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Kurzfassung

Die Einstellung der Gesellschaft zum Umweltschutz hat sich in den letzten fiinfzig
Jahren stark verdndert. Der Bedarf an sicherem Transport von Chemikalien und
Olprodukten stellt Ingenieure vor neue Herausforderungen.

Die vorliegende Dissertation beschéiftigt sich mit der Fragestellung lokale Bauteile
von schiffbaulichen Konstruktionen zu verstirken, um die Sicherheit von Menschen
auf See zu erh6hen und Umweltschiden zu vermeiden bzw. zu mindern. Unter lokalen
Verstirkungen werden z.B. Konstruktionen zum Schutz von Tanks mit explosiven
und/ oder brennbaren Fliissigkeiten wie LNG verstanden oder ausgewihlte Teile
von Schiffsseitenwidnden, die im Fall einer Explosion oder einer Kollision Energie
aufnehmen konnen. Die Festigkeitserhohung wird durch Auffiillen des Leerraumes
der Struktur durch granulare Fiillstoffe erreicht. Fiir die Auswahl des Fiillstoffes
sind folgende Gesichtspunkte beriicksichtigt worden: Unbedenklich fiir die Umwelt,
hydrolyse- und temperaturbesténdig sowie geringe Dichte. Durch die Wahl eines for-
derfihigen Fiillstoffes kann die Inspektion der Struktur ermdéglicht werden. Um die
Wirkung des granularen Fiillstoffes ndher untersuchen zu kénnen, wurden in einem
Verbundforschungsvorhaben quasi-statische Kollisionsversuche am Institut fiir Kon-
struktion und Festigkeit von Schiffen der Technischen Universitidt Hamburg-Harburg
durchgefiihrt, bei denen unter anderem zwei Modellkérper einer Schiffsseitenwand
mit multizellularen Glashohlkugeln gefiillt wurden, um ihren Einfluss auf die Versa-
gensmechanik experimentell zu ermitteln.

Diese Arbeit konzentriert sich auf den Einfluss des Fiillstoffes auf die Versagensme-
chanik der Seitenhiillenmodelle. Fiir die Moglichkeit einer Ubertragung auf Grok-
strukturen und auch auf andere Anwendungen werden numerische Berechnungen
durchgefiihrt und durch die Ergebnisse der Kollisionsversuche validiert bzw. veri-
fiziert. Die Materialparameter der Stahlstruktur werden durch zahlreiche Proben
in Form von Zugversuchen und der Auswahl eines numerischen Optimierungswerk-
zeuges sowie eines validierten Verfestigungsansatzes ermittelt. Fiir die Bestimmung
der Materialparameter der multizellularen Glashohlkugeln miissen verschiedene Ver-
suche durchgefiihrt werden. Der deviatorische Anteil der Flieffunktion wird dabei
durch Triaxialversuche bestimmt, die zur Bestimmung von Bodeneigenschaften aus
der Geotechnik bekannt sind. Zur Ermittlung des volumetrischen Anteils der Flief-
funktion und der plastischen Verformung werden uniaxiale Druckversuche durchge-
fiihrt.

Die Dissertation fasst die wichtigsten Kollisionsversuche aus der Vergangenheit zu-
sammen, um die unterschiedlichen wissenschaftlichen Anséitze herauszustellen und
den Stand der Technik hinsichtlich Kollisionsanalysen beschreiben zu kénnen. Die
Materialmodelle komplexer, hoch nicht linearer Simulationen setzen theoretische
Grundlagen voraus. Diese werden durch das Zusammenfassen relevanter Teile der
Fliefstheorie und der Funktionsweise unterschiedlicher Bruchkriterien dargelegt.
Aufbauend auf diesen Grundlagen werden die ermittelten Ergebnisse der Kollisions-
versuche prisentiert und die erzielten Simulationsergebnisse vorgestellt. Durch diese
experimentell validierten und verifizierten Simulationen lisst sich die Wirkung der
Fiillstoffe auf reale Schiffsstrukturen iibertragen. Abschliefend werden zwei Kolli-
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sionsszenarien gewéhlt, denen reale Schiffskollisionen auf deutschen Seeschifffahrts-
strafen zugrunde liegen.

Abstract

Society’s attitudes towards environmental protection have substantially changed du-
ring the last fifty 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 filled with highly explosive or flammable liquids like LNG and on
the other hand they are selected parts of ship side structures. These parts can absorb
enerqy in case of an explosion or a collision. The strengthening is achieved by filling
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 effects of the granular material on
the failure mechanism, several quasi-static and large scaled experiments were under-
taken. Amongst others two models filled 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 influence of the failure mechanism of the side
structure. To transfer the influence to real ship structures and other applications the
numerical calculations have to be validated und verified by the results of the large
scaled colliston 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 different tests
had to be accomplished. The deviatoric perfect plastic yield function is determined
by triaxial compression tests known wn 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 scientific
differences and to describe the state of the art in the field 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 flow theory and the
functionality of different 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 verified simulations the protecting effects 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 Schiffbau war es erstmals moglich, Schiffsseiten-
wande gegen lokale Belastungen und Penetrationen zu verstarken. Mit der grofin-
dustriellen Erzeugung von Massenstdhlen und dem Mangel an geeigneten Bauholz
in England war der Grundbaustein des modernen industriellen Schiffbaus gelegt. Er
wurde besonders durch die Anforderungen der Marine stark voran getrieben, siehe
Lehmann [64]. Die Verstirkung von Schiffsseitenwénden tritt in der Geschichte 6fter
auf und stofst auf grofses offentliches Interesse. Umso verwunderlicher ist es, dass die
jeweiligen Entwicklungen in Vergessenheit geraten sind und somit die gesammelten
Erfahrungen keinen Eingang in gegenwirtige Schiffskonstruktionen finden.

Die GREAT EASTERN war nach Lehmann [63| eines der bedeutendsten schiffbau-
technischen Bauwerke des 19. Jahrhunderts mit einer Lange von ca. 207 m und einem
Deplacement von 27.400 t. Sie besaf eine starke Unterteilung durch Querschotten,
einen Doppelboden und eine bis iiber die Wasserlinie reichende doppelte Aufenhaut,
wie in Abbildung I gut zu erkennen ist.

i

Abbildung 1.1.: Hauptspantskizze der GREAT EASTERN [63]

Bei einer Grundberiihrung vor New York konnte die Wirksamkeit der Doppelhiille
unter Beweis gestellt werden. Trotz eines knapp 30 m langen Risses in der Aufen-
haut konnte das Schiff aus eigener Kraft in den Hafen einlaufen.

