führte Alsos et al. in [3] das
Bressan Williams Bruchkriterium (für pos. β) und das Hill Bruchkriterium (für
neg. β) zum spannungsbasierten Instabilitätskriterium BressanWilliams Hill (BWH)
zusammen und stellt es mittels der oben präsentierten Versuche in [1], [2] dem RTCL-
Kriterium gegenüber. Das BWH hängt nur von der Gleichmaÿdehnung ab, welche
unabhängig von der Elementgröÿe ist. Das Maÿ an biaxialer Dehnung wird hier
durch das Verhältnis der Dehnungsgeschwindigkeit der Hauptdehnungen im ebenen
Dehnungs- bzw. Verzerrungszustand durch β = ε̇2/ε̇1 berücksichtigt. Somit kann
auch dieses Bruchkriterium wie das RTCL-Kriterium die Spannungsmehrachsigkeit
darstellen, welche durch Gleichung 2.48 veranschaulicht werden kann.

T =
1√
3

β + 1
√

β2 + β + 1
(2.48)

Das BWH-Kriterium spannt die materialspezi�sche Kurve im Grenzformände-
rungsdiagramm analytisch auf und lässt sich spannungsbasiert nach Beziehung 2.49
darstellen.

σ1 =























2K√
3

1 + 0, 5β
√

β2 + β + 1

(

2√
3

εg
(1 + β)

√

β2 + β + 1

)n

, wenn β ≤ 0

2K√
3

(

2εg/
√
3
)n

√

1 + (β/(2 + β))2
, β > 0

(2.49)

Beim Erreichen dieser Grenzkurve greift das Bruchkriterium. Dabei ist εg die
Gleichmaÿdehnung. Für kleine Elementgröÿen kann nach [3] für εg ebenfalls der er-
mittelte Exponent des Verfestigungsansatzes n nach Hollomon genommen werden.
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Auch K ist ein materialspezi�scher Parameter aus dem Verfestigungsansatzes nach
Hollomon aus Abschnitt 2.2.2.
Es konnte festgestellt werden, dass bei der Verwendung von gröÿeren Elementen
in [1] auch für das BWH-Kriterium eine Elementgröÿenabhängigkeit eingeführt wer-
den muss, die die zuvor diskutierten Vorteile eliminiert. Für Elementkantenlängen
gegen Unendlich halbiert sich demnach die kritische Bruchdehnung. Somit sind mög-
lichst kleine Elementlängen zu verwenden um die Dehnungskonzentrationen abbilden
zu können. Insgesamt kann festgestellt werden, dass beide Kriterien RTCL und BWH
ähnlich gute Ergebnisse, jedoch für groÿe Elementgröÿen keine guten Ergebnisse lie-
fern.
Das BWH-Kriterium wird in Hogström et al. [43] durch sechs Nakajima-Tests nach
DIN EN ISO 12004-2 [21] überprüft. Die sechs Probengeometrien wurden aus nor-
malfestem Schi�baustahl gefertigt und sind in der Abbildung 2.9a) dargestellt. Mit
Hilfe der Messwerte kann eine gemittelte Kurve in das Grenzformänderungsdia-
gramm in Abbildung 2.9b) eingetragen werden. Wird der Kurve der Grenzwert für
den uniaxialen Dehnungszustand entnommen, so lässt sich εg = 0, 27 ablesen. Der
Exponent des Verfestigungsansatzes lieÿ sich aus Zugversuchen ermitteln und ergab
n = 0, 22. Beim Vergleich der beiden ermittelten Werte kann festgestellt werden,
dass die von Alsos et al. [3] präsentierten Werte die Grenzwertkurve leicht unter-
schätzen.
Beim Nachrechnen der Nakajima-Tests lieÿ sich feststellen, dass die numerisch er-
mittelten Werte leicht oberhalb der Werte aus Abbildung 2.9b) liegen. Dieses wurde
auf das anisotrope Material im Versuch zurückgeführt, welches in der Simulation als
isotropes Material ohne Ein�üsse der Walzrichtung berücksichtigt wurde.
Trotz der oben festgestellten Abweichung wurden die Versuche von Karlsson et
al. [47] in Hogström et al. [44] mit εg = n nachgerechnet. Mit dieser Parameter-
wahl werden die Versuchsergebnisse in [44] überschätzt.
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Abbildung 2.9.: Versuche aus Hogström et al. [43]: a) Geometrien; b) Ergebnisse mit
ermittelter Kurve
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GISSMO-Kriterium

Für den automobilen Entwicklungsprozess wurde in den letzten Jahren nach Neu-
kamm et al. [74] von der Daimler AG ein neues inkrementelles Versagensmodell mit
der Bezeichnung GISSMO (Generalized Incremental Stress State dependent damage
MOdel) entwickelt, welches neben der Spannungsmehrachsigkeit auch eine Beschrei-
bung der Materialinstabilität berücksichtigt, wie z.B. das Einschnüren einer Zug-
probe oberhalb der Zugfestigkeit. Das GISSMO-Kriterium akkumuliert unabhängig
voneinander die Materialinstabilität durch den Parameter F0 und die Schädigung
durch den Parameter D.

∑

∆F =
k

εv,loc
F

(1−1/k)
0 ∆εv ≤ 1 (2.50)

Über den Schadensakkumulationsparameter k kann zwischen einer linearen und
einer nicht linearen Akkumulation unterschieden werden. Die spannungszustandsab-
hängige Gleichmaÿdehnung εv,loc muss über eine zuvor ermittelte Kurve abhängig
von der Triaxialität vorgegeben werden und dient als Wichtungsfunktion. ∆εv ist
dabei das Inkrement der plastischen Vergleichsdehnung. Erreicht der Ausdruck 2.50
seinen Grenzwert Eins, wird die aktuell vorliegende Schädigung D an das Konzept
der e�ektiven Spannung nach Lemaitre [66] aus Beziehung 2.51 übergeben.

σ∗ = σ (1−D) (2.51)

Damit die Spannungsreduzierung nur oberhalb der Gleichmaÿdehnung auftritt,
wird der Ausdruck 2.51 wie folgt ergänzt:

σ∗ = σ

(

1− D − εv,loc
1− εv,loc

)fadexp

für D ≥ εv,loc (2.52)

Der Parameter fadexp ist ein elementgröÿenabhängiger Reduktionsexponent, der
die Höhe der dissipierten Energie eines Elementes bei seiner Eliminierung direkt
steuert. Die Spannungsreduktion aus Beziehung 2.52 hängt somit von dem Span-
nungszustand und der Elementgröÿe ab.
Der Belastungspfad eines jeden Elementes wird durch den Ausdruck 2.53 begrenzt.
Erreicht dieser letztendlichen seinen Grenzwert Eins, so wird das Element gelöscht.

∑

∆D =
k

εf lcregd
D(1−1/k)∆εv ≤ 1 (2.53)

Die spannungszustandsabhängige Bruchdehnung εf muss analog zur spannungs-
zustandsabhängigen Gleichmaÿdehnung εv,loc ermittelt und in Abhängigkeit der Tri-
axialität über eine ermittelte Kurve vorgegeben werden. Der Parameter lcregd ist
eine elementgröÿenabhängige Skalierung der Bruchdehnung.
Die Funktionalität der Materialinstabilität infolge der Spannungsreduktion kann
durch die Simulation eines Zugversuches mit der Querschnitt�äche von A0 = 20 x 4
mm2 mit unterschiedlichen Elementkantenlängen Le in Abbildung 2.10 verdeutlicht
werden.
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Abbildung 2.10.: Funktionalität am Beispiel eines Zugversuches: a) ohne GISSMO-
Kriterium; b) mit GISSMO-Kriterium

Abbildung 2.10a) zeigt eine herkömmliche Berechnung eines Zugversuches oh-
ne die Verwendung vom GISSMO-Kriterium und Abbildung 2.10b) mit GISSMO-
Kriterium. Es lässt sich auch bei einer sehr groben Vernetzung (zwei Elemente über
die Probenbreite) mit einfachintegrierten Schalenelementen die Spannungsreduzie-
rung oberhalb der Gleichmaÿdehnung darstellen.
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3. Kollisionsversuche

Die Basis von aussagefähigen Kollisionsanalysen bilden auch heutzutage noch Kolli-
sionsversuche. Sie ermöglichen das Untersuchen verschiedener Simulationsmethoden
und den Ein�uss von Netztopologien mit unterschiedlichen Elementgröÿen auf die
Rechenergebnisse. Die Weiterentwicklung der im Abschnitt 2.2.3 diskutierten Bruch-
kriterien setzen ein immer intensiveres und aufwendigeres Untersuchen der in den
Kollisionsversuchen verwendeten Materialien voraus.

3.1. Konzept

Für diese Arbeit ist ein Versuchskonzept erstellt worden, das nicht nur die Verfor-
mung der Bug- oder die Seitenhüllenstruktur separat untersucht, sondern darüber
hinaus das interaktive Verhalten beider Strukturen. Hierzu wird das in der Ver-
gangenheit etablierte und konservative Kollisionsszenario mit einem Winkel von 90◦

angenommen, welcher auch in annähernder Art des Öfteren in der Realität zu beob-
achten ist. Als Beispiele seien hierfür nur ein paar in den letzten Jahren vorgefallene
Unfälle in Tabelle 3.1 gegeben.

Tabelle 3.1.: Unfälle der letzten Jahre in der Nordsee

Datum
Schi�e

Ort
rammendes gerammtes

12.10.2010 JORK RANGER MINDORO Niederlande
05.12.2012 CORVUS J BALTIC ACE Niederlande
31.01.2013 LISA SCHULTE CORAL ACE Deutschland
08.05.2013 CONMAR AVENUE MAERSK KALMER Deutschland

Um die Wirkung konstruktiver Änderungen am Bugwulst sowie der Seitenhül-
le experimentell belegen zu können, wurde ein Vorgehen gewählt, bei dem der zu
untersuchende Gegenstand variierte. So konnte das Verformungsverhalten einer kon-
ventionellen und einer sich im vorderen Bereich ab�achenden Bugwulststruktur in
zwei Vorversuchen (VV) studiert und direkt miteinander verglichen werden. In diesen
Versuchen wurden die Bugwulststrukturen gegen eine starre Platte (starre Schi�s-
seitenwand) gedrückt.
Bei den vier Experimenten mit verformbaren Schi�sseitenwänden wurde im ersten
Kollisionsversuch (KV) ausschlieÿlich das Verformungsverhalten der konventionellen
Seitenhülle untersucht, bei der die Bugwulststruktur als starr angenommen werden
kann. Ausgehend von diesem Versuch konnte im zweiten KV der Ein�uss des sich
ab�achenden Bugwulstes gegen eine konventionellen Seitenhülle, und im dritten KV
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die Wirkung einer mit Füllsto� gefüllten Seitenhülle gegen einen starren Bugwulst
analysiert werden.
Im vierten und letzten KV des Vorhabens wurde die Interaktion vom sich ab�achen-
den Bugwulst und die sich ergebene Wirkung des eingebrachten Füllsto�es unter-
sucht. Eine Übersicht der systematischen Vorgehensweise gibt Tabelle 3.2, in der der
zu untersuchende Gegenstand grau bzw. punktiert hinterlegt ist. Das Verformungs-
verhalten der Bugwulststrukturen aus VV 1 und VV 2 sowie KV 2 ist Gegenstand
der Arbeit von Martens [70]. Strukturmechanische Details zu diesen Versuchen wer-
den in der vorliegenden Arbeit nicht weiter beschrieben.

Tabelle 3.2.: Übersicht der Versuche aus dem Vorhaben ELKOS

Rammendes Schiff

konventioneller 
Bugwulst

kollisionsfreundlicher 
Bugwulst

G
er

am
m

te
s 

S
ch

if
f

starrer Gegner bzw. 
Seitenhülle

VV 1VV 1VV 1VV 1
(2010)

VV 2 VV 2 VV 2 VV 2 
(2010)

konventionelle 
Konstruktion der 

Seitenhülle

KV 1KV 1KV 1KV 1
(2011)

KV 2KV 2KV 2KV 2
(2012)

kollisionssicherere 
Konstruktion der 

Seitenhülle

KV 3KV 3KV 3KV 3
(2012)

KV 4KV 4KV 4KV 4
(2013)

SeitenhülleGegenstand der Untersuchung: Bugwulst u. SeitenhülleBugwulst

KV 1KV 1KV 1KV 1
(2011)

KV 3KV 3KV 3KV 3
(2012)

KV 2KV 2KV 2KV 2
(2012)

KV 4KV 4KV 4KV 4
(2013)

(starre Seitenhülle) (starrer Bugwulst) (abflachender Bugwulst)

3.2. Aufbau

Für die durchzuführenden KV ist in den letzten Jahren an der TUHH eine Anlage
entstanden, die maximale Kollisionskräfte von 4.000 kN aufbringen kann. Das Kon-
zept der Versuchsanlage aus Abbildung 3.1 sowie die Konstruktion der 10 m langen
Traverse zur vertikalen Führung der Bugwulstmodelle wurde aus einem vorangegan-
genen und frühzeitig beendeten Forschungsvorhaben [32] übernommen. Im Rahmen
des Forschungsvorhabens ELKOS sind die noch fehlenden Widerlager berechnet und
konstruiert worden, die die Seitenhüllenmodelle auf Höhe der neutralen Faser verti-
kal über vier Druckmessdosen und horizontal über jeweils vier Zugstangen lagern.
Die beiden Widerlager sowie die Traverse aus Abbildung 3.1 sind von dem Projekt-
partner Flensburger Schi�bau-Gesellschaft gefertigt worden.
Die vier Hydraulikzylinder sowie die Hinterkanten der beiden Widerlager sind über
Schraubverbindungen mit den Unterkanten der beiden zum Institut gehörenden 17 m
langen und 2 m hohen Grundträger verbunden. Die Hydraulikzylinder ermöglichen
einen maximalen Verfahrweg von 400 mm. Durch geeignete Zwischenstücke zwischen



Kollisionsversuche 47

Traverse und Bugwulst konnte in 4-6 Hüben der gesamte Kollisionsweg realisiert wer-
den. Die Versuche wurden weggesteuert mit einer Kollisionsgeschwindigkeiten von
0,5 mm/s (für die VV) bzw. 0,2 mm/s (für die KV) durchgeführt. Damit ist eine
quasi-statische Betrachtung zulässig, die durch vereinfachte geometrische Modelle
nach Yamada et al. [113] und Schöttelndreyer et al. [93] sowie durch die erzielten
Versuchsergebnisse gerechtfertigt ist. Nach dem Umbau der Anlage mit entspre-
chenden Zwischenstücken erreicht die gemessene Kraft-Verformungskurve bei der
Wiederbelastung ihren alten Pfad ohne signi�kante Abweichungen.
Zwischen den beiden Widerlagern liegen 30 mm dicke Platten auf der oberen Gur-
tung der Grundträger, um ein horizontales Verschieben der Lager während der Ver-
suche zu vermeiden. Die Abstandsplatten sowie die Vorderkanten der beiden Wi-
derlager sind über ein Schraub- bzw. Klemmsystem auf der oberen Gurtung �xiert
worden.

Abbildung 3.1.: Versuchsaufbau für die vier Kollisionsversuche

Der Versuchsaufbau ist symmetrisch um die y-z- sowie um die x-z-Ebene, um eine
gleichmäÿige Belastung der Anlage zu gewährleisten. Da bei dem hier vorgestellten
Versuchsprogramm der Fokus nicht nur auf einem der beiden Kollisionspartner liegt,
wurde hier das Koordinatensystem aus Abbildung 3.1 so gewählt, dass es weder zum
rammenden noch zum gerammten Kollisionspartner gehört. Sein Ursprung liegt im
Schnittpunkt der Symmetrieebenen auf Höhe der neutralen Faser der Seitenhülle.

3.3. Modellkörper

Die bei den vier KV verwendete konventionelle Struktur der Schi�sseitenwand wur-
de von dem Referenzschi� ConRo 220 der Flensburger Schi�bau-Gesellschaft im
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Bereich des parallelen Mittelschi�s abgeleitet. Die Skalierung der Schi�sseitenwand
aus Tabelle 3.3 liegt zwischen 0,31 bis 0,50, wenn von den Längsspanten abgesehen
wird.

Tabelle 3.3.: Vergleich von Modellabmessungen und Referenzschi�
Bauteil Modellkörper ConRo 220 Maÿstab

Auÿenhaut 4 mm 13 mm 0,31
Rahmen 5 mm 10 mm 0,50
Spanten HP 140x7 HP 260x10 0,54/0,70

Breite der Hülle 900 mm 2.700 mm 0,33
Rahmenspantabstand 800 mm 2.400 mm 0,33

Spantabstand 280 mm 800 mm 0,35

Der zu untersuchende und um alle drei Ebenen symmetrische Modellkörper aus
Abbildung 3.2 wird seitlich von einer Rahmen- und einer Anschlusskonstruktion der
Dicke von 20 mm und der Güte A36 eingespannt, die den Einspanngrad von Deck
und Doppelboden sowie der Leerraumzellenbegrenzung wiedergeben. Die Hauptab-
messungen betragen 5.788 mm der Länge, 3.490 mm der Breite und 900 mm der
Höhe nach. Der Modellkörper besitzt einen Spantabstand von 280 mm und einen
Rahmenspantabstand von 800 mm, welches einer Skalierung von 1:3 entspricht. Die
vier Rahmen besitzen jeweils zwei Mannlöcher 600/400.

x

y

Abbildung 3.2.: Modellkörper der Seitenhülle

Bis auf kleine Änderungen wie das Ergänzen unterschiedlicher Riegelbleche an
den Spantdurchführungen, sind für alle vier Versuche baugleiche Seitenhüllenmodelle
verwendet worden.
Ausgehend von dem Modellkörper der Vorversuche aus [70] wurden in Schötteln-
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Abbildung 3.3.: Bugwulstmodell

dreyer et al. [93] verschiedene zylindrische und
elliptische Bugwulstgeometrien numerisch unter-
sucht. Es konnte festgestellt werden, dass klei-
ne parametrische Änderungen in der Geometrie
einen signi�kanten Ein�uss auf die Verformung
von Bugwulst und Seitenhülle haben. Um die
gewünschte und steuerbare Bugwulstverformung
für KV 2 und KV 4 erzielen zu können, wurde
die rotationssymmetrische und bugwulstähnliche
Geometrie aus den Vorversuchen übernommen.
Wie aus der Abbildung 3.3 zu erkennen ist, er-
möglicht der Bugwulst den Austausch der Bug-
spitze sowie eine Verlängerung über Flanschver-
bindungen. Der im Folgenden für KV 1 und KV 3
als starr anzunehmende Bugwulst besteht im vor-
deren Bereich aus einem gedrehten Formteil, wel-
ches im hinteren Teil mit einem 30 mm dicken
Rohr verschweiÿt worden ist. Die Auÿenhautdi-
cke steigt bis auf 150 mm im vorderen Bereich des
Bugwulstes an. Sein Durchmesser im hinteren zy-
lindrischen Bereich beträgt 813 mm und er besitzt
in der präsentierten Kon�guration eine konstante
Länge von 1.700 mm.