Anfang des 20. Jahrhunderts stellte der Tankerbau die Konstrukteure durch schnell
wachsende Schiffsgrofen vor neue Probleme. Die ersten Tanker wurden aus Sicher-
heitsgriinden mit einer Doppelhiille versehen. Diese Sicherheit galt jedoch der Ge-
wahrleistung der Langsfestigkeit, weniger dem Schutz vor Beschiddigung der Aufen-
haut. Die GLUCKAUF war mit einer Tragfihigkeit von 3.000 tdw der erste Ein-



hiillentanker, dessen Klassifizierung Lloyd’s Register (LR) im Gegensatz zu Bureau
Veritas (BV) verweigert hat. Die Einfithrung des Einhiillenprinzips zog, entgegen den
Erwartungen, keine Risikoerhohung hinsichtlich der Sicherheit nach sich. Anders als
beim genieteten Doppelhiillenprinzip konnten sich keine Gase in der Schiffsseiten-
konstruktion sammeln und explodieren. Ein eventueller Verlust an Ladung wurde
aus Griinden der Schiffssicherheit nicht als negativ angesehen, weil sich dadurch der
Freibord erhohte. Die Vermeidung von Umweltschdden bekam erst in den Dimensio-
nen einer Havarie der TORREY CANYON mit einer Tragfahigkeit von 120.000 tdw
im Jahr 1967 eine grofse Bedeutung.

Die Einfiilhrung der Langsspantbauweise (Isherwood System) revolutionierte den
Tankerbau und ermdglichte den Bau von ca. 380 m langen Schiffen wie die GLOBTIK
TOKYO (Tragfihigkeit von 483.684 tdw) in 1973 und HELLESPONT ALHAMBRA
(Tragfihigkeit von 442.000 tdw) in 2002.

Die Frage nach einer erhéhten Kollisionssicherheit kam in der zivilen Handelsschiff-
fahrt mit der Einfiihrung der ersten reaktorbetriebenen Schiffe auf und nahm auf-
grund der schweren Tankerunfille ab den spéaten 1980er Jahren auch Einzug in den
allgemeinen Schiffbau.

Vergegenwirtigt man sich die Zahlen der von den Klassifikationsgesellschaften re-
gistrierten Schiffskollisionen, so konnen alleine 1.700 Schiffskollisionen weltweit von
1980-2009 gezéhlt werden. Diese Zahl beinhaltet 686 Schiffskollisionen, die im Zeit-
raum von 1980-1996 aus der Datenbank des Germanischer Lloyd’s (GL) in [40] aus-
gewertet wurden und 1.016 Schiffkollisionen aus den Datenbénken 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 [[/8] zusammengestellt wurden.

An der deutschen Kiiste haben sich nach |22] von 1985-1997 insgesamt 128 Kolli-
sionen ereignet. Sehr detaillierte Angaben konnen fiir den Zeitraum von Ende 2002
bis Mitte 2012 den verdffentlichten Jahres- und Untersuchungsberichten der Bundes-
stelle fiir Seeunfalluntersuchung (BSU) entnommen werden. Die von der BSU unter-
suchten Seeunfille ereigneten sich innerhalb des deutschen Hoheitsgebietes und der
Wirtschaftszone, auf deutschen Seeschifffahrtsstrafen und in den an diesen gelege-
nen Hifen sowie unter Beteiligung von Seeschiffen unter deutscher Flagge weltweit.
In dem oben genannten Zeitraum wurden 66 Schiffskollisionen registriert und un-
tersucht. Die meisten Kollisionen ereigneten sich im Nord-Ostsee-Kanal (NOK) (12
Fille) gefolgt vom Hamburger Hafen (10 Félle), Elbe (6 Félle), Weser (4 Félle) und
Kiel (3 Fille). Insgesamt waren 16 Tankschiffe (davon ein Schubleichter) beteiligt.
Fiinf Schiffe 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 Schiffskollision der jiings-
ten Zeit. Der erst 5 Jahre alte Autotransporter BALTIC ACE kollidierte mit dem
Containerschiff CORVUS J auf einer der meist befahrenen Schiffsrouten der Welt
vor der niederldndischen Kiiste. Die BALTIC ACE wurde im hinteren Bereich in
einem fast rechtwinkligen Kollisionswinkel getroffen und sank innerhalb kiirzester
Zeit. Bei diesem Unfall verloren 11 Seeleute ihr Leben.

Die hier vorgestellten Daten und Unfélle spiegeln nur einen Bruchteil aller Schiffs-
kollisionen weltweit wieder. Sie machen aber deutlich, dass Schiffskollisionen im See-
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verkehr auftreten und auch mit modernster Technik offensichtlich nicht verhindert
werden konnen. In den letzten Jahren wurden eine Vielzahl neuartiger Schiffsseiten-
strukturen préasentiert, die im weiteren Teil dieser Arbeit noch behandelt werden.
Trotz ihrer Wirksamkeit wurden diese Konzepte nicht in die Realitit umgesetzt,
mit Ausnahme von zwei 70 m langen Binnen-Gastanker mit Y-Shape-Sandwich und
zweier Bargen [36]. Es gibt mehrere Griinde, warum diese Konzepte keine Anwen-
dung gefunden haben. Die Konstruktion von Schiffen hat sich iiber Jahrhunderte
entwickelt und bewédhrt. Es birgt daher fiir Reeder ein schwer zu kalkulierendes wirt-
schaftliches Risiko, wenn er sich fiir eine innovative Struktur entscheidet. Konstruk-
tive Mafinahmen sind in der Regel kostenintensiv in der Fertigung und erschweren
dariiber hinaus die Wartung bzw. Inspektion von Bauteilen. Fiir Reedereien miissen
zusatzlich 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 fiir Wirtschaft
und Energie geforderten Verbundprojektes ELKOS Verbesserung der Kollisionssi-
cherheit durch Integration struktureller Mafnahmen in die Leckstabilitdtsberechnung
moderner RoRo-Fahrgastschiffe im Vorhaben Validierung von Kollisionsberechnun-
gen durch Groffversuche an Konstruktionsvarianten von Seitenhiillen entstanden.
Sie beschiftigt sich mit der Problemstellung Schiffsseitenwénde zu verstirken, um
die Sicherheit von Menschen auf See zu erhohen und Umweltschéiden zu vermeiden
bzw. zu minimieren. Um das Konzept fiir Reeder attraktiv zu gestalten und die Nach-
teile bereits untersuchter Strukturen wie die der Sandwich-Bauweise zu vermeiden,
miissen folgende Punkte beriicksichtigt werden:

e kostengiinstig in Fertigung und Betrieb
e keine Beeintriachtigung der Klassebesichtigung

e keine Schwichung der Schiffskonstruktion

Die Voraussetzung einer jeden Struktur, die sich im Markt erfolgreich durchset-

zen soll, ist eine giinstige Auswirkung auf die Kosten. Um spétere Besichtigungen
fiir z.B. die Verlingerung der Klasse zu ermdoglichen, darf ein potentielles Konzept
die Zugénglichkeit nicht beschrinken. Um eventuelle Betriebsschiden zu vermeiden,
sollte eine Verstirkung die herkémmliche und bewdhrte Bauweise nicht beeintrich-
tigen.
Eine Losung fiir die aufgeworfene Problemstellung bietet das Einbringen von Fiill-
stoffen in die Doppelhiillen von Schiffen. Dieses ist kostengiinstig, Befiillung bzw.
Entleerung sind durch Sauggerite aus der Industrietechnik einfach und die Fiillstof-
fe sind komplett von der herkémmlichen Struktur entkoppelt.



1.2. Zielsetzung und Vorgehensweise

Fiir die Entwicklung dieses Konzeptes zur Verstarkung von Schiffsseitenhiillen ist
das Analysieren von bereits vorgestellten Konzepten von grofser Bedeutung, um ent-
sprechende Vor- bzw. Nachteile in grundlegende Uberlegungen einflieRen zu lassen.

Das Ziel dieser Arbeit ist es, die Wirkung der Fiillstoffe trotz fehlender Schubiiber-
tragung experimentell nachzuweisen und durch validierte Simulationen auf Grof-
strukturen zu iibertragen. Dabei stellt das Erfassen der Materialeigenschaften von
Stahl und Fiillstoff sowie das Uberfiihren dieser Eigenschaften in hoch nicht-lineare
Berechnungen mit Hilfe der Finite-Elemente-Methode (FEM) eine grofke Herausfor-
derung dar.

Die vorliegende Arbeit tragt alle relevanten Kollisionsversuche der Vergangenheit in
Kapitel 2T zusammen, um eine Ubersicht der Experimente und ihrer Versuchskon-
figuration zu erlangen. Diese Versuche hatten unterschiedliche Zielsetzungen.

Die Einfiithrung und die schnelle Entwicklung der Computertechnik haben die Schwer-
punkte dieser Versuche immer weiter verschoben. In den Anfingen stand die Ent-
wicklung empirischer Methoden im Vordergrund. Gefolgt wurde diese Entwicklung
von halb-empirischen {iber analytische Methoden bis hin zu den ersten FEM-Program
men. Anhand einer realen Schiffskollision im Hafen von Travemiinde zwischen den
Féahren URD und NILS HOLGERSSON aus Kapitel B kénnen diese drei Methoden
und somit der Stand der Technik aus den Epochen exemplarisch mit einander ver-
glichen werden.

Die rasante Entwicklung der Rechnerleistungen und Speicherkapazititen macht eben-
falls das Entwickeln neuer Materialmodelle fiir Stahl und Fiillstoff moglich. Das
Anwenden dieser Materialmodelle fiihrt zu immer aufwendigeren Untersuchungen.
Ausgehend vom Werkstoff Stahl basieren diese Materialmodelle auf den Grundlagen
der Fliefstheorie. Die fiir das Verstdndnis dieser Arbeit relevanten Grundlagen wer-
den in Abschnitt 2221 zusammengefasst.

Eine grofe 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
16schen sind. Grofen Einfluss auf diese Kriterien haben die verwendeten Elementkan-
tenlingen. Um realitdtsnahe Berechnungsergebnisse zu erzielen, ist die Durchfiihrung
von Zugversuchen an Materialproben unabdingbar, sie werden im Abschnitt 2222 im
Einzelnen beschrieben. Die Zugversuche lassen sich durch Elementgrofen von weni-
gen Millimetern in FE-Rechnungen iiberfiihren. Mit Hilfe von Kollisionsversuchen,
die dieser Arbeit zugrunde liegen, kann die Netzsensitivitit in der Grofenordnung
von mehreren Zentimetern iiberpriift werden. Bei der Berechnung realer Kollisionen
muss iiber die Akzeptanz des Rechenaufwandes entschieden werden. Bei typischen
Berechnungen aus der Industrie werden Elementgrofen von mehreren 100 mm ver-
wendet.

Die Unterschiede ausgewahlter Bruchkriterien, die den Stand der Technik widerspie-
geln, lassen sich mit dem in Abschnitt 223 gegebenen theoretischen Hintergrund
verstehen. Zur Validierung bzw. Verifizierung dieser Kriterien wurde eine Vielzahl
der in Kapitel 21 zusammengetragenen Kollisionsversuche verwendet. Zusammen-
fassend lédsst sich festhalten, dass die &dlteren Kriterien fiir grofe und die jiingeren
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Kriterien fiir kleine Elementkantenldngen gute Simulationsergebnisse liefern. Die-
ser Sachverhalt wird schematisch in Abbildung I dargestellt. Gegenwirtig wurde
noch kein Bruchkriterium fiir die Analyse von Schiffskollisionen vorgestellt, das ele-
mentkantenlingenunabhéingig den gesamten Bereich aus Abbildung T2 numerisch
erfasst.