3.4. Füllstoff

Die Modellkörper von KV 3 und KV 4 wurden mit einem Leichtgewichtsfüllsto� aus
multizellularen Glashohlkugeln verfüllt (Füllsto�bezeichnung: Omega C-XL). Die
Verfüllung der Modellkörper erfolgte auf dem Gelände der Flensburger Schi�bau-
Gesellschaft. Nach Einbringen einer Teilmenge wurde der Füllsto� mit einem Be-
tonrüttler verdichtet, wie er aus der Baubranche bekannt ist. Nach Abschluss der
Verfüllung wurde der Modellkörper mehrfach gedreht und ruckartig aus kleiner Höhe
auf den Boden der Fertigungshalle gestoÿen. Mit diesen Maÿnahmen konnte sicher-
gestellt werden, dass der Hohlraum im Modellbereich vollständig durch den ein-
gebrachten Füllsto� ausgefüllt wurde. Bei der Auswahl des Füllsto�es wurde eine
Prioritätenliste der mechanischen Verhaltenseigenschaften erarbeitet, die die folgen-
den Punkte beinhaltet:

• Toxizität

• Brand-, Explosions- und Gesundheitsschutz

• Pump- bzw. Förderfähigkeit

• Hydrophobie

• Gewicht
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Im Fall einer Schi�skollision ist in der Regel mit groÿen Umweltschäden zu rech-
nen. Um diese durch das Einbringen von Füllsto�en nicht weiter zu steigern, wurde
der Punkt Toxizität an erste Stelle gesetzt.
Füllsto�e in Schi�seitenwänden sind als Baumaterial zu betrachten, nicht als La-
dungsgut. In den Regelwerken der Klassi�kationsgesellschaften können keine Eintra-
gungen für evtl. Füllsto�e gefunden werden. Um dennoch die Füllsto�e mit einem
Regelwerk überprüfen zu können, wird das Regelwerk IMDG-Code der IMO [46]
verwendet.
In der Vergangenheit sind weltweit viele Tankschi�e spurlos verschwunden. Spätere
Unterschungen haben ergeben, dass es auf See zur Gasbildung in den Laderäumen
gekommen ist und sich bei dem geladenen Rohöl ein Luft-Petro-Gasgemisch gebildet
hat, das im kritischen Mischungsbereich beim kleinsten Funken explodieren kann.
Erst mit der Einführung von Inertgasanlagen konnten diese Vorfälle vermieden wer-
den. Um die Gefahr der Installation gefährlicher Anlagen zu vermeiden, kommen
nur Füllsto�e in die engere Auswahl, die ausreichend Brand-, Explosions- und Ge-
sundheitsschutz bieten, d.h. inert sind.
Alle in der Vergangenheit untersuchten Füllsto�e (s.o.) weisen einen groÿen Nachteil
auf, weil sie bei anstehenden Inspektionen wie z.B. Verlängerung der Klasse nicht
einfach entnommen und wieder verfüllt werden können. Um diesen Prozess zu ver-
einfachen, wurde der Fokus auf ein pump- bzw. förderfähiges Material gelegt.
Die letzten beiden Punkte der Prioritätenliste stehen in enger Verbindung mitein-
ander. Um zum einen keinen Korrosionsherd in der Stahlkonstruktion zu generieren
und um zum anderen kein veränderliches Gewicht in den Schi�sleerräumen zu haben,
dürfen die Füllsto�e nur wenig Feuchtigkeit aus der Umgebung aufnehmen (hydro-
lysebeständig). Um die benötigte Verdrängung zur Kompensierung des zusätzlichen
Gewichtes zu minimieren, darf die Betrachtung des Gewichtes nicht vernachlässigt
werden. Ein zusätzlich auftretender Nutzen von Materialien, die hydrophob und
leichter als Wasser sind, ist ihre Fähigkeit im Fall einer Flutung zusätzlichen Auf-
trieb zu generieren, sofern sie nicht ausgespült werden.
Das schematische Vorgehen bei der Auswahl von Füllsto�en organischer und anor-
ganischer Materialien ist in [31] ö�entlich verfügbar.
Die ausgewählten multizellularen Glashohlkugeln mit der Bezeichnung OMEGA-
BUBBLES C-XL besitzen laut Hersteller OMEGA MINERALS Germany GmbH
die folgenden aufgelisteten Materialeigenschaften:

• unbrennbar

• temperaturbeständig bis ca. 900◦C

• niedrige Wärmeleitfähigkeit

• hydrophob

• ausgezeichnete Schallabsorption

• geringe elektrische Leitfähigkeit

• raue Texturierung für sehr gute Adhäsion
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• umweltfreundliches Herstellungsverfahren

• 100% recyclebar

Die multizellularen Glashohlkugeln aus Abbildung 3.4 sind aus Spezialglas herge-
stellt und besitzen eine Korngröÿe von 2-8 mm, eine Schüttdichte von 190-250 kg/m3

und eine Korndichte von 380-480 kg/m3.

Abbildung 3.4.: Füllsto� OMEGA-BUBBLES C-XL und eine 1 Cent Münze zum
Gröÿenvergleich

3.5. Versuchsergebnisse

Die in diesem Abschnitt präsentierten Messergebnisse beziehen sich ausschlieÿlich
auf die Werte von Kollisionskraft und Weg, welche mit einer Abtastrate von 2 Hz
erfasst wurden. Die Kollisionskraft wird hierfür über die Druckmessdosen zwischen
Widerlager und Seitenhülle und der Weg mit einem Seillängengeber zwischen der
Oberkante des Bugwulstes und einem ortsfesten Bezugspunkt gemessen.
Ohne detailliert auf das Verformungsverhalten der Strukturen eingehen zu wollen,
werden die wesentlichen und charakteristischen Merkmale in Abbildung 3.5 mit den
Nummern 1 bis 5 versehen. Der Anriss in den Auÿenhaut des jeweiligen Versuches
wird bei (1) registriert. Es folgt das Versagen der Längsspanten (2). Bei (3) steht
der Bugwulst in Kontakt mit den Längsspanten der Innenhülle, was natürlich bei
der gefüllten und unzugänglichen Struktur aus KV 3 nicht beobachtet werden kann.
Die jeweiligen Anrisse der Innenhülle treten bei (4) auf. Auch das Versagen der
Innenhüllenlängsspanten (5) kann aus den zuvor angegebenen Gründen bei KV 3
nicht optisch beobachtet werden. Insgesamt lässt sich ein signi�kanter Anstieg der
Kollisionskraft von 47% beim Durchdringen der Innenhülle beobachten.
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Abbildung 3.5.: Gemessene Kraft-Verformungskurve für KV 1 und KV 3

Die Integration der Kraft-Verformungskurven aus Abbildung 3.5 ergeben die von
der Seitenhülle dissipierte Energie. Werden diese bis zum Anriss der Innenhülle ver-
glichen, so lässt sich eine Steigerung an absorbierter Energie von 71% durch die
Füllsto�e verzeichnen.
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Abbildung 3.6.: Gemessene Energie für KV 1 und KV 3 bis zum Innenhüllenanriss
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Diese signi�kante Erhöhung der Energieaufnahmefähigkeit wird durch zwei E�ekte
verursacht:

• Als Primäre�ekt erfolgt die zusätzliche Energieaufnahme durch Kompression
und Zerstörung des Füllsto�es.

• Als Sekundäre�ekt wird über den Füllsto� eine groÿ�ächige Lastverteilung
bzw. Lastableitung in die umgebende Stahlstruktur mit einhergehender Ener-
giedissipation erreicht.

Wird die Durchbiegung der Innenhüllen unter dem Kollisionsbereich gemessen
und miteinander in Abbildung 3.7 verglichen, so lässt sich der Sekundäre�ekt gut
erkennen.
Bereits vor dem Aufreiÿen der Auÿenhaut der gefüllten Seitenstruktur fängt der
Füllsto� langsam an die Last auf die Innenhüllenstruktur zu übertragen. Bei zuneh-
mender Eindringtiefe erhöht sich dieser E�ekt signi�kant und die Kurve steigt ab
einem Kollisionsweg von 540 mm exponentiell an. Die gefüllte Seitenhülle bewirkt
eine Durchbiegung von 20 mm bereits nach 672 mm. In KV 1 geschieht dieses erst
nach 923 mm. Zu diesem Zeitpunkt besteht bereits Kontakt zwischen Bugwulst und
Innenhülle und die Durchbiegung steigt linear. Um Schäden an den Messsensoren
zu vermeiden, wurden diese vor dem Versagen der Innenhülle entfernt. Die gefüllte
Seitenhülle aus KV 3 erreicht die maximal gemessene Durchbiegung von ca. 70 mm
bereits 108 mm früher als der konventionelle Modellkörper aus KV 1.
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Abbildung 3.7.: Gemessene Durchbiegung der Innenhüllen für KV 1 und KV 3

Für die Bewertung der vier Kollisionsversuche bietet sich allerdings der Zeitpunkt
an, bei dem die Innenhülle aufreiÿt. In der Arbeit von Martens [70] wurden bereits
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die E�ekte der beiden verformbaren Bugwülste präsentiert. Für die Auswertung wur-
den KV 1 mit KV 2 sowie KV 3 mit KV 4 miteinander verglichen.
In Analogie wird hier dieser Vergleich ebenfalls für die Wirkung des Füllsto�es durch-
geführt. Hierzu muss die Energiedi�erenz aus KV 1 und KV 3 aus Beziehung 3.1
(Versuche mit starrem Bugwulst) sowie aus KV 2 und KV 4 aus Gleichung 3.2
(Versuche mit verformbarem Bugwulst) gebildet werden.

∆EBWstarr =
EKV 3 − EKV 1

EKV 1

(3.1)

∆EBWverformbar =
EKV 4 − EKV 2

EKV 2

(3.2)

Dargestellt über den durch den Kollisionsweg zum Zeitpunkt des Innenhüllenver-
sagens normierten Weg lässt sich in Abbildung 3.8 der bereits erwähnte Energiezu-
gewinn aus Abbildung 3.6 von 71% bei der Verwendung der starren Bugwulste und
eine Erhöhung von 57% für die Verwendung der ab�achenden Bugwülste durch die
multizellularen Glashohlkugeln beobachten.

0.2 0.4 0.6 0.8 1

Kollisionsweg normiert mit IH-Versagen [-]

0

0.25

0.5

0.75

E
 [
-]

ΔEBW starr

Δ
E

 [
-]

ΔEBW verformbar

Kollisionsweg normiert mit IH-Versagen [-]

,

,

,

, , , ,

Abbildung 3.8.: Energiezugewinn durch Einbringen des Füllsto�s

Es ist gut zu erkennen, dass der Energiezugewinn mit der Eindringtiefe bzw. mit
der Kompaktierung des Füllsto�s bei beiden Versuchen sowohl bei dem starren Bug-
wulst als auch bei dem verformbaren Bugwulst steigt. Die Rahmen der Seitenhül-
lenmodelle von KV 2, KV 3 und KV 4 wurden zwischen den Innenhüllenlängsspan-
ten mit Perforierungen (Durchmesser: 50-55 mm) gemäÿ Abbildung 3.9 versehen.
Das Konzept der Perforierungen wurde aus dem vorangegangenen Forschungsvorha-
ben [32] übernommen. Ihre strukturmechanische Wirkung lieÿ sich nur bei Modell-
körper KV 4 beobachten. Sie ist an anderer Stelle genauer zu analysieren.
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Der bereits bei dem Vergleich von KV 1 und KV 3 festgestellte Sekundäre�ekt einer
groÿ�ächigen Lastverteilung verstärkt sich durch das Ab�achen der Bugspitze vor
dem Durchstoÿen der Auÿenhaut. Die vergröÿerte Aufstands�äche (Querschnitts�ä-
che beim unteren Flansch aus Abbildung 3.3) des verformbaren Bugwulstes verstärkt
diese Lastverteilung aufgrund des verdichteten Füllsto�es auf das Trägersystem der
Innenhülle, welches wiederum die Last auf die Rahmen überträgt. Dieses hat zur
Folge, dass sich nach 90% des Kollisionsweges aus Abbildung 3.8 schlagartig Risse
bilden, die die Perforierungen miteinander verbinden. Dieser Vorgang lässt sich in
der Kurve ∆EBWverformbar Abbildung 3.8 wieder �nden und führt entsprechend zu
einem Abfall bei dem Energiezugewinn.
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Abbildung 3.9.: Aufgerissene Perforierung Rahmen KV4

Die wesentlichen Ergebnisse aller vier Kollisionsversuche fasst Tabelle 3.4 zusam-
men.

Tabelle 3.4.: Anriss der Auÿenhaut und Innenhülle von KV 1 und KV 3
Auÿenhautversagen Innenhüllenversagen

Kollisionsweg Kollisionsenergie Kollisionsweg Kollisionsenergie
KV 1 47 mm 7,5 kJ 1.016 mm 569 kJ
KV 2 475 mm 433,0 kJ 1.194 mm 1.139 kJ
KV 3 62 mm 14,5 kJ 903 mm 973 kJ
KV 4 444 mm 472,0 kJ 1.155 mm 1.663 kJ

Der Kollisionsweg bis zum Auÿenhautversagen von KV 2 und KV 4 beinhaltet das
Zerdrücken der ca. 305 mm langen Spitze des kollisionsfreundlicheren Bugwulstes
und ist dementsprechend gröÿer.
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4. Versuche an Materialproben

Das Erfassen des Verhaltens der in den Kollisionsversuchen verwendeten Materiali-
en erfordert eine Vielzahl von zusätzlichen Experimenten. An Werksto�proben kön-
nen die von den Materialmodellen geforderten Eingabedaten und Kurven ermittelt
werden. Für den Werksto� Stahl stellt die Ermittlung der in Abschnitt 2.2.2 vorge-
stellte wahren Spannungs-Dehnungskurve (WSD) sowie die für das Bruchkriterium
GISSMO aus Abschnitt 2.2.3 zu bestimmenden Kurven eine groÿe Herausforderung
dar. Die Experimente zur Bestimmung der Materialeigenschaften der multizellularen
Glashohlkugeln lassen sich in Versuche an gewählten Testvolumen und an einzelnen
Partikeln aufteilen. Erstere dienen zur Ermittlung der Eingabewerte für die Flieÿ-
bedingungen und zur Untersuchung numerischer Einstellungen wie z.B. Kontaktde-
�nitionen und Elementgeometrien. Die Versuche an einzelnen Partikeln dienen zur
Plausibilitätsüberprüfung der gefundenen Materialeigenschaften.

4.1. Stahl

Zur Ermittlung der Werksto�daten E-Modul, Streckgrenze und Zugfestigkeit sowie
der wahren Spannungs-Dehnungskurve werden Zugversuche nach DIN EN ISO 6892-
1 [22] an Materialstücken der Seitenhüllenmodelle aus den Kollisionsversuchen durch-
geführt und die technischen Spannungs-Dehnungskurven (TSD) gemessen.
Für die Ermittlung der GISSMO-Eingabekurven muss die Geometrie der Zugversu-
che innerhalb der Messlänge für die Erzeugung unterschiedlicher Spannungszustände
geändert werden.

4.1.1. Zugversuche

Die Geometrie der uniaxialen Zugproben wurde nach DIN-50125 [20] gefertigt und
ist der Abbildung 4.1 zu entnehmen.
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Abbildung 4.1.: Geometrie der Zugversuche nach DIN 50125 (Form E)
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Zur Bestimmung der Eingabedaten für das GISSMO-Kriterium nach E�elsberg
et al. [23] werden die Zugproben entsprechend Abbildung 4.2 bearbeitet, damit
Scher- und Kerbzugversuche durchgeführt werden können. Über die beiden Scherzug-
geometrien kann die Triaxilität (η) von 0,00-0,45 und durch die Kerbzugprobe von
0,50-0,57 abgedeckt werden. Die Triaxialität innerhalb einer Versuchsserie ändert
sich mit steigender Belastung, so dass die Versuche den in Abbildung 4.2 angegebe-
nen Bereich abdecken.
Alle Angaben zur Geometriebeschreibung aus Abbildung 4.1 und aus Abbildung 4.2
werden im Anhang in Tabelle A.4 zusammengefasst.
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Abbildung 4.2.: Scher- und Kerbzugversuche

Das Material der Auÿenhaut (AH) bzw. der Innenhülle (IH) und das der Rah-
men (R) wurde für die ersten drei Kollisionsversuche untersucht sowie das Material
der Pro�le (HP) für KV 1 und KV 2.
Zugversuche werden in der Praxis bis zum Erreichen der Zugfestigkeit bzw. Einschnü-
rung gemessen, um Schäden beim schlagartigen Versagen der Proben am Messsensor
(Extensiometer) zu vermeiden. Die Bruchdehnung wird am Ende der Versuche über
einen Messschieber ermittelt und liegt für die Proben der AH und der Rahmen bei
27-34% sowie bei den Längsspanten (HP) bei 39-40%.
Zur Bestimmung der Eingabedaten für das GISSMO-Kriterium ist es unabdingbar,
Zugversuche bis zum Bruch zu messen und die ermittelten Eingabewerte darüber zu
kalibrieren.
Die Ziehgeschwindigkeit betrug bei allen Zugversuchen 0,04 mm/s. Zur besseren
Übersicht werden die Zugversuche noch einmal in Tabelle 4.1 zusammengefasst.

Tabelle 4.1.: Anzahl der Zugversuche
Probenart Bauteil KV 1 KV 2 KV 3

U
ni
ax
ia
lz
ug

gemessen bis zur Einschnürung
AH/ IH 5 Stk. 5 Stk. 5 Stk. (3 Stk. gerutscht)
HP 5 Stk. - 5 Stk.
R 8 Stk. 8 Stk. 8 Stk.

gemessen bis zum Bruch
AH 3 Stk. - -

Scherzug AH je 5 Stk. - -
Kerbzug AH 4 Stk. - -
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Die Messwerte weisen innerhalb eines Materialstückes keine groÿen Abweichungen
auf. Werden diese Messwerte gemittelt, so lässt sich für jede Versuchsserie eine TSD
ermitteln, die für die weitere Auswertung verwendet wird. Dieses Vorgehen wird
für die Versuchsergebnisse (gemessen bis zum Bruch) in Abbildung 4.3 dargestellt.
Ergebnisse der restlichen Zugversuche in Abbildung A.2 im Anhang.
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Abbildung 4.3.: Gemittelte TSD gemessen bis zum Bruch

Die aus den uniaxialen Zugversuchen ermittelten Werksto�daten lassen sich in
Tabelle 4.2 zusammenfassen.