10 —

102 —

Elementkantenldnge [m]

100 —_—

{ Bruchkriterium fiir: | kleine Kantenléngen |bzw.| grofle Kantenlangen |

Abbildung 1.2.: Geltungsbereich gegenwértiger Bruchkriterien

Durch einen Kollisionsversuch mit einer konventionellen Seitenhiille werden die
iiber Zugversuche bestimmten Materialkurven verifiziert und ein neues, element-
kantenlingenunabhéngiges Bruchkriterium aus der Automobilindustrie angewendet.
Damit kann die numerische Berechnung von den Flachzugproben iiber 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 ldsst sich
die Wirkung eines gewihlten und eingebrachten Fiillstoffes direkt bestimmen. Mit
Hilfe verschiedener Versuche an einzelnen Partikeln und an definierten Testvolumen
konnen die Materialparameter des Fiillstoffes bestimmt und ebenfalls durch einen
Kollisionsversuch verifiziert werden.

Mit den verifizierten Berechnungen aus den beiden Kollisionsversuchen lassen sich
die Materialeigenschaften von Stahl und Fiillstoff und ein gewihltes Bruchkriterium
auf Grofistrukturen in Kapitel B iibertragen. Hierfiir wird ebenfalls die Kollision der
Fahren URD und NILS HOLGERSSON gew#hlt und durch ein weiteres Kollisions-
szenario zwischen einer freischwimmenden Schute und einem kleinem Frachtschiff
in Anlehnung an die Kollision der WILSON FEDJE und der JADE im Hamburger
Hafen erginzt.






2. Stand der Wissenschaft

Die Einstellung der Gesellschaft zum Umweltschutz hat sich in den letzten Jahrzehn-
ten grundlegend veréndert. Der industrielle Fortschritt nach dem zweiten Weltkrieg
brachte eine Vielzahl an Fragen beziiglich der Sicherheit mit sich, wie z.B. der Kolli-
sionsschutz reaktorbetriebener Handelsschiffe. In den Anfingen lieft sich diese Frage
wegen der noch nicht existierenden Computertechnik ausschliefslich iiber 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 rechnergestiitzten Methoden zog bzw. zieht eine Weiterentwicklung der
numerischen Materialbeschreibungen nach sich. Die Grundlage fiir das nicht-lineare
Materialverhalten bildet dabei die Flieftheorie. Sie beschreibt den Zeitpunkt, bei
dem das Material vom elastischen in den plastischen Zustand wechselt. Zur nu-
merischen Beschreibung des plastischen Verhaltens von Stahl, miissen s.g. wahre
Spannungsdehnungskurven und fiir den Fiillstoff z.B. eine Kurve zum Beschreiben
des volumetrischen 0 — ¢ — Verhaltens generiert werden.

Dem Werkstoff Stahl muss zusétzlich vorgegeben werden, wann seine plastische
Bruchdehnung erreicht ist und es zum Zerbersten eines Bauteils kommt. Hierzu
wurden Bruchkriterien fiir Schiffskollisionen entwickelt. Die ersten Bruchkriterien
beschrinkten sich iiberwiegend auf den biaxialen Spannungszustand (Membranspan-
nung) und einer groben Vernetzung. Dieser Entwicklung folgten Bruchkriterien, die
den triaxialen Spannungszustand (Schub-, Zug- und Membranspannung) abbilden
konnen, jedoch nur fiir kleine Elementgrofen gute Ergebnisse liefern. Zur Validierung
dieser Bruchkriterien wurde eine Vielzahl der Kollisionsversuche aus der Vergangen-
heit verwendet.

2.1. Kollisionsversuche der Vergangenheit

Die strukturelle Verstirkung der Aufenhaut war Zielsetzung mehrerer Forschungs-
vorhaben in der Vergangenheit. So wurden in den 1950er und 1960er Jahren in
mehreren Lindern Kollisionsgrofsversuche durchgefiihrt, die im Mittelpunkt der For-
schung fiir reaktorbetriebene Handelsschiffe standen und das Ziel verfolgten, das
Eindringen des aktiven Kollisionsgegners in den Reaktorbereich zu verhindern.

Die verheerenden Tankerungliicke der 1980er und 1990er Jahren fiihrten wegen ihrer
Umweltkatastrophen zum grundsitzlichen Umdenken im Umweltkonzept der Inter-
national Maritime Organization (IMO). Nach der verpflichtenden Einfiihrung einer
Doppelhiille fiir neue seegehende Tankschiffe im Jahre 1993 wurden in drei interna-
tionalen Verbundvorhaben von 1995 bis 2004 Grundberiihrungs- und Kollisionsver-
suche in den Niederlanden durchgefiihrt. Um die Strukturmechanik genauer betrach-
ten zu konnen, wurden von verschiedenen Institutionen zahlreiche Versuche an stark



vereinfachten Schiffsseitenwinden mittels Penetration durch Priifstempel durchge-
fiihrt.

Numerische Simulationen in Form von FE-Berechnungen sind heutzutage Stand der
Technik und ermdoglichen den Ingenieuren die Entwicklung und Bewertung unter-
schiedlichster Strukturen. Bei den nicht-linearen Berechnungen treten jedoch auch
heute noch grofe Abweichungen zu realen Strukturen auf. Um nicht nur qualitati-
ve, sondern auch quantitative Aussagen treffen zu kénnen, sind Versuche zwingend
erforderlich.

Schiffskollisionen ziehen in den meisten Fillen verheerende Folgen fiir Mensch und
Umwelt nach sich und haben in der Regel technisches oder menschliches Versagen
als Ursache. Auf Letzteres haben Ingenieure keinen Einfluss, aber sie konnen durch
strukturelle Uberlegungen Priivention betreiben. Die Zielsetzungen, mit denen die-
se aufwendigen Kollisionsversuche durchgefiihrt 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 ldsst. Den gegenwirtigen Wissenschaftlern stehen
bereits entwickelte numerische Berechnungsmethoden zur Verfiigung. Aktuelle Ar-
beiten legen ihren Fokus iiberwiegend auf die Strukturmechanik und basieren auf
dem Werkstoffverhalten. Sie orientieren sich immer mehr in Richtung mikroskopi-
scher Betrachtung des Materials wie z.B. Térnqvist |99]. Zum Erreichen der zuvor
beschriebenen Ziele mussten und miissen immer noch aussagefihige Messwerte ge-
neriert werden, die die Berechnungen absichern.

2.1.1. Fuir die Sicherheit reaktorbetriebener Schiffe

Untersuchungen von Schiffskollisionen standen in den 1950er und 1960er Jahren zur
Zeit der Einfiihrung reaktorbetriebener ziviler Handelsschiffe stark im Vordergrund
der Wissenschaft. Eine Darstellung der damaligen Denkweise {iber reaktorbetriebene
Handelsschiffe sowie eine gute Ubersicht iiber die durchgefiihrten Versuche kénnen
in [I09], |T10] gefunden werden. Man ging davon aus, dass sich die Kernenergie bei
Handelsschiffen auf breiter Basis durchsetzt und bis zum Jahr 2000 ca. 280 Schiffe
mit Reaktorantrieb gebaut werden. So fiihrte man in Japan ab 1958 die ersten Kol-
lisionsversuche mit einem Pendelschlagwerk durch. In den anfianglich mittelgrofsen
Experimenten wurden sehr vereinfachte Vorschiffs- und Seitenmodelle untersucht.
Die Modelle wurden grofter und ein Tanker von 45.000 tdw im Mafstab 1:20 getestet.
Uberwiegend fiihrte man statische Versuche durch, auch mit der Struktur des ersten
japanischen Atomschiffes MUTSU im Mafstab 1:15 und letztendlich auf einem neu-
en Versuchsstand fiir dynamische Experimente sogar mit einem Modellmafstab von
1:10 (Modellanzahl > 40). Italien fiithrte von 1963 bis 1970 Kollisionsversuche auf ei-
ner etwas groferen dynamischen Anlage durch und testete bereits Modelle in starker
Anlehnung an eine reale Schiffsgeometrie. Auch hier wurden die Mafstibe 1:15 und
1:20 gewihlt (Modellanzahl = 24). In England wurden vier statische Zerstérungsver-
suche an gebauten einzelnen Schiffsdecks in Mafstab 1:4 und 1:8 durchgefiihrt. Ab
1963 hat man sich auch in der Bundesrepublik Deutschland mit der experimentellen
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Priifung von Schiffsseitenhiillen 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 Mafstdben 1:7,5 und 1:12 mit Variation von
Buggeometrien und Schiffsseitenwinde (Modellanzahl = 12).

Bei der Entwicklung der oben erwdhnten Methode von Minorsky kam man iiberein,
dass es aufgrund der Komplexitit eines unelastischen Stofes einer Kollision besser
sei, eine halb-analytische Methode zu entwickeln, die sich auf wirkliche Kollisionen
(50 Stiick) stiitzt [I71)].

Im ersten Teil der Studie wurde die nachstehende Gleichung 271 entwickelt, die an-
gibt, wieviel der kinetischen Energie (dufere Kollisionsmechanik) bei einer Kollision
umgewandelt wird. Es handelt sich um die Differenz der Energien des rammenden
Schiffes und des gerammten Schiffes unmittelbar vor der Kollision und der Energie
die die Schiffe nach einem voll-plastischen Stofs noch besitzen.

Aa-Ap
1,43-Ag+2- Ay

AFEyin, = ( ) (vp - sin ©)? [t kn®] (2.1)
Diese Differenz ist bei einem voll-plastischen Stofs betragsméfig durch die Konstruk-
tion beider Schiffe dissipiert worden. Dabei wurde eine hydrodynamische Zusatzmas-
se von 40% des gerammten Schiffes angenommen.

Die verwendeten Abkiirzungen konnen der Tabelle 221 entnommen werden.

Tabelle 2.1.: Berechnung der dissipierten kinetischen Energie

Verdrangung des gerammten

Ay [t] . . .
Schiffes zum Zeitpunkt der Kollision
Verdriangung des rammenden

Ap [¢] . . .
Schiffes zum Zeitpunkt der Kollision
Geschwindigkeit des rammenden

Up [kn]

Schiffes zum Zeitpunkt der Kollision

AFE}, [t kn?| | dissipierte kinetische Energie bei der Kollision

Kollisionswinkel
© °]

bezogen auf das gerammte Schiff

Im zweiten Teil der Studie wird die durch die plastische Umformung (innere Kol-
lisionsmechanik) der im Kollisionsbereich befindlichen Bauteilen beider Schiffe mit
Hilfe einer Widerstandskennzahl Rp ermittelt. Dabei wird die Aufenhaut des ge-
rammten Schiffes vernachlissigt, aufter es wird im spitzen Winkel getroffen. Auch
das normale Spantensystem wird nicht beriicksichtigt, aufser es ist verstirkt ausge-
fithrt worden. In diesem Zuge wird nach [Z1] die Widerstandskennzahl Ry aus den
folgenden Bauteilen berechnet, die die Verformungsenergie (zerstortes Volumen) auf-
genommen haben.
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1. Decks, Zwischendecks, grofe Stringer, Doppelboden im rammenden und ge-
rammten Schiff

2. Querschotte, Querwénde, groffe Rahmen im gerammten Schiff
3. Langsschotte, Lingswinde im rammenden Schiff

4. Anteile der Auftenhaut, wenn sie in Langsrichtung der Belastung liegen

Die Widerstandskennzahl wird nach Ausdruck 2 berechnet.

N n
Ry =Y PyLyty+ Y PuLyt, [m’] (2.2)
1 1

Die verwendeten Abkiirzungen konnen der Tabelle 222 entnommen werden.

Tabelle 2.2.: Fiir die Widerstandskennzahl verwendete Abkiirzungen

% Py |m] | Tiefe der Beschddigung im N. Bauteil
.S

g ﬁ . .. .. .

g % Iy fm] Lange bzw. Hohe der Beschidigung des
g N N. Bauteils

z tn  |m] | Materialstirke des N. Bauteils

2 P, |m| | Tiefe der Beschddigung im n. Bauteil
g E Ly [m] Lange bzw. Hohe der Beschiadigung
= des n. Bauteils

L

0 t,  [m] | Tiefe der Beschidigung im n. Bauteil

Die empirische Beziehung zwischen der dissipierten kinetischen Energie und der
Widerstandskennzahl ergibt sich nach Gleichung 223.