Tabelle 4.2.: Aus den uniaxialen Zugversuchen ermittelte Werksto�daten

Versuch Bauteil E
[

N/mm2] ReH

[

N/mm2] Rm

[

N/mm2]

K
V

1

AH 204.024 341 455
AH∗ 194.075 331 448
HP 213.080 336 490
R 196.452 343 461

K
V

2 AH 196.064 369 464
R 203.502 330 467

K
V

3 AH 211.197 328 453
HP 203.792 363 517
R 213.841 332 459

∗gemessen bis zum Bruch

4.1.2. Ermittlung der wahren Spannungs-Dehnungskurve

Die vorliegenden Datensätzen der uniaxialen Zugversuche müssen für extrem klei-
ne Elementgröÿen (siehe Abschnitt 2.2.2) ab der Einschnürung extrapoliert werden.
Dieses geschieht über einen kombinierten Verfestigungsansatz.
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Um diesen kalibrieren zu können, wird im ersten Schritt eine numerische und au-
tomatisierte Methode auf die zuvor ermittelte TSD des uniaxialen Zugversuches
(gemessen bis zum Bruch) angewendet. Die über dieses Verfahren erzeugte WSD
bildet dabei die Referenzkurve für den zweiten Schritt und gilt für die ausgewählten
Elementgröÿen.
Unter der Verwendung der TSD (gemessen bis zum Bruch) aus dem ersten Schritt,
lässt sich der kombinierte Ansatz über den Vergleich der beiden WSD kalibrieren
und im dritten und letzten Schritt auf die restlichen und nicht bis zum Bruch ge-
messenen Kurven anwenden.
Das gesamte Vorgehen wird zur besseren Übersicht in Abbildung 4.4 in Form eines
Flieÿbildes zusammengefasst.
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Abbildung 4.4.: Vorgehen zur Erzeugung der WSD

Für das numerische und automatisierte Verfahren wird das Programm LS-OPT
als Optimierungswerkzug zusammen mit LS-DYNA für die expliziten Berechnun-
gen verwendet. In vereinfachter Form kann die Optimierung durch Abbildung 4.5
veranschaulicht werden. Dabei stellen die grauen Punkte aus Abbildung 4.5a) die
Messwerte der TSD dar und die Schwarzen die zu ermittelnden Werte der WSD, die
durch die Parameter p beschrieben werden. Am Anfang der Optimierung wird ein
s.g. design − space über die Restriktion der maximal und minimal zu erwartenden
Spannungen für eine vorgegebene Dehnung εi de�niert. Für diesen Bereich werden
über das Verfahren d − optimal nach Gleichung 4.1 die Anzahl der Parameterva-
riationen m über die Anzahl der zu bestimmenden Parametern n bestimmt und
entsprechend Simulationen ausgeführt.

m = 1, 5 (n+ 1) + 1 (4.1)

Das s.g. Metamodell wird hier durch lineare Polynome erzeugt, siehe Abbildung
4.5b). Um das gefundene Minimum wird eine Box die s.g. sub − region erstellt,
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die im nächsten Schritt erneut in m Parametervariationen unterteilt wird. Dieses
Verfahren wiederholt sich, bis eine vorgegebene Toleranz erzielt wird.
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Abbildung 4.5.: Ablauf der Optimierung

Die Güte der gefundenen Minima (Vergleich von Mess- und Berechnungsergebnis
aus LS-DYNA) wird über das Fehlermaÿ curve −mapping bestimmt, das von Wi-
towski et al. in [108] beschrieben wird. Vorteil dieses Verfahrens ist die Erfassung
groÿer Gradienten im Kurvenverlauf wie z.B. dem linearen und elastischen Bereich
und bei starker Richtungsänderung der Kurve wie z.B. zum Zeitpunkt des Versagens
einer Zugprobe.
In Stander et al. [96] werden die drei folgenden und in LS-OPT hinterlegten Opti-
mierungsalgorithmen näher untersucht.

• Leap-Frog (LFOP)

• Genetischer Algorithmus (GA)

• Adaptive Simulated Annealing (ASA)

Als Ergebnis für globale Optimierungen konnte festgestellt werden, dass ASA
die besten Ergebnisse beim geringsten Zeitaufwand liefert, GA jedoch eine gute
Alternative bildet. Das gradientenbasierte Verfahren LFOP liefert nur bei guten
Startwerten ein entsprechend gutes Resultat in sehr kurzer Zeit. Basierend auf dieser
Erkenntnis wird die globale Optimierung mit ASA und die lokale Optimierung mit
LFOP durchgeführt.
Als zusätzliche Restriktion wird die Steigung zweier aufeinander folgender Polynome
eingeschränkt, die abnehmen muss. Am Beispiel der Abbildung 4.5 ergibt sich damit
für die ersten beiden Abschnitte der Zusammenhang 4.2.

pi+1 − pi
εi+1 − εi

>
pi+2 − pi+1

εi+2 − εi+1

(4.2)

Als Verfestigungsansatz wird von Kubiczek [56] der Ansatz nach VOCE und HOL-
LOMON aus Tabelle 2.6 kombiniert und in einen Bereich unterhalb (Gleichung 4.3)

σ = n1 · V OCE + (1− n1) ·HOLLOMON mit n1 = 0, 90 (4.3)
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und oberhalb der Zugfestigkeit (Gleichung 4.4) aufgeteilt.

σ = n2 · V OCE + (1− n2) ·HOLLOMON mit n2 = 0, 68
t0
t

(4.4)

Die Bezugsplattenstärke t0 beträgt 4 mm. Der kombinierte Verfestigungsansatz
liefert für die Zugversuche gute Ergebnisse, vergl. Abbildung 4.6b). Eine Allgemein-
gültigkeit für Plattendicken oberhalb 10 mm wurde nicht überprüft.
Um eine möglich kurze Rechenzeit für die Simulationen zu erzielen, wurden verschie-
dene Ziehgeschwindigkeiten in Abbildung 4.6a) untersucht. Es lässt sich feststellen,
dass die Rechenergebnisse bis 8 m/s ein gutes Ergebnis erzielen, welches die 200.000
fache der hier verwendeten Ziehgeschwindigkeit darstellt. Werden die dazugehöri-
gen Verformungsbilder bei gleicher Verschiebung am Ende der Simulationen aus
Anhang A.3 mit einander verglichen, so kann eine Verschiebung der Einschnürung
beobachtet werden. Mit gröÿer werdender Ziehgeschwindigkeit verschiebt sich die
Einschnürung aus der Mitte, obwohl jeder Rechnung das selbe FE-Modell zugrunde
liegt. Um ähnliche numerischen Rahmenbedingungen beim Erstellen der WSD und
der Simulation der Kollisionsversuche zu haben, entspricht die Ziehgeschwindigkeit
der Kollionsgeschwindigkeit von 2 m/s aus Kapitel 5.
Für das Erzielen der Ergebnisse aus Abbildung 4.6 ist eine erhöhte Genauigkeit
der Dezimalstellen gefordert (mind. 16 Stellen in der Mantisse) und kann über die
Einstellung double precision dem Programm LS-DYNA vorgegeben werden.
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Abbildung 4.6.: a) TSD bei unterschiedlichen numerischen Ziehgeschwindigkeiten;
b) Vergleich der ermittelten WSD

In Abbildung 4.6b) wird die WSD, erzeugt über das numerische und automatisier-
te Verfahren aus dem ersten Schritt (siehe Abbildung 4.4), für die Elementkanten-
längen 0,5 mm und 1,0 mm mit der WSD aus dem kombinierten Verfestigungsansatz
aus dem zweiten Schritt verglichen. Der Abbildung 4.6b) kann entnommen werden,
dass die unterschiedlichen Kantenlängen erst bei über 100% wahrer Dehnung eine
Rolle spielen. Im Bereich bis 135% wahrer Dehnung unterschätzt der kombinierte
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Verfestigungsansatz die beiden anderen WSD und für gröÿere Dehnung überschätzt
er diese. Allgemein ist jedoch eine sehr gute Übereinstimmung zu erkennen. Die in
dieser Arbeit vorkommenden Bruchdehnungen liegen unter 50% wahrer Dehnung
und weisen somit einen zu vernachlässigenden Unterschied zwischen den Kurven aus
Abbildung 4.6b) auf.

4.1.3. Ermittlung der GISSMO-Eingabekurven

In Abschnitt 2.2.3 wurden bereits der theoretische Hintergrund der spannungsab-
hängigen und elementgröÿenabhängigen Gröÿen vorgestellt. Zur Bestimmung der
spannungsabhängigen Bruchdehnung εf und Gleichmaÿdehnung εv,loc werden alle
Zugversuche gemessen bis zum Bruch in FE-Modelle nach LS-DYNA überführt und
unter Verwendung des zuvor vorgestellten Optimierungsprozesses in LS-OPT an-
hand der gemittelten TSD für den triaxialen Bereich von 0 bis ca. 0,57 aus Abbil-
dung 4.8 bestimmt. Die geringe Abweichung zwischen berechneten und gemessenen
Werte der TSD kann der Abbildung A.4 im Anhang entnommen werden und recht-
fertigt die Optimierungsmethode.
Die Beschränkung auf eine einachsige Zugprüfmaschine schlieÿt eine experimentelle
Untersuchung von Druck- und biaxialen Zugspannungzuständen aus. Wie eingangs in
Kapitel 2.2.3 erwähnt, spielt der Druckbereich bei Schi�skollisionen eine untergeord-
nete Rolle. Die Gleichmaÿdehnung wird somit für den gesamten negativen triaxialen
Bereich als konstant angenommen und entspricht dem Wert bei reiner Scherbelas-
tung. Die Bruchdehnung wird über die Werte aus den beiden Scherversuchen bis zum
uniaxialen Druck (Triaxialität von -0,33) extrapoliert und anschlieÿend auf sehr ho-
hem Niveau konstant fortgeführt, weil ein Versagen für mehrachsige Druckzustände
nicht mehr auftritt.
Um die Werte für den biaxialen Zugbereich (Triaxialität von 0,66) bestimmen zu
können, werden Dickenmessungen nach Abschnitt 2.2.3 an den Proben der uniaxa-
len Zugversuche bis zum Bruch und an Probestücken der IH des Modellkörpers KV 1
senkrecht zum Riss nach Abbildung 4.7 vorgenommen.

y

x

Probestück

Riss

HP

HP

R R

R  = Rahmen

HP= Profil

Abbildung 4.7.: Probeentnahme an der IH von KV 1

Das GISSMO-Kriterium verwendet Vergleichsdehnungen, das die Umrechnung der
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gemessenen Werte aus Tabelle 4.3 nach Beziehung 4.5 erforderlich macht.

εv =
1√
2

√

(ε1 − ε2)
2 + (ε1 − ε3)

2 (ε2 − ε3)
2 (4.5)

Die nach Kubiczek [57] erzielten Werte lassen sich in Tabelle 4.3 zusammenfassen.

Tabelle 4.3.: Ermittelte Gleichmaÿdehnungen εg
Richtung der Dehnung Zugversuch Kollisionsversuch KV 1

Länge 0,244 0,091
Breite -0,093 -
Dicke -0,114 -0,084

Vergleichswerte 0,348 0,152

Unter der Annahme, dass das Verhältnis der Vergleichswerte der Gleichmaÿdeh-
nung von Zugversuch (uniaxial) und Kollisionsversuch (biaxial) gleich dem Verhält-
nis der Eingabewerte für die Gleichmaÿdehnung und Bruchdehnung ist, lassen sich
die Werte bei der Triaxialität von 0,66 bestimmen. Es sei anzumerken, dass bei dem
Vergleich der Tabelle 4.3 und Abbildung 4.8 die gemessene Gleichmaÿdehnung von
der numerischen Gleichmaÿdehnung abweicht.
Gra�sch zusammenfassen lassen sich die Ergebnisse in Abbildung 4.8. Gut zu er-
kennen ist die Eigenschaft, dass bei reiner Scherbeanspruchung (Triaxialität von 0)
keine Einschnürung mehr vorkommt und die Kurve der Gleichmaÿdehnung oberhalb
der Bruchdehnung liegt. Dieses lieÿ sich bei den Scherzugproben 0◦ auch beobachten.
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Abbildung 4.8.: Spannungszustandsabhängige Eingabekurven für GISSMO

Neben den spannungsabhängigen Eingabekurven müssen ebenfalls die Kurve für
den elementgröÿenabhängigen Reduktionsexponenten fadexp und eine Skalierkur-
ve für die Bruchdehnung lcregd bestimmt werden. Zur Bestimmung dieser Kurven
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werden Netzstudien in FE-Simulationen an dem gemittelten Zugversuch und dem
Kollisionsversuch KV 1 durchgeführt. Es lassen sich damit die Punkte im Bereich a)
für den Zugversuch und b) für KV 1 aus Abbildung 4.9 �nden.

Abbildung 4.9.: Elementgröÿenabhängige Eingabekurven für GISSMO

Durch die gefunden Funktionen 4.6 und 4.7 lassen sich die ermitteln Werte aus
Abbildung 4.9 gut wiedergeben und darüber hinaus auch für gröÿere Elementkan-
tenlängen anwenden.

fadexp (le) = 5, 408 (le)
−0,278 (4.6)

lcregd (t, le) = 0, 486

(

le
t

)

−0,495

(4.7)

4.2. Multizellulare Glashohlkugeln

Die Materialeigenschaften der multizellularen Glashohlkugeln samt Zwischenräume
weichen von denen einer einzelnen Glashohlkugel ab. Für die multizellularen Glas-
hohlkugeln werden ebenfalls parallel zu den Experimenten numerischen Hilfsmittel
benutzt. Anders als beim Stahl werden neben den expliziten Berechnungen auch
implizite Berechnungen durchgeführt. Zusätzlich zur Bestimmung der Materialei-
genschaften eignet sich der unten beschriebene uniaxiale Drucktest für Simulationen
mit geringem Rechenaufwand. Anhand dieser Berechnungen können Einstellungen
an der Kontaktformulierung gefunden, geeignete Elementformen ermittelt und eine
passende Flieÿbedingung aus Abschnitt 2.2.1 gewählt werden, die sich später in die
Simulation von KV 3 übertragen lassen.

4.2.1. Triaxialversuch

Zur Ermittlung der Scherparameter und zur Bestimmung des deviatorischen Anteils
der Flieÿfunktion für das Materialmodell Soil and Foam aus Abschnitt 2.2.1 muss-
ten Triaxialversuche durchgeführt werden, die im Erd- und Grundbau Anwendung
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�nden. In acht Versuchen nach DIN 18137-2 [19] ohne Sättigungsdruck konnten die
Parameter innerer Reibungswinkel, Kohäsion und Dilatanzwinkel am Institut für
Geotechnik und Baubetrieb der TUHH bestimmt werden. Im Versuch wird eine
zylindrische Probe mit einem Verhältnis von Höhe zu Durchmesser (h/d) von ca.
130/50 (in mm) einem vorde�nierten und konstanten Zellendruck ausgesetzt und
durch einen Stempel mit konstanter Geschwindigkeit von 0,01-0,001 mm/min verti-
kal gestaucht, bis es zum Scherbruch der Probe kommt. Details der einzelnen Proben
können den Abbildungen A.5-A.16 im Anhang entnommen werden. Die Probe wird
über eine Gummimembran von der Zell�üssigkeit getrennt. Der Versuchsaufbau ist
in Abbildung 4.10 dargestellt.

Stempel

Füllstoff

Flüssigkeit

1

1 2

3
3

2

Abbildung 4.10.: Triaxialversuch nach DIN 18137-2

Der Scherbruch tritt ein, wenn die Messreihen aus Abbildung 4.11 ihren maxi-
malen Wert erreicht haben und die Proben keine weitere Last aufnehmen können
(mittlere Messreihe). Der Versuch wird spätestens nach einer Stauchung von 20%
auch ohne Scherbruch beendet, wie in Abbildung 4.11 dargestellt.
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Abbildung 4.11.: Eintritt des Scherbruches nach DIN 18137-2
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Auf der Ordinate ist die halbe Di�erenz der e�ektiven Hauptspannungen und auf
der Abszisse die Stauchung aufgetragen. Die Stauchung der Probe lässt sich aus der
Anfangsprobenhöhe h0 und der veränderlichen Probenhöhe ∆h bestimmen.

Innerer Reibungswinkel und Kohäsion

Um den inneren Reibungswinkel φ und die Kohäsion c bestimmen zu können, muss
ein Bruchdiagramm erstellt werden. Dazu wird auf der Ordinate ebenfalls die hal-
be Di�erenz der e�ektiven Hauptspannungen und auf der Abszisse die Summe der
halben e�ektiven Hauptspannungen wie in Abbildung 4.12 bis zum Scherbruch auf-
getragen.
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Abbildung 4.12.: Bruchdiagramm nach DIN 18137-2

Die Vergröÿerung der mittleren Probenquerschnitts�äche A1 muss bei der Berech-
nung der e�ektiven Hauptspannung σ1 durch den Zusammenhang 4.8 berücksichtigt
werden.

A1 =
V0 −∆V

h0 −∆h
(4.8)

Dabei ist V0 das Anfangsvolumen und h0 die Anfangsprobenhöhe und entspre-
chend ∆V das veränderliche Volumen und ∆h die veränderliche Probenhöhe. Aus
Beziehung 4.9 ergibt sich die e�ektive Axialspannung, bei der P0 die Stempelkraft
infolge des Zellendrucks σ3 ohne axiale Belastung und P die Stempelkraft ist.

σ1 =
P − P0

A
+ σ3 (4.9)

Die Bruchgerade aus Abbildung 4.12 wird durch das Verbinden der Bruchpunkte
der Proben erstellt. Der Wert für die Spannung b wird am Durchgang der Bruchgera-
den an der Ordinate abgelesen. Der Winkel α ist der Winkel zwischen Bruchgeraden
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und Abszisse.
Der innere Reibungswinkel lässt sich durch die Beziehung 4.10

sin (φ) = tan (φ) (4.10)

und die Kohäsion durch Zusammenhang 4.11

c =
b

cos (φ)
(4.11)

berechnen. Wird der Zusammenhang durch Mohrsche Spannungskreise dargestellt,
so können die Werte nach Abbildung 4.13 eingetragen werden.
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Abbildung 4.13.: Spannungskreise im Grenzzustand nach DIN 18137-2

Die experimentell ermittelten Werte sind in Tabelle 4.4 gegenübergestellt und
lassen auf Kornbruch schlieÿen. Die Werte für den inneren Reibungswinkel φ nehmen
mit steigendem Zellendruck signi�kant ab und die Werte für die Kohäsion c steigen
signi�kant an.

Tabelle 4.4.: Werte aus Triaxialversuchen
Zellendruck 20/50/90 50/90/190 150/190/240 240/290/380

φ [◦] 36,0 20,5 13,8 6,2
c [kN/m2] 17,2 71,5 98,2 148,7

Dilatanzwinkel

Die Dilatanz beschreibt die Dichteabnahme durch Volumenvergröÿerung einer Schütt-
gutprobe bei Scherbeanspruchung. Die einzelnen Partikel verschieben sich unterein-
ander und nehmen eine ungünstigere Packung an. Sie kann, zum Zeitpunkt der
Abscherung, aus den Werten der Volumendehnung ∆V/V0 und der Durchmesser-
dehnung ∆d/d0 bestimmt werden.

Ψ = arctan

(

∆V/V0

∆d/d0

)

(4.12)
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4.2.2. Uniaxialer Drucktest

Zur Bestimmung des volumetrischen Anteils der Flieÿfunktion inkl. der plastischen
Verformung für das Materialmodell Soil and Foam aus Abschnitt 2.2.1 sowie zur
Validierung der Materialwerte via Simulation wurde ein Versuchsstand eines unia-
xialen Druckversuches entwickelt. Dieser wird in Abbildung 4.14a) dargestellt. Er
besteht aus einem unbeweglichen Prüfrahmen mit Stempel (1), einem Zylinder be-
stehend aus einer Aluminium-Magnesium-Legierung (2), zwei Kraftsensoren (3a+b)
und einem Hydropulszylinder (4) mit einer maximalen Lastaufnahme von 63 kN. Das
Testvolumen (5) wird durch den Aluminiumzylinder mit einer Höhe von 280 mm,
einem Innendurchmesser von 181 mm und einer Wandstärke von 8 mm in radialer
Richtung und durch eine 20 mm starke Grundplatte (6) aus Stahl in vertikaler Rich-
tung begrenzt. Das Testvolumen wird von unten gegen den Stempel gedrückt. Die
Reaktionskraft wird von der Druckmessdose (3a) und die aufzubringende Kraft von
der Druckmessdose (3b) gemessen.

280

a)
1

2

3a

4

56

3b Ebene 3

Ebene 2

Ebene 1

r

b)

5

1

6

2

DMS:

F1

z

181

181
F2

Abbildung 4.14.: Uniaxialer Drucktest: a) Aufbau; b) DMS-Anordnung

An der Ober�äche des Aluminiumzylinders aus Abbildung 4.14b) wurden insge-
samt zwölf Dehnungsmessstreifen (DMS) appliziert, die die Umfangsspannung auf
drei Ebenen gemessen haben. Pro Ebene wurden somit vier DMS angebracht und
90◦ zueinander versetzt. Bezogen auf das Koordinatensystem aus Abbildung 4.14b)
liegt die Ebene 1 auf z=65 mm, die Ebene 2 auf z=115 mm und Ebene 3 auf z=165
mm. Die Füllhöhe aller Versuche ist 181 mm.
Der Ein�uss der Packungsdichte der multizellularen Glashohlkugeln auf die Mess-
werte konnte experimentell bestimmt werden. Hierfür wurden die Proben 1-3 mit
einer losen Packung und die Proben 4-6 mit einer verdichteten Packung geprüft
und werden in Abbildung 4.15 gegenübergestellt. Die Verdichtung erfolgte dabei in
Schichten von ca. 20-30 mm Höhe mit einem einfachen Stöÿel per Hand. Für die
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verdichteten Proben wurde eine Wiederholgenauigkeit von 8-9%, für die losen Pa-
ckungen von 5-7% ermittelt. Im weiteren Verlauf dieser Arbeit wird die Probe 4 für
Auswertungszwecke gewählt.
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Abbildung 4.15.: Wiederholgenauigkeit unterschiedlicher Packungsdichten

Die Di�erenz zwischen Stempelkraft F2 und Reaktionskraft F1 ist auf Reibung
zurückzuführen. In [31] konnte über die s.g. Kesselformel ein überschlägiger Reib-
beiwert von 0,70-0,89 ermittelt werden. Das Vorgehen wird im Anhang A.7 zusam-
mengefasst.
Das Material weist so gut wie keine elastische Rückfederung beim Entlasten der Pro-
be auf und wird in Abbildung 4.15 stellvertretend durch den Entlastungspfad der
Probe 3 illustriert. Dieses bedeutet, dass die zellartige Struktur der Glashohlkugeln
nahezu komplett zerstört ist und somit keine Energie beim Entlasten freigesetzt wird.
Die Besonderheit des gewählten Füllsto�es liegt in der Zustandsänderung. Werden
die Partikel hoch verdichtet, so kollabieren diese und werden zu Staub. Wird der
Staub weiter verdichtet, so bildet sich eine groÿ�ächige und hochfeste Masse. Wer-
den diese Eigenschaften auf ein Kollisionsszenario projiziert, so verteilt der kompri-
mierte Füllsto� (feste Masse) die Lasten des eindringenden Bugwulstes auf einen
groÿ�ächigen Bereich der Innenhüllenstruktur samt Trägerrost und erhöht damit
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das Energieaufnahmevermögen der Doppelhüllenkonstruktion, wie es auch bei den
Kolisionsversuchen KV 3 und KV 4 aus Kapitel 3 zu beobachten war.
Die Querkontraktionszahl ν lässt sich iterativ aus einer impliziten FE-Rechnung
mit dem Programm ANSYS bestimmen. Hierzu wird das FE-Modell nach Abbil-
dung 4.16c) berechnet. Für die Grundplatte (6) und den Stempel (2) werden ein-
fach integrierte Schalenelemente (Shell63) und für den Füllsto� Volumenelemente
ohne Mittelknoten (Solid45) eingesetzt. Für die Diskretisierung der multizellularen
Glashohlkugeln wird die Flieÿbedingung nach Drucker-Prager aus Abschnitt 2.2.1
verwendet und der innere Reibungswinkel aus Tabelle 4.4 für (50/90/190) nach Be-
ziehung 2.30 umgerechnet. Der Kontakt zwischen Stempel (1) bzw. Grundplatte (6)
und Füllsto� (5) wird über den Elementtyp Target 170 de�niert. Die vertikale Kraft
wird über den Stempel aufgebracht. An der Grundplatte werden alle translatori-
schen Freiheitsgrade unterdrückt. Am unteren Ende des Aluminiumzylinders wird
lediglich der Freiheitsgrad in vertikaler Richtung unterdrückt. Dies entspricht der
Kontaktbedingung am unteren Ende des Aluminiumzylinders im Versuchsaufbau.
Dort ist eine Horizontalverschiebung am Zylinderrand bis zu einem Millimeter zu-
gelassen.
Die Querkontraktionszahl wirkt sich auf die absoluten Berechnungswerte der Um-
fangsspannung aus. Um eine qualitative Aussage für unterschiedliche Querkontrakti-
onszahlen tre�en zu können, werden die Berechnungswerte nach [12] mit ihrem Maxi-
mum normiert. Mit kleiner werdender Querkontraktionszahl verschiebt sich der Ort
der Umfangsspannungsspitzen in Abbildung 4.16a) und nähert sich den Versuchs-
ergebnissen an. Dieses wird durch den Vergleich der absoluten Berechnungswerte
der Querkontraktionszahlen 0,0 und 0,1 deutlich, die in Abbildung 4.16b) eine gute
Übereinstimmung mit den Messwerten beim maximalen Stempelweg aufweisen.
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Für die Bestimmung des E-Moduls wird der Füllsto� als homogen angesehen.
Dabei sind nicht die Eigenschaften der einzelnen Partikel, sondern das Verhalten
des gesamten Testvolumens relevant. Wendet man den bekannten Zusammenhang
der Normalspannung aus 4.13 und dem Hookeschen Gesetz aus 4.14 an, so lässt sich
unter der Anwendung des Innendurchmessers sowie Füllstand und der Messwerte
(Kraft und Weg) aus dem uniaxialen Druckversuch der E-Modul bestimmen.

σ0 =
F2

A
mit: A = π

D0

4
(4.13)

σ0 = E ε (4.14)

Dabei ist F2 die Gesamtkraft des Zylinders (Stempelkraft) in z-Richtung gemes-
sen in der Druckmessdose (3b) aus Abbildung 4.14 und D0 der Durchmesser des
Testvolumens. Der Elastizitätsmodul E der multizellularen Glashohlkugeln ergibt
sich aus den Beziehungen 4.13 und 4.14 zu:

E =
F2 4

ε π D2
0

(4.15)

Die Dehnung ε kann aus Verschiebeweg zur Füllhöhe berechnet werden.
Für den kleinsten Gradienten aus 4.15 erhält man damit E = 2, 299MPa, für den
gröÿten Gradienten E = 8, 990MPa.
Der Schubmodul G steht für isotrope Materialien in folgender Beziehung mit der
Querkontraktionszahl und dem E-Modul:

G =
E (ν)

2 (1 + ν)
(4.16)

Mit den zuvor gefundenen Grenzen für die Querkontraktionszahl und für den
E-Modul wurde iterativ über die oben vorgestellte implizite Berechnung mit dem
Berechnungsmodell Abbildung 4.16c) die folgende Werte ermittelt, die im Weiteren
verwendet werden:

ν = 0, 1 [−]
E = 4, 370 [MPa]
G = 1, 986 [MPa]

Für die Veri�zierung der gefundenen Materialeigenschaften sowie zur Validierung
der Materialmodelle wird das Modell aus der ANSYS-Rechnung aus Abbildung 4.16
inklusiv der Randbedingungen nach LS-DYNA überführt und explizit berechnet.
Die Grundplatte und der Stempel werden mit dem einfach integrierten Schalenelement-
Typ 2 (Belytschko-Tsay) diskretisiert.
Die hohe Kompression des Füllsto�es ruft bei diesen Berechnungen in vielen Fällen
eine instabile Berechnungsgrundlage hervor, bei der die Volumenelemente degene-
rieren und die Kontakteinstellungen versagen. Um aussagefähige Kollisionsberech-
nungen durchführen zu können, müssen Einstellungen gefunden werden, die dieses
verhindern. Dabei werden bereits bei der Nachrechnung des uniaxialen Drucktests
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ausschlieÿlich einfach integrierte Quaderelemente (Typ 1) ohne Mittelknoten unter-
sucht, um die Rechenzeit bei der Simulation von Groÿstrukturen gering zu halten.
Darüber hinaus haben Vergleichsrechnungen gezeigt, dass höher integrierte Elemen-
te eine geringere Deformation zulassen als die einfach integrierten Elemente. Die
Berechnungen haben auch ergeben, dass die Materialmodelle Mohr-Coulomb und
Soil and Foam aus Abschnitt 2.2.1 die besten Ergebnisse in LS-DYNA liefern, wenn
die zu bestimmenden Parameter durch die Triaxialversuche (50/90/190) aus Tabelle
4.4 bestimmt werden. Beim Eintreten des Scherbruches wird der deviatorische An-
teil der Flieÿfunktion für das Materialmodell Soil and Foam aus Beziehung 2.31 zu
Null. Mit der zweiten Invariante des Spannungsdeviators aus Gleichung 2.20 und der
hydrostatischen Spannung aus Beziehung 2.17 lassen sich die drei Parameter, die die
deviatorische Ebene charakterisieren, bestimmen.

a0 = 3477, 8763
[

(kPa)2
]

a1 = 97, 0848 [kPa]
a2 = 0, 1547 [−]

Der volumetrische Anteil der Flieÿfunktion inkl. plastischer Verformung wird über
die an der Grundplatte gemessene Reaktionskraft über die Druckmessdose (3a) aus
Abbildung 4.14 bestimmt. Um zufriedenstellende Ergebnisse zu bekommen, müssen
die Werte aus Abbildung 4.17 um 10% nach unten korrigiert werden.
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Abbildung 4.17.: Druck vs. natürlicher Logarithmus des relativen Volumens

Wegen der Gröÿe des Testvolumens kann der uniaxiale Drucktest nicht entspre-
chend des Seitenhüllenmodells verdichtet werden, was diese Korrektur (um 10%)
rechtfertigt. Durch die Ergänzung der Werte 0, 90 und 0, 95 für den natürlichen
Logarithmus und 21, 8MPa und 242, 0MPa für den Druck wird das inkompressible
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Verhalten des kollabierten Füllsto�es berücksichtigt. Beide Flieÿbedingungen werden
in [88] mit einfach integrierten Hexaeder- (Typ 1) und Tetraederelementen (Typ 10)
in drei unterschiedlichen Gröÿen untersucht, siehe Abbildungen 4.18 bis 4.19. In [39]
wird für den Kontakt zwischen zwei Materialien mit sehr unterschiedlichen Stei-
�gkeiten wie Schaum und Stahl die Methode Soft-Constraint zur Berechnung der
Kontaktstei�gkeit empfohlen, die bei dem Materialmodell Mohr-Coulomb auch zu-
verlässigere Berechnungen ermöglicht und mit soft=1 aktiviert wird. Die Kontakt-
stei�gkeit k0 aus Gleichung 4.17 wird nicht durch die beteiligten Materialkennwerte
und Elementabmessungen bestimmt, sondern durch den aktuellen Zeitschritt∆t und
der Masse ms des Slave-Knotens. Der Parameter softscl ist ein Skalierfaktor mit
der Voreinstellung 0,1, die nicht geändert wird.

k0 = softscl
ms

∆t
(4.17)

Die einfachintegrierten Hexaederelemente nehmen bei der Verwendung des Materi-
almodells Mohr-Coulomb energiefreie Zustände (sogenanteHourglass-Verformungen)
ein, die mit einer Stabilisierung durch eine künstliche Stei�gkeit verhindert werden
müssen. Hierzu wird der Hourglass-Controll (Typ 5) mit demHourglass-Koe�zienten
0,05 gewählt.
Die Kontaktde�nition kann durch die Funktion shooting node logic bedeutend be-
ein�usst werden. Diese Funktion ist standardmäÿig aktiviert und sorgt dafür, dass
Knoten der Slave-Seite nicht in ein Master-Segment eindringen. Durch eine geeigne-
te Hourglass-Einstellung (s.o.) kann hier auf diese Funktion verzichtet werden, was
die Versuchsergebnisse besser abbildet.
Die Verwendung des Materialmodells Soil and Foam benötigt keine speziellen Ein-
gaben. Anders als bei dem Materialmodell Mohr-Coulomb liefert die voreingestellte
Penalty-Methode mit angepasster Kontaktstei�gkeit aus Beziehung 4.18 stabilere
Berechnungen. Die Kontaktstei�gkeit k0 hängt von dem Kompressionsmodul K0 des
Materials, der Segment�äche A und dem Elementvolumen V1 ab.

k0 = slsfac · sf ·K0
A2

V1

(4.18)

Die Parameter slsfac (global) und sf (lokal) sind Skalierungsfaktoren der Kon-
taktstei�gkeit. Die Berechnungen haben gezeigt, dass kleinere Werte (gewählt: 0,01)
bei dem globalen Skalierungsfaktor einen stabileren Kontakt liefern. Für den lokalen
Skalierfaktor werden die Voreinstellungen übernommen.
Werden die durchgeführten Rechnungen mit den zuvor beschriebenen Einstellungen
mit den Abbildungen 4.18 und 4.19 ausgewertet, so lässt sich für alle Versuchser-
gebnisse beobachten, dass die Elementgröÿe bei beiden Materialien sowie beiden
Elementtypen einen zu vernachlässigenden Ein�uss hat und für die numerische An-
wendung auf eine Groÿstruktur nicht gesondert betrachtet werden muss.
Bei dem Vergleich von Abbildung 4.18a) mit 4.18 b) sowie Abbildung 4.19a) mit 4.19b)
kann festgestellt werden, dass die Hexaederelemente beim Materialmodell Mohr-
Coulomb den Maximalwert von 63 kN leicht besser und bei dem Materialmodell
Soil and Foam diesen deutlich besser abbilden.
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Werden die beiden Materialmodelle in Abbildung 4.18a) und 4.19a) miteinander
verglichen, so ist zu erkennen, dass nur das Materialmodell Soil and Foam die Stei-
gung der Messkurven im oberen Bereich wiedergeben und somit das inkompressible
Verhalten der kollabierten Partikel abbilden kann. Für die späteren Berechnungen
von KV 3 und der Simulationen zweier Anwendungsbeispiele wird das Materialmo-
dell Soil and Foam mit Hexaederelementen gewählt.

4.2.3. Drucktests an einzelnen Partikeln

Die oben präsentierten Werte für den E-Modul und den volumetrischen Anteil der
Flieÿfunktion inkl. plastischer Verformung werden zum Vergleich und zur Plausi-
bilitätsüberprüfung den Eigenschaften einzelner Partikel gegenübergestellt. Hierfür
wurden die Partikel einem axialen und einem hydrostatischen Drucktest unterzogen.

Axialer Drucktest

Für die Durchführung des axialen Drucktests wurde der Versuchsstand des Institu-
tes für Feststo�verfahrenstechnik und Partikeltechnologie der TUHH genutzt. Der
Versuchstand besteht aus einer Universalprüfmaschine, die zur Untersuchung physi-
kalischer Eigenschaften wie Härte, Festigkeit, Elastizität, Klebrigkeit usw. eingesetzt
wird. Bei Geschwindigkeiten zwischen 0,01-40 mm/s kann diese Maschine Kräfte bis
500 N erzeugen. Die Messwerte werden bei einer Wegau�ösung von 0,001 mm mit
einer Abtastrate von 500 Datenpunkten/Sekunde erfasst.
Zur Versuchsdurchführung werden die einzelnen Partikel auf dem Prüftisch der Ma-
schine platziert und anschlieÿend mit einer konstanten Geschwindigkeit von 0,01 mm/s
durch den Prüfstempel aus Abbildung 4.20b) bis zu einem Kraftniveau von 1 N be-
lastet.
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Abbildung 4.20.: Axialer Drucktest an einzelnen Partikeln

Aus der Literatur sind Methoden bekannt, die den Be- oder den Entlastungspfad
zur Bestimmung des E-Moduls verwenden. In Abbildung 4.20a) wird exemplarisch
ein Be- und Entlastungszyklus für ein Partikel dargestellt. Betrachtet man den Be-
lastungspfad, so kann eine abschnittsweise konstante Steigerung festgestellt werden,
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über die sich mit der Methode nach Hertz, beschrieben u.a. in [7], der E-Modul
bestimmen lässt. Mit einem Partikeldurchmesser d1 von 4,0 mm ergibt sich mit
Gleichung 4.19

E∗ ≈ 6Fel
√

d1 s3
(4.19)

ein E-Modul zwischen 15− 20MPa.
Wird der Entlastungspfad über dem elastischen und somit reversiblen Weg sel be-
trachtet, so kann der E-Modul unter Vereinfachung einzelner Parameter nach An-
tonyuk [7] mit der zuvor gefundenen Querkontraktionszahl wie folgt beschrieben
werden.

E1 =
3Fent

(

1− ν2
1

)

√

d1 s3el

(4.20)

Es ergibt sich ein E-Modul von 19, 3MPa, der im zuvor ermittelten Bereich nach
Hertz liegt.
Abschlieÿend ist festzuhalten, dass die Werte für den E-Modul einzelner Partikel
über den Werten der als homogen betrachteten Masse liegen, die mit der Bezie-
hung 4.15 ermittelt wurden. Die Unterschiede können anhand der geringeren Pa-
ckungsdichte bzw. der Zwischenräume der Partikel im Verbund erklärt werden.

Hydrostatischer Drucktest

Um das Verhalten einzelner Partikel unter einer rein hydrostatischen Belastung mes-
sen zu können, wurde der Zylinder aus dem uniaxialen Drucktest Abbildung 4.14
durch einen kleineren und mit Wasser gefüllten Zylinder nach Abbildung 4.21 er-
setzt. Das Versuchskonzept orientiert sich an den Angaben aus [33] und wurde der
gegebenen Geometrie der Anlage, der Messtechnik und der Partikelgröÿe angepasst.