Epes = 46 - Ry [MJ/m®] + 32 [MJ] (2.3)
Die Methode liefert fiir grofse Energieeintrige die besten Ergebnisse.

Aufgrund politischer Widerstinde in den Lindern der anzulaufenden Héfen wur-
de ein wirtschaftlicher Betrieb von nuklear angetriebenen Handelsschiffen unmdog-
lich. Mit der Auferdienststellung des amerikanischen Fracht- und Fahrgastschiffes
SAVANNAH und dem Umbau der OTTO HAHN mit einem konventionellen Die-
selantrieb in den 1970er-Jahren war das Ende fiir reaktorbetriebene Handelsschiffe
besiegelt. Schiffskollisionsversuche spielten danach zunichst nur noch eine unterge-
ordnete Rolle in der Forschung.
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2.1.2. Fur die Sicherheit von Offshore-Plattformen

In den 1960er-Jahren begann die Olexploration in der Nordsee. Die Forderung be-
gann 1971 und wurde nach der Olkrise von 1973 stark ausgebaut. Steigende Olpreise
rechtfertigten die hohen Investitionskosten. Zwischen 1970-1980 sind weltweit 9 Kol-
lisionen zwischen Schiff und Offshore-Plattform mit schweren strukturellen Schiaden
und 114 mit geringeren Schiaden dokumentiert worden [95]. Um die Energiedissipa-
tion von Vorschiffs- und Hinterschiffskonstruktionen sowie die Rohrkonstruktionen
von Offshore-Plattformen zu identifizieren und zu beschreiben, wurde in Norwegen
ab 1977 das Versuchswesen systematisiert. Nach Amdahl wurden folgende Versuche
durchgefiihrt

e Bug gegen starren Gegner
e Heck gegen starren Pfeiler
e Bug gegen Teil einer Rohrkonstruktion

e 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.
Fiir den Versuch von -Bug gegen starren Gegner- wurden sechs verschiedene verein-
fachte Strukturen ohne Bugwulst mit unterschiedlichen Aussteifungen untersucht.
Sie besafsen eine Modellkorperldnge von 480 bis zu 720 mm und besaken Plattendi-
cken von 2 bis 3 mm. Es konnten Krifte bis ca. 1.000 kN gemessen werden.
Auch das Falten von vereinfachten Bugwulstgeometrien mit Ringsteifen und dhnli-
cher Modellkorperlange wurde auf der Anlage untersucht. Vier zylindrische Versuchs-
koérper mit einem Durchmesser von 400 mm wurden aus 12 mm dicken Rohrstiicken
gefertigt. Ziel war es, vier Geometrien mit moglichst wenigen Imperfektionen (z.B.
Schweifinihte) mit Wandstérken zwischen 0,97 bis 1,22 mm zu generieren. Zusétzlich
untersuchte man noch fiinf zylindrische Modellkérper aus 2 mm dicken rundgeform-
ten Platten mit Langsschweifsndhten. Der Ringsteifenabstand variierte zwischen 23
und 117 mm. Die gesamten Strukturen wurden zusdtzlich spannungsarm gegliiht.
Es konnten Kréfte bis 158,2 kN gemessen werden.
Neben den zylindrischen Buggeometrien wurden auch drei elliptische Querschnitte
experimentell untersucht. Die Versuchskorper hatten die Langen 420 und 620 mm.
Ein Modellkorper lief iiber eine Lénge von 440 mm konisch zu. Alle Modelle besafsen
Ringsteifen mit jedoch unterschiedlichen Liangsbauteilen. Die Plattendicken lagen
ebenfalls bei 2 und 3 mm. Die maximale Druckkraft betrug 1.600 kN.
Fiir 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 fiinf Langsbauteilen der Plattendicke von 2 mm ausgesteift waren. Der starre
Eindringkorper hatte einen Radius von 1 m. Die Versuchsgeschwindigkeit betrug fiir
den statischen Versuch 0,15 mm/s und fiir den dynamischen 70 mm/s. Die auftre-
tenden Kréfte lagen bei iiber 800 kN.
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In der Testreihe -Bug gegen Teil einer Rohrkonstruktion- wurden zwei Versuche
durchgefiihrt. Die von einer eisverstirkten Konstruktion abgeleitete Bugstruktur
hatte eine Aufenhautdicke von 2 mm. Die Modelle besafen jeweils ein Stringer-
deck und mehrere Flachstahlprofile als Querspanten und als Langsbauteile. Fiir 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 fiir -starrer Bug ge-
gen ein Teil einer Rohrkonstruktion- mit einer Geschwindigkeit von 0,15 mm/s und
54 mm /s gefahren. Der eindringende starre Korper 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 Linge 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 schiffbaulicher Konstruktionen und Rohrkonstruktionen experimentell ermittelt
werden. Durch die Ergebnisse konnten bestehende Entwurfsrichtlinien iiberpriift/
bewertet und neue Entwurfsempfehlungen ausgesprochen werden, halb-empirische
Methoden und fundamentale Methoden der Kontinuumsmechanik verifiziert sowie
ein vereinfachtes FE-Balken-Programm validiert werden. Durch den direkten Ver-
gleich der Ergebnisse aus den dynamischen und den statischen Versuchen war dar-
iiber hinaus der Einfluss der Dehnungsgeschwindigkeit experimentell ermittelbar.
Bei den dynamischen Versuchen liegt das Kraftniveau um 10% hoher als bei den
statischen Versuchen.

2.1.3. Fur die Sicherheit von Bruckenkonstruktionen

Anfang der 1980er Jahre erforderte die steigende Anzahl an vorgelagerten Terminals
an den Kiisten sowie von Briicken im offenen Wasser (z.B. Belte und Sund) kollisi-
onssicherere schiffbauliche Konstruktionen. Analysen zur Verbesserung der Verkehrs-
situation hinsichtlich der Kraftstoffersparnis in Japan fiihrten zum Briickenbau von
Honshu zur Insel Shikoku. Nicht nur die schiffbaulichen Strukturen, sondern auch
das Abfendern der Briickenpfeiler wurde experimentell (statisch) auf einer Anlage
mit einem max. Kraftniveau von 3.000 kN untersucht, siche Nagasawa et al. [72].
Die Modelle wurden von Bugstrukturen im Mafstab 1:4 eines 500 G'T grofsen Schif-
fes mit einem geraden und einem schrigen Steven abgeleitet und im Winkel von 90°
gegen eine starre Platte gefahren. Die Bugstrukturen besafsen Stringerdecks, Quer-
spanten und hatten im vorderen Bereich Bugbénder.