Plastilin

Wasser

starrer Zylinder

Kolben

Partikel

a) b) c)

Schraubverbindung 
für die Druckmessuhr

Abbildung 4.21.: Aufbau des Hydrostatischen Druckversuchs: a) Wasser; b) Plasti-
lin+Wasser; c) Partikel+Plastilin+Wasser
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Vor den Versuchen wurden die Partikel einzeln vermessen und ihr Volumen be-
stimmt. Um den für den Granulatbruch benötigten hydrostatischen Druck gleich-
mäÿig auf die Membranen der multizellularen Partikel verteilen zu können, wurden
diese erst mit Aluminiumfolie umwickelt und anschlieÿend mit einer Schicht Plastilin
umhüllt. Das Verhalten des Druckkörpers inkl. Kolbendichtung gefüllt mit Wasser
a) sowie das Verhalten von Plastilin und Wasser b) wurde im Einzelnen geprüft
und in Abbildung 4.22 dem Versuch mit Partikel, Plastilin und Wassser gegenüber
gestellt. Der Granulatbruch tritt bei 6,8 MPa auf. Das Einbringen von Plastilin in
den Prüfraum hat o�enbar keinen erkennbaren Ein�uss auf die Messergebnisse.
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Abbildung 4.22.: Messergebnisse einzelner Komponenten des Hydrostatischen
Druckversuchs: a) Wasser; b) Plastilin+Wasser; c) Parti-
kel+Plastilin+Wasser

Um den Druck über den natürlichen Logarithmus des relativen Volumens der
einzelnen Proben (Zusammenhang 4.21) bestimmen zu können, müssen die Wege bei
gleichen Druckwerten von Kurve a) bzw. b) vom Weg der Kurve c) aus Abbildung
4.22 subtrahiert werden (∆h). Dabei ist rz der Innenradius des Druckzylinders.

ln

(

V

V0

)

= ln

(

1− π r2z ∆h

V0

)

(4.21)

Wird der natürliche Logarithmus des relativen Volumens über den aufgeprägten
hydrostatischen Druck für einzelne Proben aufgetragen, so lassen sich die Ergebnisse
nach Abbildung 4.23 darstellen. Nach dem Granulatbruch bei 5-10 MPa weist das
Material ein annähernd inkompressibles Verhalten bei ca. -0,8 auf der Abszisse auf,
was einer Volumenabnahme von 55% entspricht.
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Abbildung 4.23.: Auswertung des Hydrostatischen Druckversuchs

Dieser Grenzwert lässt sich zum einen mit der Simulation des uniaxialen Drucktest
veri�zieren und zum anderen mit Herstellerangaben überprüfen. Mit einer mündlich
vom Hersteller mitgeteilten Dichte vor dem Herstellungsprozess von ρR = 380 −
480 g/l und einer Korndichte von ρK = 750−800 g/l lässt sich die vorgenommene
Messung mit Beziehung 4.22 recht gut bestätigen.

ln

(

V

V0

)

= ln

(

ρK
ρR

)

= ln

(

350

800

)

= −0, 827 (4.22)

4.2.4. Reibversuch

Über Reibversuche kann der Beiwert der multizellularen Glashohlkugeln für den
uniaxialen Drucktest mit der Paarung Füllsto�/ Aluminium sowie für die Kollisi-
onsversuche mit der Paarung Füllsto�/ Stahl ermittelt werden.
Der Versuchsaufbau bestand aus einer elektrisch angetriebenen Spindel, die einen
Schleppwagen mit einer sehr geringen und konstanten Geschwindigkeit über die
Aluminium- bzw. Stahlplatte mit Primer zog. Der Versuchskörper wurde mit voraus-
gewählten und annähernd gleichgroÿen Partikeln versehen, die mit Kleber an einer
gekerbten Stahlplatte aufgetragen waren. Diese wurde über eine Kraftmessdose mit
dem Schleppwagen verbunden. Über variierende Gewichte auf den Versuchskörper
konnten unterschiedliche vertikal wirkende Normalkräfte aufgebracht werden.
Für beide Paarungen wurde ein Reibbeiwert von 0,65 ermittelt, der sich ebenfalls
durch numerische Berechnungen veri�zieren lieÿ. Detailliertere Informationen zu die-
sem Versuch können dem Anhang A.8 entnommen werden.
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5. Numerische Berechnung der

Kollisionsversuche

Durch die in Kapitel 4 gefundenen Materialeigenschaften für normalfesten Schi�bau-
stahl aus den Kollisionsversuchen KV 1 und KV 3 lassen sich die Bruchkriterien GL,
RTCL, GISSMO näher untersuchen und gegenüberstellen. In Abschnitt 2.2.3 wurde
bereits erwähnt, dass das BWH- und RTCL-Kriterium ähnlich gute Ergebnisse für
kleinere Elemente und ähnlich schlechte Ergebnisse für groÿe Elemente liefern. Aus
diesem Grund werden hier stellvertretend die Simulationsergebnisse für das RTCL-
Kriterium präsentiert.
Darüber hinaus lassen sich die gefundenen Materialeigenschaften und Einstellungen
für die multizellularen Glashohlkugeln aus Kapitel 4.2 durch KV 3 veri�zieren sowie
die Interaktion mit den gewählten Bruchkriterien prüfen.

5.1. Versuch mit der konventionellen Seitenstruktur

Für die Kalibrierung der elementgröÿenabhängigen Eingabekurven für das GISSMO-
Kriterium aus Abbildung 4.9 und zur Durchführung einer Netzstudie mit unter-
schiedliche Elementgröÿen zur Bewertung der Bruchkriterien werden die zuvor be-
schriebenen Modellkörper (Seitenhülle, Bugwulst) und die beiden Widerlagerkon-
struktionen in Abbildung 5.1 diskretisiert.
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Abbildung 5.1.: 1/2 Berechnungsmodell von KV 1
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Um die Einspannstei�gkeit der Seitenhülle realitätsgetreu abbilden zu können,
werden die Zugstangen (1), die Druckmessdosen (2) und die Zuganker (4), die die
Widerlager mit den Grundträgern verbinden, durch momentenfreie Stabelemente
(Typ 3) unter Angabe ihrer Querschnitts�äche diskretisiert. Die einzugebende Quer-
schnitts�äche A für die Druckmessdosen lässt sich durch Vorgabe der Druckmess-
dosenhöhe l, der durch Herstellerangaben bekannten Stei�gkeit C und dem vorge-
gebenen E-Modul E aus der Beziehung 5.1 berechnen:

A =
C l

E
(5.1)

Dem Zuganker und der Vorderkante der Widerlager auf Höhe der Grundträger
werden an den Stellen (5) und (3) aus Abbildung 5.1 die Bewegungen in alle drei
translatorischen Raumrichtungen unterdrückt.
Um das unsymmetrische Aufreiÿen bzw. Versagen der Doppelhüllenstruktur berück-
sichtigen zu können, wird ein Gesamtmodell erstellt.
Zur Bewertung der Bruchkriterien wird für die Netzstudie der unmittelbare Kollisi-
onsbereich aus Abbildung 5.1 durch die gemittelten Elementgröÿen von 68,3/ 34,2/
17,1/ 8,6 mm in Abbildung 5.2 diskretisiert.

le=8,6 mm le=17,1 mm

le=34,2 mm le=68,3 mm

Abbildung 5.2.: Elementgröÿen der Netzstudie

Unter Berücksichtigung gleicher Widerstandsmomente werden die Längsspanten
(HP) im FE-Modell der konventionellen Doppelhülle durch L-Pro�le ersetzt und an-
genähert.
Der Kontakt zwischen Bugwulst und Doppelhülle wird über die Kontaktformulie-
rung AUTOMATIC SINGLE SURFACE und FORCE TRANSDUCER erzeugt. In
Martens [70] konnte für die Verwendung des GL- und RTCL-Kriteriums für die Si-
mulation der Kollisionsversuche ein Reibbeiwert von 0,23 gefunden werden und für
das GISSMO-Kriterium in [57] ein Reibbeiwert von 0,36. Bei beiden wurde zur Be-
stimmung der Reibbeiwerte das Plateau zwischen dem Durchstoÿen der Auÿenhaut
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und der Innenhülle zur Kalibrierung gewählt.
Der Modellkörper des Bugwulstes wird in den Berechnungen als starr angesehen und
über das Material RIGID beschrieben. Den Bauteilen der Seitenhülle wird das Ma-
terialMODIFIED PIECEWISE LINEAR PLASTICITY zugewiesen, welches neben
der Angabe von Dichte, E-Modul, Querkontraktion und Streckgrenze die in Kapitel 4
ermittelte wahre Spannungs-Dehnungskurve (WSD) benötigt. Die Eingabewerte für
das GISSMO-Kriterium werden über die Materialformulierung ADD EROSION dem
Modell vorgegeben.
Der starre Bugwulst wird in den Berechnungen mit einer konstanten Geschwindigkeit
von 2 m/s (gleich der Simulationsgeschwindigkeit der Zugversuche) in die Seitenhül-
le gefahren.
Für die Berechnungen wird der LS-DYNA Solver R971 6.1.0 double precision analog
zur Berechnung der Zugversuche verwendet. Stellvertretend für die drei Bruchkrite-
rien wird in Abbildung 5.3 für die vier untersuchten Elementgröÿen die Ergebnisse
für das GISSMO-Kriterium dargestellt.
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Abbildung 5.3.: Ergebnis der Netzstudie für das GISSMO-Kriterium an KV1

Um die drei Bruchkriterien leichter vergleichen zu können, wird auch hier die
Di�erenz der Kollisionsenergie ∆E nach Gleichung 5.2 gebildet.

∆E =
(Energie aus Simulation− EnergieKV 1)

EnergieKV 1
(5.2)

Die Auswertung beschränkt sich auf den Bereich nach dem Durchstoÿen der Au-
ÿenhaut von 200-1400 mm Kollisionsweg, weil die Verschiebung der Kraft-Verfor-
mungskurven zwischen Messwerten und Simulationsergebnissen aus Abbildung 5.3
zu groÿen Abweichungen führt. Wird die gesamte dissipierte Energie der Seitenhülle
betrachtet, so hat dieser Bereich einen zu vernachlässigen Anteil. Maÿgeblich für das
Energieaufnahmevermögen ist jedoch die Energie, die die Seitenhülle mindestens bis
zum Aufreiÿen der Innenhülle aufnehmen kann.
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Abbildung 5.4.: Ergebnis der Netzstudie mit GL-, RTCL- und GISSMO-Kriterium

Bei der Auswertung der drei Bruchkriterien lassen sich die in der Literatur gefun-
denen charakteristischen Merkmale insgesamt gut wiedererkennen. Wertet man die
Energiedi�erenzen zum Zeitpunkt des Innenhüllenversagens nach einem Kollisions-
weg von ca. 1.016 mm aus, so lassen sich folgende Abweichungen festhalten:

• GL-Kriterium: Die Abweichungen für die Elementkantenlängen 68,3/ 34,2/
17,1 mm liegen bei ca. 10%, und für die Elementkantenlänge von 8,6 mm bei
ca. 25% unter den Messwerten aus KV 1. Es lässt sich eindeutig erkennen, dass
die Genauigkeit für kleinere Elementgröÿen stark abnimmt. Dennoch ist zu er-
wähnen, dass das GL-Kriterium für die Elementkantenlänge von 17,1 mm noch
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sehr gute Ergebnisse liefert, obwohl das Verhältnis von Kantenlänge zu Plat-
tendicke kleiner fünf beträgt, welches wie Eingangs in Abschnitt2.2.3 erwähnt
zu vermeiden ist.

• RTCL-Kriterium: Es lassen sich Abweichungen kleiner 10% für die Element-
kantenlängen 34,2/ 17,1/ 8,6 mm beobachten. Dabei wird die Energie zweimal
leicht über- und einmal leicht unterschätzt. Für die gröÿte Elementkantenlänge
von 68,3 mm lassen sich Abweichungen gröÿer 50% und beim Durchstoÿen der
Innenhülle von ca. 40% über die gemessenen Werte erkennen. Damit bestä-
tigt sich die in Abschnitt 2.2.3 vorgestellte Einschränkung auf den Einsatz für
kleinere Elementkantenlängen.

• GISSMO-Kriterium: Die Abweichungen betragen weniger als 10% beim Durch-
dringen der Innenenhülle für alle vier Kantenlängen. Die dissipierte Energie
wird dabei unterschätzt. Mit diesem Ergebnis weist das Kriterium einen sehr
groÿen Vorteil gegenüber den etablierten Bruchkriterien auf. Es lässt sich für
extrem kleine aber auch gröÿere Elementkantenlängen anwenden und ermög-
licht somit einen �exibleren Einsatz für lokale und globale Berechnungen.

Als Fazit kann festgehalten werden, dass sich das GL- und das GISSMO-Kriterium
bei der Wahl von gröÿeren Elementkantenlängen gleichermaÿen für die Simulati-
on der Kollisionsversuche eignet. Für den Einsatz im Schi�bau typischen groÿen
Elementkantenlängen von 100-200 mm ist weiterhin zu prüfen, ob das GISSMO-
Kriterium auch für diese Elementgröÿen bei Groÿstrukturen die oben vorgestellten
Vorteile bestätigt.

5.2. Versuch mit multizellularen Glashohlkugeln

Der KV 3 wird zur Veri�zierung der gefundenen Eigenschaften und Einstellungen
verwendet. Der Simulation des Kollisionsversuches liegt das oben beschriebene Mo-
dell von KV 1 mit der Elementkantenlänge von 34,2 mm zugrunde. Um die mul-
tizellularen Glashohlkugeln ohne geometriebedingte Kontaktprobleme implementie-
ren zu können, werden diese in Blockform (getrennt durch die vier Rahmen) aus
Volumenelementen in die Struktur eingesetzt. Dazu werden die Pro�le der Längs-
spanten durch Hughes-Liu Balkenelemente (Typ 1) ersetzt. Unter Berücksichtigung
der Flächengleichheit und der Schlagrichtung konnte in Schöttelndreyer et al. [91]
eine Bruchdehnung für die hier vorliegende Pro�lgröÿe von 11,5% numerisch ermit-
telt werden. Das GL-Krierium für den uniaxialen Zugspannungszustand aus Tabelle
2.8 überschätzt die Bruchdehnung mit 20,0% um 8,5%. Dieses lässt sich durch die
stark abweichende Skalierung der Längsspanten und Auÿenhaut aus Tabelle 3.3 er-
klären. Im Anhang werden in Abbildung A.21 das Energieaufnahmevermögen von
Auÿenhaut zu Spanten (HP) und deren Flächenverhältnis in Tabelle A.6 der in die-
ser Arbeit untersuchten Strukturen einander gegenübergestellt und der Sachverhalt
bestätigt.
Das GISSMO-Kriterium lässt sich nicht auf Stab- und Balkenelemente anwenden.
Die Kontaktde�nition berücksichtigt die in Abschnitt 4.2.2 im uniaxialen Drucktest
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gefundenen Einstellungen. Folgende Kontaktbedingungen aus Tabelle 5.1 werden für
das komplexere FE-Modell gewählt:

Tabelle 5.1.: Gewählte Kontaktbedingungen bei der Simulation von KV 3

AUTOMATIC NODES TO SURFACE Bugwulst gegen Pro�le
AUTOMATIC SINGLE SURFACE AH/ IH gegen sich selbst

AUTOMATIC SURFACE TO SURFACE

Bugwulst gegen AH/ IH
Bugwulst gegen Füllsto�
AH/ IH gegen Füllsto�
Füllsto� gegen sich selbst

Werden die Berechnungsergebnisse den Versuchsergebnissen in Abbildung 5.5 ge-
genübergestellt und verglichen, so lässt sich insgesamt für das GL- und GISSMO-
Kriterium beim Versagen der Auÿenhaut und der Auÿenhautlängsspanten eine sehr
gute Übereinstimmung beobachten. Nach dem durchdringen der Auÿenhaut liegen
die berechneten Werte leicht unterhalb der gemessenen Werte. Das Kraftniveau
beim Einreiÿen der Innenhülle wird um 5% beim GL- und um 9% beim GISSMO-
Kriterium unterschätzt und der dazugehörige Kollisionsweg um 1% bzw. 5% über-
schätzt. Lediglich das Versagen der Innenhüllenspanten wird in beiden Simulation
stärker überschätzt. Die dissipierte Energie (gestrichelte Linien) wird um weniger
als 12% vom Gl- und etwas mehr als 7% vom GISSMO-Kriterium unterschätzt.
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Abbildung 5.5.: Simulationsergebnisse KV 3 GL- vs. GISSMO-Kriterium

Je nachdem ob der Vergleich der Kollisionskraft oder der Vergleich der Kollisi-
onsenergie als Bewertungsgrundlage gewählt wird, weist das GL-Kriterium bei der
Kraft minimal bessere Ergebnisse gegenüber dem GISSMO-Kriterium auf und bei
der Energie umgekehrt. Generell liefern beide Kriterien für den KV 3 gute und zu-
friedenstellende Ergebnisse.
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6. Anwendung auf Großstrukturen

Die zuvor gefundenen Einstellungen und Materialeigenschaften sollen auf reale Schi�s-
strukturen übertragen werden, um hier die schützende Wirkung der multizellularen
Glashohlkugeln analysieren zu können.
Die gewählten Anwendungsbeispiele konzentrieren sich auf Schi�skollisionen in Ha-
fengebieten, bei denen das rammende Schi� mit Geschwindigkeiten gröÿer 6 kn den
passiven Kollisionsgegner ohne Fahrt durchs Wasser tri�t. Beiden Beispielen liegen
reale Schi�skollisionen zugrunde.

• Das erste Beispiel ist die bereits erwähnte Kollision im Hafen von Travemün-
de zwischen der an der Pier festliegenden Fähre URD und der fahrenden
Fähre NILS HOLGERSSON, dessen Simulation unter Anwendung des GL-
Kriteriums in der Arbeit von Martens [70] bereits validiert wurde. Neben der
Darstellung der Wirkung der multizellularen Glashohlkugeln eignet sich das
Beispiel zur Veri�zierung des GISSMO-Kriteriums für sehr groÿe Elemente.

• Beim zweiten Beispiel handelt es sich um eine Kollision zwischen einem 100 m
langen Schi� und einer 76,5 m langen Schute. Anders als beim erstem Beispiel
kann sich die getro�ene Schute frei bewegen. Dieses hat zur Folge, dass neben
der Strukturmechanik noch die äuÿere Dynamik/ Bewegung der getro�enen
Schute betrachtet werden muss.

Für die Modellierung der Strukturen werden die zuvor gefundenen Einstellungen
für Material, Elementtyp, Kontaktbedingung usw. verwendet.

6.1. Kollision im Hafen von Travemünde

Am Abend des 03. Mai 2012 kam es im Hafen von Travemünde während eines Wen-
demanövers der NILS HOLGERSSON zur Kollision mit der am Skandinavienkai
festliegenden URD. Die URD erlitt im Bereich des parallelen Mittelschi�s die in
Abbildung 6.1 erkennbaren Strukturschäden über und unter Wasser.
Die für die Simulation notwendigen Angaben wie Masse, Geschwindigkeit usw. der
NILS HOLGERSSON können dem Bericht [13] der Bundesstelle für Seeunfallunter-
suchung entnommen werden.
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Foto: Volker Schimonek

Abbildung 6.1.: Kollision zwischen der URD und NILS HOLGERSSON

Daten der Rump�orm der NILS HOLGERSSON, Hauptspantzeichnung und Au-
ÿenhautabwicklung der URD, AIS-Daten zum Unfallzeitpunkt sowie zahlreiche Fotos
der Beschädigung und der Reparaturarbeiten wurden dem Institut von verschiede-
nen Quellen zur Verfügung gestellt. Eine Übersicht der für die Simulation relevanten
Angaben gibt Tabelle 6.1.