Als zusétzliche Bugstruktur wurde ebenfalls ein Bug mit geradem Steven, jedoch im
Mafsstab 1:8 eines 4.000 G'T grofen Schiffes gegen eine starre Platte gedriickt.

Die Schiffsseitenmodelle wurden im Mafstab 1:11 von einem 4.000 GT grofsen Schiff
abgeleitet. Es wurden insgesamt fiinf Seitenmodelle getestet, in denen die Anordnung
der Steifen, die Plattendicken aller Bauteile und der Radius des starren Briicken-
pfeilers variiert worden sind, siehe Tabelle PZ3.
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Tabelle 2.3.: Materialstérken der Seitenhiillenmodelle aus |72

, Plattendicke [mm]| , )
Nr. Testserie Radius des Pfeilers [mm]
Aufenhaut | 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 | Langssteifen 1,6 1,6 1,2 450
LG-5 | Langssteifen 1,6 1,6 1,2 450

Um bei einer Kollision Energie durch einen Briickenpfeiler absorbieren zu kénnen,
wurden vier verschiedene Fenderstrukturen untersucht. Dazu sind zwei stidhlerne
Zellstrukturen (grob/ fein) ohne Schaumstoff und zwei Zellstrukturen mit Schaum-
stoff untersucht worden. Das Modell hatte die Mafe von ca. 1,4 x 0,6 x 0,6 m - ohne
Einspannvorrichtung. Die grobe Zelle wurde der Linge nach in fiinf Zellen und der
Breite und Hohe nach in 2 Zellen unterteilt, die Plattendicke betrug 1,6 mm. Die
feinere Zelle unterschied sich nur bei der Zelleinteilung der Lange nach, ndmlich in
sieben Zellen.

Die dritte Zellstruktur wurde der Lénge nach ebenfalls in 5 Zellen, aber der Héhe
nach in nur eine Zelle unterteilt und mit Polyurethanschaumbl6cken versehen.

Die vierte getestete Struktur bestand nur aus einer Aufenhaut und einem Polyure-
thanschaumblock.

Damit wurden erstmals Stahlstrukturen mit Schaumblécken experimentell unter-
sucht. Friihere Versuche mit einer Schaumfiillung 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.

Fiir die Versuche zwischen Briickenpfeiler und Schiff wurde eine halbzylindrische
Struktur (Innenradius=300 mm/ Aufenradius=750 mm) einmal in Zellenstruktur
und ein zweites Mal mit einem Polyurethanschaumblock versehen und mit jeweils
einer starren und einer verformbaren Schiffsseitenstruktur getestet.

Durch die o.g. Versuche konnten analytische Formeln zur Vorhersage von Kollisions-
kraften und den dazugehorigen Energien hergeleitet bzw. angewendet werden, die die
Versuchsergebnisse hinreichend gut wiedergeben. Die vom Fendersystem absorbierte
Energie kann iiber die Eindringtiefe ermittelt und die maximal von der Bugstruk-
tur bzw. Seitenstruktur zu ertragenden Kollisionskréifte bestimmt werden. Somit
lassen sich die Versuchsergebnisse auf Grofstrukturen iibertragen, die Plattendicken
der Stahlstruktur und die Eigenschaften des Polyurethanschaumblocks variieren und
bewerten. Die vorgestellte Methode ldsst sich fiir Schiffsgrofen von 500 bis 4.000 GT
anwenden, die typisch fiir Kiistenregionen 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-
unféllen mit Tankschiffen, die die Weiterentwicklung des Regelwerks der IMO mafs-
geblich bestimmt haben. In dem Ubereinkommen OILPOL 1954 wurden erstmals
betriebliche Belange geregelt, die z.B. die Abgabe von Waschwasser aus Ladetanks
in Kiistennihe verboten. Nachdem anschliefend die Frage der Haftung im Falle einer
Havarie geklart war, wurde 1965 ein Unterkommitee eingerichtet, das sich erstmals
mit bauliche Fragen beschiftigte. Mit der Havarie der TORREY CANYON 1967,
bei der das Schiff wegen eines nautischen Fehlers auf ein Riff zwischen Lands End
und den Scilly-Inseln lief, zerbrach und dadurch einen Olausfluf bisher unvorstell-
baren Ausmafies ausloste, kam es erstmals an den Kiisten Englands und Frankreichs
zu grofen Umweltschiden. Dieser Unfall beschleunigte den Ausbau des Regelwerkes,
der auf OILPOL 54 aufsetzte. Mit dem neuen Ubereinkommen MARPOL 1973 wur-
den Uberwachungssysteme vorgeschrieben sowie stringente Regeln fiir das Einleiten
von Fliissigkeiten in das Meer fiir bestimmte Seegebiete festgelegt. Dariiber hinaus
wurde erstmals eine bauliche Vorschrift eingefiihrt, die das Trennen von Lade- und
Ballasttanks fiir neue Tankschiffe grofer 70.000 tdw vorschrieb. Im Zeitraum 1976-
1977 kam es in der Ndhe und in den Seegebieten der Vereinigten Staaten von Amerika
zu Unféllen, wie z.B. das Stranden und Zerbrechen der ARGO MERCHANT (1976).
Das Verlangen nach weiteren Regularien wurde grofer und fiihrte zur Erweiterung
des MARPOL-Ubereinkommens in 1978. Fortan mussten alle neuen Tanker bereits
ab einer Grofe 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 schiitzende Wirkung auf die Laderdume im Fall einer
Kollision oder Strandung haben und dadurch den Ausfluss der Ladung vermeiden/
minimieren. Nur einen Monat nach dem Beschluss lief die AMOCO CADIZ an der
Kiiste der Bretagne auf Grund und bescherte Frankreich die bisher gréfste 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 Ubereinkommen MARPOL 1973/78 in Kraft.