Tabelle 6.1.: Relevante Angaben der Kollision
URD NILS HOLGERSSON

Tiefgang ∗tHS 5,3 m ∗∗tV L 5,6 m
Verdrängung - - ∆ 20.500 t

Geschwindigkeit - - v 6,51 kn
Kollisionswinkel - - α 82◦

Tiefgänge: ∗ am Hauptspant ∗∗ am vorderem Lot

Bei der vorliegenden Kollision wird angenommen, dass die gesamte kinetische
Energie der NILS HOLGERSSON in Verformung und Reibung umgewandelt wird.
Die kinetische Energie ergibt sich aus der bekannten Gleichung 6.1.

Ekin =
1

2
∆ v2 (6.1)

Für die Veri�zierung der Simulationen werden die kinetische Energie von 115 MJ
zusammen mit der Eindringtiefe von 7,6 m sowie das reale Schadensbild aus [103]
herangezogen. Die Eindringtiefe kann aufgrund des beschädigten Innenlängsschottes
der URD bestimmt werden.

6.1.1. Methoden nach Minorsky und Wang

Wird die Methode aus Abschnitt 2.1.1 (Beziehung 2.3) auf die Kollision zwischen
den Fähren NILS HOLGERSSON und URD angewendet, so ergibt sich, dass ca.
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63 MJ in Verformungsenergie umgewandelt wurde. Die im ersten Teil der Studie
entwickelte Gleichung 2.1 liefert um den Faktor 10 zu kleine Werte. Dieses lässt sich
auf die Tatsache zurück führen, dass die Fähre URD sich nicht in Fahrt be�ndet,
sondern fest an der Pier liegt. Somit wird die gesamte kinetische Energie der NILS
HOLGERSSON in die strukturelle Verformung der URD umgewandelt und nicht in
kinetische Energie resultierend aus der Beschleunigung des gerammten Schi�es.
Mit der Methode nach Wang lässt sich eine Verformungsenergie von 59,3 MJ be-
rechnen.

6.1.2. Verifizierung des Gissmo-Kriteriums

Die beiden Teilmodelle wurden in der validierten Simulation unter Verwendung des
GL-Kriteriums von Martens [70] mit ca. 100x100 mm groÿen Schalenelementen dis-
kretisiert.
Das Modell der URD wird dabei vereinfacht auf der Mittschi�slinie fest eingespannt
und die NILS HOLGERSSON als Starrkörper in Kollisionsrichtung geführt. Um
zusätzlich die Netzsensitivität prüfen zu können, wird den validierten Berechnungs-
ergebnissen die mit dem GISSMO-Kriterium erzielten Ergebnisse gleich groÿer und
doppelt so groÿer Elementkantenlängen in Abbildung 6.2 gegenüber gestellt.
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Abbildung 6.2.: Veri�zierung des GISSMO-Kriteriums durch das Simulationsergeb-
nis aus [70]

Analog zu den Kollisionsversuchen aus Kapitel 3 lässt sich auch hier eine sehr
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gute Übereinstimmung im Kraft- und Energieverlauf der Simulationsergebnisse für
beide Netztopologien erkennen. Nach einer Eindringtiefe von 7,6 m erreichen alle
Berechnungen eine Energie von ca. 115 MJ, welches der Realität entspricht. Die
Simulationen weisen lediglich eine Abweichung der Eindringtiefe beim Stehenblei-
ben der NILS HOLGERSSON von 1% für die 200 mm und 2% für die 100 mm
groÿen Elemente auf. Dieses lässt sich anhand der vereinfachten Randbedingung an
der URD erklären, die weder eine rotatorische Bewegung um die Schi�slängsachse
noch eine translatorische Bewegung in vertikaler Richtung zulässt. Hinzu kommt die
Vernachlässigung von Fendern und Festmachern.
Man kann jedoch festhalten, dass sich beide Bruchkriterien für die Simulation von
Groÿstrukturen eignen und nur Unterschiede aufweisen, die vernachlässigbar sind.
Es werden dabei in Abbildung 6.2 ca. 91 MJ in Verformung und ca. 24 MJ in Reibung
beim Druchstoÿen der Innenhülle umgesetzt.

6.1.3. Wirkung der multizellularen Glashohlkugeln

Zur Bewertung des Energieaufnahmevermögens der multizellularen Glashohlkugeln
in einer Groÿstruktur wird die Doppelhüllenstruktur der URD ebenfalls mit Blö-
cken aus Volumenelementen mit einer mittleren Elementkantenlänge von 240 mm
analog zu Abschnitt 5.2 versehen und anschlieÿend mit der Berechnung der kon-
ventionellen Struktur verglichen. Für die Simulation mit Füllsto�en wird das oben
beschriebene Modell ebenfalls mit Stabelementen versehen, um auch hier die Regel-
mäÿigkeit des Volumengitters zu gewährleisten und gleichzeitig die Komplexität der
Kontaktbedingung zwischen Volumen und Schalen zu reduzieren. Die Bruchdehnung
dieser Elemente richtet sich dabei nach Tabelle 2.8. Die bereits vorgestellten Einstel-
lungen werden für diese Berechnung nach Abschnitt 5.2 übernommen. Bei gleicher
Kollisionsgeschwindigkeit der NILS HOLGERSSON kann festgehalten werden, dass
sich durch das Einbringen von multizellularen Glashohlkugeln in die Doppelhüllen-
struktur im hier betrachteten Szenario ein Versagen der Innenhülle hätte vermeiden
lassen. Vor dem Auÿenhautversagen liefert die Berechnung mit Füllsto�en in Abbil-
dung 6.3 jedoch noch keine erkennbaren Vorteile.
Die Auÿenhaut versagt in beiden Berechnungen bei einer Eindringtiefe von etwa 3,5
m bei nahezu identischem Energieniveau. Ab der Eindringtiefe von 4,0 m fängt der
Füllsto� an zu wirken. Die Energieaufnahme im Unterwasserbereich vergröÿert sich
im weiteren Verlauf ab einer Eindringtiefe von etwa 4,5 m dann aber erkennbar.
Die Di�erenz in den Berechnungen konventionell und mit Füllsto� kann jedoch nur
teilweise durch die Energieaufnahme des Füllsto�es erklärt werden. Bei der maxi-
malen Eindringtiefe in der Berechnung mit multizellularen Glashohlkugeln von etwa
6,5 m wurden von dem Füllsto� knapp 24 MJ und im Unterwasserbereich zusätz-
lich 11 MJ von der Struktur dissipiert (Konventionell 17 MJ, mit Füllsto� 28 MJ).
Diese 11 MJ werden dissipiert, weil über den Füllsto� auch hier eine groÿ�ächigere
Lastverteilung bzw. Lastableitung in die umgebende Struktur mit entsprechender
plastischer Verformung erfolgt. Eine solche Lastableitung kann, wie die Berechnung
zeigt, in der konventionellen Struktur nicht statt�nden.
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Abbildung 6.3.: Wirkung der multizellularen Glashohlkugeln in der Doppelhülle der
URD

6.2. Kollision auf der Elbe

Am 05.03.2014 kollidierte das knapp 90 m lange und vom Kurs abgekommene Fracht-
schi� WILSON FEDJE mit dem ca. 80 m langen Binnenschi� JADE im Bereich des
Hamburger Hafens auf Höhe Lotsenstation/ Köhl�eethafen (siehe Abbildung 6.4).
Zum Zeitpunkt der Kollision herrschte schlechte Sicht wegen dichten Nebels. Die
Geschwindigkeit der WILSON FEDJE von 7,9 kn konnte der Internetseite von Ma-
rineTra�c entnommen werden. Der Abbildung 6.4 nach zu urteilen, sind die Schi�e
nahezu rechtwinklig zusammengestoÿen. Das gerammte Schi� JADE konnte mit ei-
genem Antrieb auf den Elbstrand gesetzt werden und entging dadurch seinem Un-
tergang.

Foto: Thomas Röthemeier

a) b)

Abbildung 6.4.: Kollision auf der Elbe: a) Ort und rammendes Schi�; b) gerammtes
Schi�
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6.2.1. Abgeleitetes Kollisionsszenario

In Anlehnung an die Kollision der WILSON FEDJE und der JADE im Hamburger
Hafen soll die Wirkung der multizellularen Glashohlkugeln numerisch auf Groÿstruk-
turen übertragen werden. Hierfür wird als rammendes Schi� ein 100 m langes Schi�
mit einer Verdrängung von 6.569 t und einem Tiefgang von 4 m gewählt. Dieses
tri�t mit einer Geschwindigkeit von 6,5 kn im Winkel von 90◦ eine frei schwimmen-
de Schute mit Schubeinheit ohne Fahrt im hinterem Viertel. Die Schute besitzt eine
Länge von 76,5 m, eine Breite von 11,4 m und eine Verdrängung von knapp 1.200 t.
Die Schubeinheit hat eine Länge von knapp 25 m mit einer Verdrängung von ca.
260 t. Die Daten der Schute beschreiben einen Euro II Leichter und können den
Verö�entlichungen [10] u. [48] entnommen werden.

6.2.2. Berechnungsmethodik

Um das kinematische/ kinetische System realistisch beschreiben zu können, muss
eine Berechnungsmethode entwickelt werden, die neben LS-DYNA ein weiteres kom-
merzielles Programm ANSYS-CFX erfordert. Der durch den dynamischen Stoÿvor-
gang hervorgerufene strukturelle Schaden der Schute wird analog zu den Versuchen
und der Kollision zwischen den Fähren URD und NILS HOLGERSSON mit dem
Programm LS-DYNA berechnet. Um eine realitätsnahe Aussage tre�en zu können,
ist die Vorhersage der hydrodynamischen E�ekte in Form von Zusatzmassen notwen-
dig. Diese können mit dem Programm LS-DYNA berücksichtigt werden, in dem die
einzelnen Terme der Bewegungsgleichung in Matrixschreibweise analytisch bestimmt
und durch eine Subroutine über die Randbedingung MCOL in die Berechnung im-
plementiert werden. Der theoretische Hintergrund stammt aus den Verö�entlichun-
gen von Ferry [30], [29]. Ausführlich beschriebene Anwendungsbeispiele sind in z.B.
Biehl [10] und Le Sourne [60] zu �nden.
Das Aufeinandertre�en von zwei schwimmenden Körpern ist ein hoch komplexer
Vorgang, der sich über die Bilanz der Energien aus Gleichung 6.2 am besten veran-
schaulichen lässt. Die im System be�ndliche Energie E0 muss zu jedem Zeitpunkt
der kinetischen Energie Ekin der Kollisionspartner vor dem Zusammenstoÿ entspre-
chen. Die Di�erenz der anfänglich und momentan im System be�ndlichen kinetischen
Energie wird über strukturelle Verformungs- (EDef ), Dämpfungs- (EDam) sowie Rei-
bungsenergie (EFrc) und durch äuÿere Arbeit (EExt) z.B. Wellen ausgeglichen.

E0 = Ekin (t) + EDef (t) + EDam (t) + EFrc (t) + EExt (t) (6.2)

Die reale Schi�skollision der WILSON FEDJE und der JADE rechtfertigt die in
diesem Beispiel getro�ene Annahme einer starren Bugstruktur des rammenden Schif-
fes. Aufgrund der groÿen Massenunterschiede und der kursstabileren Eigenschaft des
Frachtschi�es wird die starre Bugstruktur in der Simulation in Kollisionsrichtung
geführt. Die durch die Kollision hervorgerufene dynamische Bewegung der Schute
lässt sich durch die Kopplung der Subroutine MCOL mit dem Programm LS-DYNA
beschreiben. Die Strukturmechanik wird dabei durch das Programm LS-DYNA be-
rechnet. Zu jedem Zeitschritt übergibt LS-DYNA die Kontaktkraft FC zwischen den
beiden Kollisionsgegnern als Erreger an MCOL. Diese Subroutine löst unter Verwen-
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dung der entsprechenden Trägheitseigenschaften, berechnet durch Zusammenhang
6.3, die Bewegungsgleichung eines Starrkörpers. Das Massenträgheitsmoment eines
Körpers berechnet sich aus dem Eigenanteil JS und einem Steineranteil ma2, siehe
Gleichung 6.3. Berechnet wird das Massenträgheitsmoment um die drei Raumachsen
mit Hilfe einer Gewichtsrechnung und mit den Daten der Schubeinheit. Es lassen
sich die Massenträgheitsmomente Ixx = 1, 728 · 107 kgm2, Iyy = 1, 169 · 109 kgm2

und Izz = 1, 176 · 109 kgm2 berechnen.

JP = JS +ma2 (6.3)

Eine ausführlichere Beschreibung der Subroutine kann u.a. in [37] u. [61] gefunden
werden.
Die zu lösende Bewegungsgleichung 6.4 setzt sich einerseits aus der beschleunigungs-
abhängigen Massen- bzw. Trägheitsmatrix und der geschwindigkeitsabhängigen gy-
roskopischen Matrix zusammen und andererseits aus der Wellendämpfungskraft FW

(wird im Weiteren aufgrund der kurzen Kollisionszeit nach [37] vernachlässigt), der
Rückstellkraft FR, der viskosen Kraft FV sowie der Kontaktkraft FC zusammen.

M ÿ +G1 ẏ = FW + FR + FV + FC (6.4)

Um realitätsnähere Aussagen tre�en zu können, müssen die hydrodynamische Zu-
satzmassen, die die Massenwirkung des mitbeschleunigten Wassers abbilden, be-
stimmt werden.
Für die Berechnung der Rückstellkraft, resultierend aus Tauch-, Roll- und Stampf-
bewegungen, muss die hydrostatische Stei�gkeitsmatrix aufgestellt werden. Diese
besteht aus Werten der Wasserlinien�äche, der Koordinaten des Wasserlinien�ächen-
schwerpunktes und der Flächenträgheitsmomente sowie den Angaben über Lage des
Auftriebsschwerpunktes mit Gewichts- bzw. Auftriebskraft. In MCOL werden die
viskosen Kräfte berechnet, indem für alle getauchten Flächen in Abhängigkeit von
dem Driftwinkel die Auftriebe berechnet werden. Bei kleinen Winkeln wird die Kraft
über die angestellten Flächen berechnet, die vereinfacht als Auftriebspro�le ange-
sehen werden. Bei groÿen Winkeln wird der Staudruck nach Beziehung 6.5 mit der
entsprechenden Lateral�äche multipliziert, um die Kraft zu erhalten.

FV = −1

2
ρ
∑

i

cDi Ai | v⃗ci · n⃗i | (v⃗ci · n⃗i) n⃗i (6.5)

Dabei ist ρ die Dichte von Wasser, cDi der Druckbeiwert, Ai die entsprechende
Fläche, vC die Anströmgeschwindigkeit und ni der Normalenvektor.
Um die analytisch bestimmten Werte veri�zieren und validieren zu können, werden
zusätzlich strömungsmechanische RANSE (Reynolds Averaged Navier Stokes Equa-
tions) Berechnungen mit dem Programm ANSYS-CFX durchgeführt.
Der dynamische Stoÿvorgang wird im ersten Schritt mit LSDYNA und der Subrou-
tine MCOL berechnet. Diese Berechnung beinhaltet als konservative Annahme eine
zusätzliche hydrodynamische Zusatzmasse von 50%, die 10% über der anzusetzen-
den Zusatzmasse nach den Vorschriften des Germanischen Lloyds liegt.
Um eine möglichst kurze Rechenzeit zu erreichen, werden für die LSDYNA Berech-
nungen nur die Strukturen modelliert, die bei der Kollision in Kontakt kommen.
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Somit beschränkt sich das FE-Modell auf das Hinterschi� der Schute und dem star-
ren Bug des Frachtschi�s nach Abbildung 6.8.
Beiden Teilmodellen werden über die Starrkörper die Lage des Längenschwerpunk-
tes, die Masse und die Massenträgheitsmomente zugewiesen. Da der Zerstörungsgrad
der Schute berücksichtigt wird, muss ein zusätzlicher Starrkörper fest mit der Schute
verbunden werden, siehe Abbildung 6.8 brauner Quader. Die dort hinterlegte Lage
des Längenschwerpunktes, die Masse und die Massenträgheitsmomente beziehen sich
auf den gesamten Schubverband, bestehend aus Schute und Schubeinheit.
Aus der FE-Rechnung kann die Kontaktkraft zwischen Frachtschi� und Schute über
die Zeit bestimmt werden. Dieser Kraftverlauf beinhaltet die Verformung/ das Ver-
sagen der Struktur und die zusätzlich beschleunigte Wassermasse von 50%, siehe
Abbildung 6.5.
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Abbildung 6.5.: Kraftverlauf aus FE-Berechnung mit MCOL

Um die konservativ abgeschätzten Eingabedaten der Zusatzmassen aus MCOL zu
validieren, wird eine strömungsmechanische RANSE-Simulation mit ANSYS-CFX
in Schöttelndreyer et al. [90] durchgeführt. Für die Berechnung ist ein 3D Modell
der Schute mit leicht vereinfachter Geometrie der Schubeinheit in Abbildung 6.6 zu
erstellen, die starr miteinander gekoppelt sind.

Abbildung 6.6.: RANSE-Simulation mit ANSYS-CFX am Ende der Beschleunigung
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Bei der Berechnung handelt es sich um eine transiente 2-Phasenströmung mit
freier Flüssigkeitsober�äche und bewegter Domain unter Einbindung der Rigid Bo-
dy-Funktionalität, die die Translation in horizontaler xy-Richtung und die Rotation
um die vertikale z-Achse zulässt. Der Schubverband wird als Starrkörper modelliert
und durch die externe Kollisionskraft aus LS-DYNA im Kollisionsbereich beschleu-
nigt. Dabei wird die Kollisionskraft aus Abbildung 6.5 durch ein Polynom und zwei
lineare Funktionen über eine spezielle Routine in die RANSE-Rechnung eingebun-
den. Die durchgeführte FE-Rechnung mit MCOL überschätzt die Kollisionskraft zum
Ende der Beschleunigungsphase stark. Nach der Beschleunigungsphase bewegt sich
die Schute vereinfacht mit derselben Geschwindigkeit quer zur Ausgangsposition,
-wie das Frachtschi�. Ab diesem Zeitpunkt ist die ausschlaggebende Kraft abhängig
von der Lateral�äche A des Schubverbandes, dem Widerstandsbeiwert cw und der
Geschwindigkeit v aus Beziehung 6.6.

FHQ =
1

2
ρ v2 cw A (6.6)

Diese Kraft liegt direkt nach der Beschleunigungsphase bei ca. 940 kN. Reibkräfte
sind nach ITTC'57 wegen ihrer geringen Gröÿe pauschal berücksichtigt worden. Um
die Iterationsschleife zu verkürzen, wird das Ende der Eingabekurve durch zwei
lineare Funktionen (schwarz-punktierte Linien) erweitert.
Die hydrodynamischen Wirkungen können als Reaktionskräfte und als Reakti-

onsmoment am Schubverband auf Höhe des Längenschwerpunktes ausgewertet und
ausgegeben werden, siehe Abbildung6.7.
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Abbildung 6.7.: Ergebnis aus der CFX-Rechnung: a) Reaktionskräfte; b) Reaktions-
moment

Diese Reaktionskräfte Fx und Fy mit Reaktionsmoment Mz können im zweiten
Schritt in eine weitere LS-DYNA Rechnung eingebracht werden und ersetzen die
Eingabe der Subroutine MCOL.
Der Auftrieb mit Schwimmlagenänderung des Schubverbandes wird nun in einer
FE-Berechnung ohne MCOL durch ein Ersatz-Federsystem generiert. Die Stei�gkeit
einer Feder berechnet sich aus der Dichte des Wassers ρ, der Erdbeschleunigung g
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und der Wasserlinien�äche AW des Teilmodells der Schute, die durch die Anzahl der
vorgesehenen Federn nFeder geteilt wird, siehe Gleichung 6.7.

CFeder =
ρ · g · AW

nFeder

= 33, 1 kN/m mit:AW = 11, 4m · 15, 6m;nFeder = 54 (6.7)

Das Federsystem wird durch eine entsprechende Randbedingung vertikal gelagert
und kann sich horizontal frei im Raum bewegen, siehe Abbildung 6.8

Federsystem

yx

z

Abbildung 6.8.: FE-Modell mit Federsystem (ohne MCOL)

Die Ergebnisse der ersten LS-DYNA Rechnung mit Federsystem ergeben einen
neuen Kollisionskraftverlauf, der sich im Zeitbereich von 0,75 - 1,25 s stark von der
ersten Rechnung mit MCOL (siehe Abb. 6.5) unterscheidet und den Bereich bis zum
Staudruck besser darstellt, siehe Abbildung 6.9 (grauer Graph). Dieser kann erneut
durch ein Polynom angenähert und an die CFX-Rechnung übergeben werden. Die
Ergebnisse aus der zweiten CFX-Rechnung werden wiederum nach LS-DYNA expor-
tiert. Die anschlieÿende LS-DYNA Rechnung (Rechnung 2) zeigt, dass die extern mit
ANSYS-CFX berechneten Reaktionskräfte zum Stoÿvorgang passen. Da die beiden
Rechnungen nur noch eine sehr geringe Abweichung von einander aufweisen, wird
die Iterationsschleife an dieser Stelle beendet.
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Abbildung 6.9.: Iterationsschleife zwischen LS-DYNA und ANSYS-CFX
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Um die Berechnung für weitere Varianten ohne eine Iterationsschleife über ei-
ne ANSYS-CFX Rechnung durchführen zu können, müssen im letzten Schritt die
Koe�zienten der hydrodynamischen Zusatzmassen bestimmt werden. Hierfür lassen
sich in der Literatur diverse analytische Näherungsverfahren �nden. In [37] wird das
analytische Verfahren nach Korotkin [54], eine empirische Formel zur Abschätzung
der Zusatzmasse in Fahrtrichtung von Söding [94], die Streifenmethode mit dem
Programm PDStrip ebenfalls aus [94] mit typischen Koe�zienten aus der Literatur
Petersen et al. [79] u. Minorsky [71] mit einander verglichen.

Tabelle 6.2.: Werte für hydrodynamische Zusatzmassen
∆ Izz

max may ia
Korotkin - 41% -
Söding 2,4% - -

Streifenmethode - 39% -
Minorsky - 40% -
Petersen 2-7% 40-130% 20%

In Tabelle 6.2 ist ∆ die Verdrängung des gerammten Schi�s, Izz das Massenträg-
heitsmoment, max Zusatzmasse für die Bewegung in Schi�slängs- und may Zusatz-
masse für die Bewegung quer zur Schi�slängsrichtung sowie ia für die Gierbewegung.
Es ist anzumerken, dass nach Petersen et al. [79] für kurze Kollisionsdauern wie hier
die kleineren Werte für may empfohlen werden. Die Berechnung mit der Streifenme-
thode wird mit dem ö�entlich zugänglichen Programm PDStrip des Institutes für
Fluiddynamik und Schi�stheorie der TUHH durchgeführt. Für die Abschätzung des
Wertesmay muss der Wert für die Zusatzmasse bei einer kleinen Begegnungsfrequenz
abgelesen werden. Dieses ist durch den einmaligen Stoÿ gerechtfertigt. Die in [37]
durchgeführten Berechnungen haben gezeigt, dass mit max von 10%, may 40% und
ia von 2,4% sehr gute Rechenergebnisse erzielt werden.
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Es lässt sich eine gute Übereinstimmung zwischen der Rechnung 2 mit Feder-
system und der validierten Berechnung mit MCOL in Abbildung 6.10 beobachten.
Dabei wird der Kraftverlauf leicht (konservativ) überschätzt. Betrachtet man den
Kollisionskraftverlauf über einen längeren Zeitbereich, so lässt sich eine langsame
Abnahme der Kraft bei der MCOL Rechnung beobachten. Die Abweichung lässt
sich durch den eingangs abgeschätzten Kurvenverlauf aus Abbildung 6.5 erklären.
Die Kraft muss mit gröÿer werdendem Drehwinkel der Schute (kleiner werdender
Lateral�äche) und dem langsamer werdendem Frachtschi� abnehmen.
Die Bewegung des Schubverbandes aus der LS-DYNA Rechnung soll ungefähr mit
denen aus der RANSE-Rechnung übereinstimmen. An dieser Stelle wird nur die
Bewegung in der Ebene der Wasserlinie überprüft, also das Vorrausschnellen, das
Driften und das Gieren. Die Verschiebungen in Längsrichtung der Schute sind sehr
viel kleiner als in Stoÿrichtung, also in Fahrtrichtung des Frachtschi�s. Als Ver-
gleichsgröÿe der resultierenden ebenen Bewegungen kann die Absolutverschiebung
des Schwerpunkts aus seiner Ursprungslage gewählt werden. Diese ergibt sich aus
Beziehung 6.8:

dabs =
√

d2x + d2y (6.8)

Als Ergebnis der RANSE-Rechnung liegt diese Gröÿe direkt vor. Für die Rech-
nungen mit LS-DYNA wird die entsprechende Gröÿe über eine lineare Extrapolation
bestimmt, wobei die Verschiebungen am Anfang und Ende des Laderaummodells als
Stützstellen verwendet werden. Durch die lineare Extrapolation wird vorausgesetzt,
dass die Schute sich nicht in der Ebene der Wasserlinie verformt. Die Verläufe der
Bewegungen in Form von dabs über der Zeit t sind in Abbildung 6.11 dargestellt.
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Abbildung 6.11.: Bewegungsabgleich der Berechnungen

Die Verläufe zeigen, dass die Bewegung des Schubverbandes aus der expliziten
Rechnung dem Ergebnis aus der strömungsmechanischen Rechnung sehr ähnlich
sind. Die maximalen Abweichungen bestehen jedoch zwischen den mit MCOL ge-
rechneten Verlauf am Ende der Berechnung mit ca. 9%. Im Zeitbereich bis ca. 1,3 s
liegt diese Rechnung erheblich näher an der RANSE-Rechnung.
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6.2.3. Wirkung der multizellularen Glashohlkugeln

Werden die multizellularen Glashohlkugeln wie in Abschnitt 5.2 in das Modell der
Schute implementiert, so ergeben sich die nachstehenden Ergebnisse. Der Ein�uss
der multizellularen Glashohlkugeln kann durch den Vergleich der Simulationsergeb-
nisse mit und ohne Füllsto� gezeigt werden. Die Abbildung 6.12 stellt auf der linken
Seite die Verformung mit der gefüllten Struktur und auf der rechten Seite die kon-
ventionelle Bauweise mit modellierten Längsspanten dar. Bei der Kollision mit der
konventionellen Seitenhülle lässt sich in c) und d) das Aufreiÿen der Innenhülle über
73% der Laderaumhöhe feststellen. In diesem Fall käme es zum Fluten der Abtei-
lung, das bei der Variante mit multizellularen Glashohlkugeln verhindert wird, siehe
a) und b). In a) erleidet die Auÿenhaut einen erheblich kleineren Schaden, als die
konventionelle Hülle in c). Die zuvor erwähnte groÿ�ächige Lastverteilung des ein-
dringenden Bugwulstes durch die multizellularen Glashohlkugeln wird in b) analog
zu KV 3 deutlich. Die gesamte Innenhüllenstruktur biegt um ca. 134 mm durch und
der Bugwulst kommt 400 mm vor dem Durchstoÿen der Innenhülle zum Stehen. Das
rammende Schi� schiebt die Schute dadurch vor sich her. Es kommt somit zu keinem
weiteren strukturellen Schaden der Schute.

mit Füllstoff ohne Füllstoff

6,5kn 6,5kn

a) c)

b) d)

Abbildung 6.12.: Simulation Frachtschi� vs. Schute: a) u. b) mit Füllsto�; c) u. d)
ohne Füllsto�

Werden die Kollisionsvorgänge miteinander verglichen, so ist festzuhalten, dass
die Schute mit gefüllter Doppelhülle eine fast doppelt so hohe Beschleunigung und
somit auch eine doppelt so hohe Kontaktkraft ertragen kann wie die konventionelle
Doppelhülle, siehe Abbildung 6.13a). Der Kontaktkraftabfall tritt mit Füllsto� be-
reits nach 0,42 s und bei der herkömmlichen Schute erst nach 1,11 s ein. Die erhöhte
Kontaktkraft wirkt sich zwangsläu�g auf die Geschwindigkeit des Frachtschi�es aus,
das in Abbildung 6.13b) zu erkennen ist. Zusätzlich lässt sich beobachten, dass die
mit multizellularen Glashohlkugeln gefüllte Schute an die Beschleunigungsphase an-
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schlieÿend nach ca. 0,70 s den Kontakt zum Bug des Frachtschi�es nahezu verliert
und impulsartig wieder bekommt, um sich danach auf die Kraft nach Beziehung 6.6
einzuschwingen. Aufgrund der höheren Beschleunigung hat sich die Schute mit mul-
tizellularen Glashohlkugeln bereits stärker gedreht und besitzt somit eine kleinere
Lateral�äche in Schi�slängsrichtung und liegt deshalb unter der schwarzen Kurve.
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Abbildung 6.13.: Simulation Frachtschi� vs. Schute: a) Kontaktkräfte; b) Geschwin-
digkeitsabnahme Frachtschi�

Vergleicht man in Abbildung 6.14 die strukturelle Verformungsenergie (EDef ), die
zum Umformen und Aufreiÿen der Struktur benötigt wird, so ist zu erkennen, dass
die gefüllte Seitenhülle insgesamt ca. 12% (4% beim Umformen und 8% beim Aufrei-
ÿen) weniger Energie aufnimmt. Dieses lässt sich anhand des geringeren Schadens-
ausmaÿes (z.B. intakte Innenhülle) erklären, welches ebenfalls die Reibungsenergie
(EFric) um 15% reduziert. Um die Energieerhaltung aus Beziehung 6.2 gewährleisten
zu können, müssen die Terme der kinetischen Energie von Schi� und Schute (Ekin)
sowie der äuÿeren Arbeit (EExt) diese ausgleichen. Die Energiebilanzen der konven-
tionellen und der mit multizellularen Glashohlkugeln versehenden Schutenstruktur
kann dem Anhang aus Abbildung A.22 und A.23 entnommen werden.
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Abbildung 6.14.: Simulation Frachtschi� vs. Schute: Verformungsenergien

Abschlieÿend kann festgestellt werden, dass 40% der Verformungsenergie von den
multizellularen Glashohlkugeln aufgenommen wird und nur die restlichen 60% von
der Stahlstruktur.
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7. Zusammenfassung und

Schlussfolgerung

Die bisher international durchgeführten Kollisionsversuche zeigen, dass die Interakti-
on der Verformungen von Bug und Seitenhüllenstruktur bisher nur Gegenstand einer
experimentellen Untersuchung in Japan war, über die keine spezi�schen Details in
der Literatur gefunden werden konnten.
Das Einbringen von Füllsto�en in stählerne Leerraumzellen beschränkt sich lediglich
auf zwei Forschungsvorhaben. So wurden für die Sicherheit von Brückenkonstruktio-
nen in den 1980er Jahren in Japan Blöcke aus Polyurethanschaum in Stahlkonstruk-
tionen eingebracht [72] und untersucht. In den 1990er Jahren ist in den Niederlanden
mit Beteiligung der TUHH ein Doppelbodenmodell gefüllt mit Polystyrenschaum-
blöcken gegen einen künstlichen Felsen gefahren worden [58].
In dem dieser Arbeit zugrundeliegenden Forschungsvorhaben ELKOS wurde das
Verformungsverhalten des Bugwulstes, der Schi�sseitenstruktur und ihrer Interak-
tion systematisch analysiert und dokumentiert. Unterschiedliche Stei�gkeiten des
Bugwulstes sind Bestandteil der Dissertation von Martens [70].
Der Schwerpunkt der vorliegenden Dissertation liegt in der Verstärkung von Schi�s-
seitenwänden durch das Einbringen eines geeigneten Füllsto�s. Als geeigneter Füll-
sto� wird dessen Fähigkeit zum einfachen Befüllen bzw. Entleeren für z.B. Inspekti-
onszwecke bezeichnet. In dem Vorhaben ELKOS wurden verschiedene Füllsto�e aus
organischen und anorganischen Materialien näher betrachtet. Die Auswahl �el auf
ein inertes Granulat aus multizellularen Glashohlkugeln, die unbedenklich für die
Umwelt, hydrolyse- und temperaturbeständig sind sowie eine geringe Dichte auf-
weisen. Das Granulat ist von der herkömmlichen Schi�sstruktur entkoppelbar und
vermeidet somit eventuelle Betriebsbeeinträchtigungen. Ein einfaches Nachrüsten ist
durchführbar.
Der direkte Vergleich der erzielten Messergebnisse aus den Kollisionsversuchen mit
und ohne multizellularen Glashohlkugeln ermöglicht die experimentelle Ermittlung
der schützenden Wirkung dieser multizellularen Glashohlkugeln beim gerammten
Schi�. Trotz fehlender Schubübertragung auf die Stahlstruktur konnte in einem
Kollisionsversuch durch das Einbringen des Füllsto�es 71% mehr Energie dissipiert
werden. Diese signi�kante Erhöhung der Energieaufnahmefähigkeit kann zwei E�ek-
ten zugeordnet werden. Der Primäre�ekt liegt in der zusätzlichen Energieaufnahme
durch Kompression und Zerstörung des Füllsto�es begründet. Als Sekundäre�ekt
ist die groÿ�ächige Lastableitung in die umgebende Stahlstruktur mit einhergehen-
der Energiedissipation anzusehen. Diese lässt sich auf die Zustandsänderung des
gewählten Füllsto�es zurückführen. Die hohe Belastung der Partikel führt zu Gra-
nulatbruch und sie werden zu Staub. Bei weiterer Verdichtung wird aus dem Staub
eine hochfeste Masse, die die Last wirksam groÿ�ächig überträgt.
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Zur numerischen Beschreibung des Stahlverhaltens ist die Wahl eines geeigneten
Bruchkriteriums unabdingbar, bei dem z.B. nach Erreichen einer kritischen Deh-
nung �nite Rechenelemente aus der Simulation entfernt werden. Dazu �ndet eine
Überprüfung der in der Schi�stechnik etablierten Bruchkriterien anhand des ers-
ten Kollisionsversuchs statt. Martens [70] hat u.a. festgestellt, dass das durch die
Klassi�kationsgesellschaft Germanischer Lloyd (GL) entwickelte Bruchkriterium für
Kollisionsanalysen mit einem überwiegenden biaxialen Spannungszustand und gro-
ÿen Elementkantenlängen recht gute Simulationsergebnisse liefert.
Moderne Bruchkriterien wie das RTCL-Kriterium sind bereits teilweise in kommerzi-
ellen Finite Elemente Codes implementiert und berücksichtigen das Löschen von Ele-
menten in Abhängigkeit der Spannungsmehrachsigkeit. Eingeschränkt werden diese
Bruchkriterien jedoch durch die Tatsache, dass sie nur für sehr feine FE-Netze gute
Simulationsergebnisse liefern.
Die Vorteile der einzelnen Bruchkriterien sind klar erkennbar, setzen aber ein gutes
theoretisches Verständnis der Anwender voraus. So eignet sich das GL-Kriterium für
globale Simulationen mit groben Netzen bei vertretbarem Rechenaufwand. Für lo-
kale Betrachtungen, bei denen die Verformung wie das Krüppeln und Abscheren von
Hollandpro�len von Interesse ist, sind die moderneren Bruchkriterien zu bevorzugen.
Keines der etablierten Verfahren ermöglicht gleichermaÿen gute Simulationsergeb-
nisse sowohl für kleine als auch für groÿe Elementkantenlängen.
Um einen �exibleren Einsatz ohne Elementgröÿenabhängigkeit erreichen zu können,
wird in der vorliegenden Dissertation ein Bruchkriterium aus der Automobilindustrie
mit dem Namen GISSMO (Generalized Incremental Stress State dependent damage
MOdel) herangezogen und für Schi�baustahl durch Scher-, Kerb- und standardisier-
te Zugversuche sowie einem Kollisionsversuch ohne Füllsto� kalibriert. Mit den in
dieser Arbeit in Kapitel 4 gefundenen Eingabekurven lassen sich gute Simulations-
ergebnisse für unterschiedliche Elementgröÿen auch bei Groÿstrukturen erzielen.
Die jeweiligen Vor- bzw. Nachteile der drei Bruchkriterien �nden am Beispiel des
Kollisionsversuches mit konventioneller Seitenhülle eine Überprüfung und eine Ge-
genüberstellung.
Für die Ermittlung der Materialeigenschaften der multizellularen Glashohlkugeln
wurden verschiedene Versuche an Partikeln und Testvolumina durchgeführt. Durch
einen uniaxialen Drucktest konnten verschiedene Flieÿbedingungen, Elementformen,
Einstellung der Kontaktbedingungen geprüft und ebenfalls auf die Simulation des
Kollisionsversuches mit multizellularen Glashohlkugeln angewendet und veri�ziert
werden.
Anhand einer realen Schi�skollision im Hafen von Travemünde lassen sich die halb-
analytische Methode nach Minorsky [71] aus 1960 und die analytische Methode nach
Wang et al. [106] aus 1997 mit den erzielten Simulationsergebnissen vergleichen.
Die Verformungsenergie der beiden Methoden wird dabei mit ca. 60 MJ um 34%
im Vergleich zur durchgeführten Simulation unterschätzt. Das Unterschätzen dieser
Methoden lässt sich dadurch begründen, dass im gerammten Schi� keine Energie in
Bewegung umgewandelt werden kann, weil es fest an der Pier liegt.
Abschlieÿend wird die Wirkung der multizellularen Glashohlkugeln an zwei Groÿ-
strukturen untersucht, die auf realen Kollisionen fuÿen. An dem fest an der Pier
liegenden Fährschi� konnte 30% der kinetischen Energie des rammenden Schi�es
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durch den Primär- und Sekundäre�ekt absorbiert werden. Am Beispiel einer ruhen-
den aber frei beweglichen Schute lieÿ sich zeigen, dass die Füllsto�e hier 40% der
Verformungsenergie aufnehmen und insgesamt 12% weniger Energie in Verformung
umgewandelt wird.
Als Schlussfolgerung ist festzuhalten, dass die Verwendung von multizellularen Glas-
hohlkugeln als Füllsto� ein probates Mittel darstellt, schi�bauliche Konstruktionen
zu verstärken, um die Sicherheit von Menschen auf See zu erhöhen und Umwelt-
schäden zu vermeiden bzw. zu mindern, ohne dabei aktiv in die über Jahrhunderte
gewachsene Schi�sstruktur, bestehend in der konventionellen Bauweise aus Spanten,
Trägern, Rahmen, Stringern und Beplattungen eingreifen zu müssen.
Somit kann dieses Verfahren für lokale Verstärkungen wie z.B. Konstruktionen zum
Schutz von Tanks mit explosiven und/ oder brennbaren Flüssigkeiten wie LNG An-
wendung �nden. Auch ausgewählte Teile von Schi�sseitenwänden, die im Fall einer
Explosion oder einer Kollision Energie aufnehmen können müssen, werden dadurch
geschützt. Die Verwendung von multizellularen Glashohlkugeln bietet Ingenieuren
eine einfache Lösung für den sicheren Transport von Chemikalien und Ölprodukten
zum Schutz der konventionellen Struktur.
Das in dieser Dissertation angewendet GISSMO-Versagensmodell zur numerischen
Beschreibung der Stahlstruktur lässt eine einfache Anwendung für zukünftige Kolli-
sionsanalysen bei normalfestem Schi�baustahl zu. Dabei ist ein Verzicht auf die auf-
wendige Bestimmung der elementgröÿen- und spannungszustandsabhängigen Kur-
ven möglich. Diese können der Arbeit aus Kapitel 4 entnommen werden. Damit wird
erstmals ein Bruchkriterium für Schi�skollisionen vorgestellt, das netzunabhängig
die physikalische Eigenschaft der Einschnürung über Schalenelemente berücksichtigt
und ausgesprochen gute Ergebnisse sowohl für feine und als auch grobe Vernetzungen
liefert. Dieses gibt Anwendern die Möglichkeit, mit ein und der selben Einstellung
sowohl lokale Fragestellungen mit feinem Netz und hohem Rechenaufwand, als auch
die Entwicklung einer kollisionssichereren Struktur mit groben Elementen zu beant-
worten. Kombinationen daraus sind ebenfalls möglich.
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A. Anhang