Die im Tankschiffbau seinerzeit marktfithrenden Japaner hatten ein grofes Interes-
se an der Sicherheit dieser Schiffe und fiihrten die wissenschaftlichen Arbeiten mit
ihren Experimenten an. So wurden Tests zur Untersuchung von niederenergetischen
Schiffskollisionen durchgefiihrt.

Neben fundamentalen Drei-Punkt-Biegeversuchen an Doppel T-Trigern zur Ermitt-
lung des Rissbeginns wurden Versuche an lokalen Ausschnitten einer Seitenhiille im
Mafsstab 1:2 durchgefiihrt, um Details evaluieren zu kénnen. Dazu wurden vier ver-
schiedene Szenarien untersucht, bei denen die Auftreffstelle wie folgt variiert wurde:

e auf einen Rahmen
e zwischen zwei Rahmen
e auf einer Langssteife

e zwischen zwei Langssteifen
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Einen Uberblick iiber die Dimensionen gibt Tabelle Z4. Detailliertere Angaben
konnen aus [38] und [81] entnommen werden. Das Bugwulstmodell hatte einen gleich-
bleibenden keilférmigen Querschnitt mit einer Grundfliche von 1.200 x 820 mm,
einer Hohe von 560 mm und einem Radius von 150 mm fiir den Steven.

Tabelle 2.4.: Dimensionierung der Seitenhiillenmodelle aus |38

Plattendicken [mm]| Absténde [mm]|
Auflenhaut | Rahmen | Spanten | Rahmen
3.600 1.000 8 6 400 1.200

Lange [mm| | Breite [mm)]

Zusatzlich wurden drei verschiedene Grofs-Kollisionsversuche durchgefiihrt, 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 Bugwiilste ausiibte. Dabei wurden zwei unterschiedliche Bug-
modelle mit einer Lange von knapp 2 m und Plattendicken zwischen 1,8 und 2,3 mm
gegen eine starre Platte gefahren und ein starrer Bug mit einer Lange von ca. 0,6 m
ohne Wulst in eine Seitenhiille gedriickt. Das erste Bugmodell besafs keinen Bugwulst
(aber schrigen Steven) und wurde im Mafstab 1:5 von einem 17.000 tdw grofem
Frachtschiff in Querspantbauweise abgeleitet. Es besaf mehrere Stringerdecks und
Querspanten. Der zweite Modellkorper wurde im Mafstab 1:10 eines 80.000 tdw
grofen Oltankers in Lingsspantbauweise abgeleitet und hatte einen vereinfachten
Bugwulst und den Ansatz eines schrigen Stevens. Der Bug war mit Bugbidndern
und Stringerdecks versehen.

Der Modellkérper der Seitenhiille wurde im Mafstab 1:10 in Anlehnung an einen
grofsen Doppelhiillentanker gefertigt und représentierte 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 fiir das Bugmodell ohne Wulst betrug ca. 1.100 kN, mit
Bugwulst ca. 1.320 kN und fiir das Doppelhiillenmodell 570 kN.

Die Versuchsergebnisse sind u.a. von Amdahl [5] zur Validierung seiner Methoden
(s.0.) verwendet worden.

Neben den Kollisionsversuchen wurden auch fiinf Grundberiihrungsversuche durch-
gefiihrt, 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 Grundfliche von 1.4 m hatten.
Variiert wurde die Anzahl der Langs- und Querbauteile, ihr Abstand zueinander so-
wie die Plattendicke (3,2 bis 4,5 mm). Der Eindringkérper war ein starrer Kegel der
mittig in die Modellkérper gedriickt wurde.

Die Versuche dienten vorwiegend der Validierung von FE-Modellen, die bereits mit
dem kommerziellen Programm MARC von Arita et al. berechnet wurden. Dariiber
hinaus fanden sie auch ca. 10 Jahre spéter bei Paik et al. [7] zur Validierung ei-
nes geschriebenen FE-Programmes (SCOL) Verwendung. Die gesammelten Berech-
nungserfahrungen wurden anschliefsend auf eine numerische Kollision zwischen einem
sehr grofen Tankschiff (VLCC) und einem rammenden Containerschiff angewendet.
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2.1.5. Im Zeitraum des Oil Pollution Act

Aufgrund grofer Umweltschiden durch Olverschmutzungen, hervorgerufen durch
Kollision, Grundberiihrung, technische Defekte oder Materialermiidung, wurden er-
neut verschiedene Verstirkungen von Schiffsseitenwéinden 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 Tankschiffe, die amerikanische Hifen anlaufen wollen, eine Doppelhiille ha-
ben miissen. Den IMO-Mitgliedern stellte sich die Frage, wie man diesen Vorstofs der
USA in das Regelwerk implementieren kann. Bei der Olindustrie stief er hinsichtlich
der Pflicht zur Nachriistung vorhandener Schiffe auf grofen Widerstand.

In den 1990er Jahren wurden in Amerika neun Versuche mit einer skalierten Doppel-
hiille durchgefiihrt, diese sind von Wang et al. [[04] und Wu et al. [IT1] ausfiihrlich
beschrieben worden.

Die Strukturen bestanden aus normalfestem Schiffbaustahl mit einer Plattendicke
von 2,3 mm. Der eigentliche Modellkorper wies die Mafe 1,0 x 1,0 m auf. Der starre
kegelférmige Eindringkdrper besaf einen Offnungswinkel von 90° mit unterschied-
lichen Radien im Vorderteil. Die verschachtelten Modellkérper wurden langs und
quer im Abstand von 200 mm ausgesteift. Die Auftreffstelle variierte: mittig in die
Modellkérper, mittig auf ein Langs- bzw. Querbauteil sowie auf die Kreuzungsstelle
von Lings- und Querbauteilen.

Ziel dieser Versuche war es, die Ergebnisse fiir unterschiedliche Versagensszenarien
zusammenzustellen, eine theoretische Methode zur Bestimmung des priméren Ver-
sagensmechanismus einzelner struktureller Bauteile sowie eine analytische Methode
zur Bestimmung des Verhaltens der Doppelhiille zu entwickeln.

1992 gab es eine erneute Erweiterung des IMO-Regelwerkes, die im