A.1. Methode nach Minorsky

Tabelle A.1.: Gewählte Bauteile für die Berechnung der Verformungsenergie (URD)

Bauteil Pn [m] Ln [m] tn [mm] RT [m3]
Wetter-Deck 6,20 12,00 13,00 0,4836
Haupt-Deck 0,10 3,75 12,00 0,0045
Rahmen (überwasser) 0,20 1,00 12,00 0,0024
Rahmen (überwasser) 0,60 3,00 12,00 0,0216
Rahmen (überwasser) 0,60 3,00 12,00 0,0216
Decksbalken 0,40 5,50 14,00 0,0308
Decksbalken 0,40 5,50 14,00 0,0308
Bodenwrange 0,38 3,35 9,50 0,0119
Rahmenspant (unterwasser) 1,00 4,50 10,50 0,0473
Rahmenspant (unterwasser) 0,50 4,50 10,50 0,0236

∑

0, 6781

A.2. Schiffsunfälle (1989-2002)

EXXON VALDEZ 1989 im Prince William Sound (Alaska), ABT SUMMER 1991
westlich von Angola, HAVEN 1991 vor Genua (Italien), KATARINA P. 1992 nördlich
von Maputo (Mosambik), AEGEAN SEA 1992 vor der Stadt A Coruña (Spanien),
BRAER 1993 Shetland Inseln (Groÿbritannien), SEA EMPRESS 1996 vor Milford
(Groÿbritannien), NACHODKA 1997 Japanisches Meer (Japan), ERIKA 1999 Golf
von Biskaya (Frankreich), JESSICA 2001 Galapagosinseln (Ecuador), PRESTIGE
2002 Galizische Küste (Spanien)

A.3. Analytische Methode nach Wang et al. [107]

Die Tabelle A.2 fasst die fünf Gleichungen der Versagensmoden und die Tabelle A.3
die Ergebnisse am Schaden der URD zusammen. Die Abbildung A.1 stellt für dieses
Beispiel die Kollisionskraft und -energie über die Eindringtiefe dar.
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Tabelle A.2.: Nach Wang et al. aufgestellte Gleichungen der fünf Vorhersagemodelle

D
eh
nu
ng

du
rc
h

St
re
ck
en
la
st

F = 2σ0B t∆
L

σ0 = Flieÿspannung

B = Höhe

t = Plattenstärke

∆ = Durchbiegung

2L = ununterstützte Länge

V
er
sa
ge
n
du
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h

P
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st

F ≈ πN0∆

N0 = σ0 t =
plast. Membrankraft

pro Einheitslänge

σ0 = s.o.

t = s.o.

∆ = Absenkung
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ng
-M
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e

Fm = 2,32
λ
σ0(2b)

0,33t1,67

λ =
1,0 für scharfen Keil

2/3 für stumpfen Keil

σ0 = s.o.

t = s.o.

2b = Breite des Eindrück-

mechanismus
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r
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ng
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e

σ0 = s.o.

t = s.o.

F = 1, 51σ0t
1,5l0,5s (sin(θ))0,5 ls = Risslänge

θ = halber Keilö�nungswinkel

·
(

1 + µ
tan(θ)

)

(2∗) µ = Reibkoe�zient

(2∗), wenn das Aufschneiden symmetrisch

sowohl nach oben als auch nach unten erfolgt

R
ei
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n
de
r
P
la
tt
e

C
on
ce
rt
in
a-
T
ea
ri
ng
-M

od
e λ = 1,0

σ0 = s.o.

Fm = 3,0
λ
σ0(2b)

0,33t1,67 b = Plattenbreite

t = s.o.

+2, 67R t R = spezi�sche Brucharbeit

Für Normalstahl:

300 ≤ R ≤ 1000 [kJ/m2]

(wird nach Wang et al. vernachlässigt)
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Tabelle A.3.: Ergebnisse und verwendete Werte für den Schaden der URD

Wetterdeck
Penetrierung: Denting-Mode: Cutting-Mode

F ≈ 634,75 [kN] F = 121,01 [MN] F = 3,36 [MN]
N0 = 6,56 [MN/m] λ = 2/3 [-] t = 16,00 [mm]
∆ = 31,00 [mm] t = 16,00 [mm] ls = 6,47 [m]
t = 16,00 [mm] 2b = 9,20 [m] θ = 1,07 [rad]

Auÿenhaut
Penetrierung: Cutting-Mode:

F ≈ 5,55 [MN] F = 2,35 [MN/m]
N0 = 5,74 [MN/m] t = 14,00 [mm]
t = 14,00 [mm] ls = 4,97 [m]
∆ = 31,00 [mm] θ = 0,73 [rad]

Höhe Bugwulst
Penetrierung: Cutting-Mode:

F ≈ 7,64 [MN] F = 6,33 [MN/m]
N0 = 7,79 [MN/m] t = 19,00 [mm]
t = 19,0 [mm] ls = 3,44 [m]
∆ = 312,0 [mm] θ = 1,02 [rad]

Für alle Werte gilt: σ0 = 410 [N/mm2] und µ = 0, 23 [−]
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Abbildung A.1.: Ergebnis mit der Methode nach Wang et al. [107]
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A.4. Zugversuche

Tabelle A.4.: Gemittelte Maÿe der Zugproben in [mm]
Probenart Material a0 b0 B h L0 Lc Lt

U
ni
ax
ia
lz
ug

gemessen bis zur Einschnürung
KV1-AH 4,1 10,0 22,0 40 50 65 175
KV1-HP 6,6 22,0 29,0 55 50 90 230
KV 1-R 5,0 16,2 22,0 40 50 65 175
KV2-AH 4,1 10,1 22,2 40 50 65 175
KV 2-R 5,1 16,1 22,0 40 50 65 175
KV3-AH 4,1 10,1 22,0 40 50 65 175
KV3-HP 7,0 22,0 29,0 55 50 90 230
KV 3-R 5,0 16,1 22,0 40 50 65 175

gemessen bis zum Bruch
KV1-AH 4,1 20,0 30,0 155 50 60 400

Scherzug KV1-AH 4,1 22,0 30,0 95 40 44 250
Kerbzug KV1-AH 4,1 20,0 30,0 150 50 60 390
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Abbildung A.2.: Gemittelte TSD gemessen bis zur Einschnürung
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Abbildung A.3.: Einschnürverhalten eines numerischen Zugversuches mit gleichem
FE-Netz aber unterschiedlichen Ziehgeschwindigkeiten
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A.5. GISSMO-Kriterium

Tabelle A.5.: Bezeichnung und Erklärung der GISSMO-Eingabewerte in LS-DYNA

Wert
Bezeichnung der Parameter aus:

Beschreibung
Formel *MAT ADD EROSION

- D - Schadensparameter
- F - Instabilitätswert (0 ≤ F ≤ 1)
2 k DMGEXP Schadensakkumulationsparameter

Kurve εf LCSDG spannungzustandsabh. Bruchdehnung
Kurve εv,loc ECRIT spannungzustandsabh. Gleichmaÿdehnung

- ∆εv - Inkrement der plast. Vergleichsdehnung
- σ∗ - E�ektive Spannung nach Lemaitre

Kurve fadexp FADEXP elementgröÿenabh. Reduktionsexponent
Kurve lcregd LCREGD elementgröÿenabh. Skalierung von εf

1 - DMGTYP
aktiviert Elementversagen bei D ≥ 1,
gekoppelt mit Konzept der e�ektiven
Spannung nach Lemaitre

0 - DCRIT hinfällig durch Eingabe von ECRIT
1 - IDAM aktiviert GISSMO-Modell
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Abbildung A.4.: Berechnung mit GISSMO vs. gemessen TSD
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A.6. Triaxialversuche

Abbildung A.5.: Eintritt des Scherbruches 20/50/90
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Abbildung A.6.: Bruchdiagramm 20/50/90
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Abbildung A.7.: Spannungskreise im Grenzzustand 20/50/90
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Abbildung A.8.: Eintritt des Scherbruches 50/90/190
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Abbildung A.9.: Bruchdiagramm 50/90/190
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Abbildung A.10.: Spannungskreise im Grenzzustand 50/90/190
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Abbildung A.11.: Eintritt des Scherbrüches 150/190/240
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Abbildung A.12.: Bruchdiagramm 150/190/240
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Abbildung A.13.: Spannungskreise im Grenzzustand 150/190/240
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Abbildung A.14.: Eintritt des Scherbruches 240/290/380
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Abbildung A.15.: Bruchdiagramm 240/290/380
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Abbildung A.16.: Spannungskreise im Grenzzustand 240/290/380
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A.7. Uniaxialer Drucktest - Bestimmung des

Reibbeiwertes

Für die Abschätzung des Reibbeiwertes sind die Werte der Umfangsspannung zwi-
schen den drei Messebenen sowie ihre Nulldurchgänge zu generieren. Hierzu werden
die ermittelten Werte der Radialspannung durch ein Spline verbunden. Dieses er-
folgt für fünf gewählte Zustände, siehe Abbildung A.18 und A.19. Zwischen der Ebe-
ne 1 und 2 sowie zwischen Ebene 2 und 3 werden zusätzliche Stützstellen erstellt.
Der Spannungsverlauf wird abschnittsweise linear gemittelt und in eine implizite
FE-Berechnung mit dem Programm ANSYS überführt. Exemplarisch ist dieses für
den Lastschritt 5 (maximaler Stempelweg)in Abbildung A.17a) eingetragen. Das
ANSYS-Modell beschränkt sich auf den Aluminiumzylinder aus Abbildung 4.16c),
der auf halber Plattenstärke mit dem Elementtyp Shell63 diskretisiert wurde. Das
FE-Modell wird vereinfacht an seiner Unterseite translatorisch in allen Raumrich-
tungen �xiert. Aus der Berechnung lässt sich der Verlauf der Umfangsspannung
ausgeben, siehe Abbildung A.17b).
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Abbildung A.17.: Ermittlung der Spannungsverläufe: a) Radialspannung; b) Um-
fangsspannung

Die Umfangsspannung kann mittels Kesselformel nach Beziehung A.1, unter Ver-
nachlässigung der Endlichkeit des Modells, für die ANSYS-Eingabewerte in den ra-
dial wirkenden Innendruck umgerechnet werden.

pi (zn) =
σu (zn) t

ra
bzw. pi =

t

n
∑

1

σu (zn)

ra n
(A.1)

Dabei ist pi der Innendruck, σu die Umfangsspannung, zn die Laufvariable, n die
Anzahl der ausgewerteten Umfangspannungen aus der ANSYS-Rechnung über die
Höhe und t die Plattenstärke sowie ra der Auÿenradius des Aluminiumzylinders. Um
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die gesamt wirkende Normalkraft Pi aus Gleichung A.2 zu erhalten, muss der ermit-
telte Innendruck mit der Fläche bestehend aus der Höhe zwischen den Nulldurch-
gängen ∆z und inneren Umfang 2 π ri (ri = Innenradius) des Aluminiumzylinders
multipliziert werden.

Pi =

t

n
∑

1

σu (zn)

ra n
∆z 2 π ri (A.2)

Die übertragene Reibkraft Ri ist die Di�erenz der in den beiden Kraftsensoren
F2 und F1 gemessenen Werte. Werden die gefundenen Terme in das Coulombsche
Reibgesetz implementiert und umgestellt, so lässt sich der Reibbeiwert nach Zusam-
menhang A.3 bestimmen.

µ =
Ri

Pi

=
(F2 − F1) n ra

n
∑

1

σu (zn) ∆z 2 π ri t

(A.3)

Mit den nachstehend gewählten Lastschritten aus Abbildung A.18 und A.19, wird
der Reibbeiwert bestimmt.

• Lastschritt 2 nach 40 mm Hub 

o F1=13,79 kN 

o F2=27,63 kN 

o n=175 

o ∆z=175 mm 

o ∑ �� (��)
175
1 = 350 ��� 

• Lastschritt 1 nach 20 mm Hub 

o F1=6,59 kN 

o F2=14,04 kN 

o n=203 

o ∆z=203 mm 

o ∑ �� (��)
203
1 = 231 ��� 
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Abbildung A.18.: Gemessene Umfangsspannung: Lastschritt 1; Lastschritt 2



Anhang 137

= 433 ��� ∑ 	140
1

• Lastschritt 5 nach 93 mm Hub 

o F1=39,38 kN 

o F2=62,61 kN 

o n=125 

o ∆z=125 mm 

o ∑ 	� (��)
125
1 = 582 ��� 

• Lastschritt 3 nach 60 mm Hub 

o F1=19,82 kN 

o F2=36,88 kN 

o n=156 

o ∆z=156 mm 

o ∑ 	� (��)
156
1 = 433 ��� 

• Lastschritt 4 nach 80 mm Hub 

o F1=29,28 kN 

o F2=49,63 kN 

o n=140 

o ∆z=140 mm 

o ∑ 	� (��)
140
1 = 498 ��� 
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Abbildung A.19.: Gemessene Umfangsspannung: Lastschritt 3; Lastschritt 4; Last-
schritt 5
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A.8. Reibversuch
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Abbildung A.20.: Reibversuch: a) Aufbau; b) Ergebnis für Aluminium; c) Ergebnis
für Stahl mit Primer
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A.9. Energieaufnahme von Spanten und Außenhaut
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Abbildung A.21.: Verteilung der Energieaufnahme zwischen Spant und Auÿenhaut
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Tabelle A.6.: Flächenverhältnis Spant zu Auÿenhaut
Kollisionsversuche ConRo 220 URD Schute

AHP 1.243 3.611 3.489 1.052
AAH 1.120 8.255 14.250 5.900

AHP/AAH 1,11 0,44 0,25 0,18 6

A.10. Energiebilanz der Schute
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Abbildung A.22.: Schutenstruktur ohne Füllsto�
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Abbildung A.23.: Schutenstruktur mit Füllsto�



141

Lebenslauf

Nachname: Schöttelndreyer
Vorname: Martin
Geburtsdatum: 13.01.1980
Geburtsort,-land: Hamburg, Deutschland

08.1986 - 07.1990 Grundschule Klein Flottbeker Weg
in Hamburg

08.1990 - 07.2000 Gymnasium Hochrad in Hamburg

10.2000 - 09.2002 Deutsche Marine,
Ausbildung zum Reserveo�zier

10.2002 - 05.2009 Schi�baustudium an der
Technischen Universität Hamburg-Harburg,
Abschluss: Dipl.-Ing.

10.2009 - heute Wissenschaftlicher Mitarbeiter an der
Technischen Universität Hamburg-Harburg,
Institut für Konstruktion und
Festigkeit von Schi�en


	Nomenklatur
	Einleitung
	Problemstellung
	Zielsetzung und Vorgehensweise

	Stand der Wissenschaft
	Kollisionsversuche der Vergangenheit
	Für die Sicherheit reaktorbetriebener Schiffe
	Für die Sicherheit von Offshore-Plattformen
	Für die Sicherheit von Brückenkonstruktionen
	Zu Zeiten der MARPOL 73/78 Weiterentwicklung in der IMO
	Im Zeitraum des Oil Pollution Act
	Jüngere Versuche

	Theoretische Grundlagen
	Fließtheorie
	Bestimmung der Eigenschaften von Stahl
	Bruchkriterien


	Kollisionsversuche
	Konzept
	Aufbau
	Modellkörper
	Füllstoff
	Versuchsergebnisse

	Versuche an Materialproben
	Stahl
	Zugversuche
	Ermittlung der wahren Spannungs-Dehnungskurve
	Ermittlung der GISSMO-Eingabekurven

	Multizellulare Glashohlkugeln
	Triaxialversuch
	Uniaxialer Drucktest
	Drucktests an einzelnen Partikeln
	Reibversuch


	Numerische Berechnung der Kollisionsversuche
	Versuch mit der konventionellen Seitenstruktur
	Versuch mit multizellularen Glashohlkugeln

	Anwendung auf Großstrukturen
	Kollision im Hafen von Travemünde
	Methoden nach Minorsky und Wang
	Verifizierung des Gissmo-Kriteriums
	Wirkung der multizellularen Glashohlkugeln

	Kollision auf der Elbe
	Abgeleitetes Kollisionsszenario
	Berechnungsmethodik
	Wirkung der multizellularen Glashohlkugeln


	Zusammenfassung und Schlussfolgerung
	Veröffentlichungen
	Literaturverzeichnis
	Anhang
	Methode nach Minorsky
	Schiffsunfälle (1989-2002)
	Analytische Methode nach Wang et al. Wang.b
	Zugversuche
	GISSMO-Kriterium
	Triaxialversuche
	Uniaxialer Drucktest - Bestimmung des Reibbeiwertes
	Reibversuch
	Energieaufnahme von Spanten und Außenhaut
	Energiebilanz der Schute

	Lebenslauf

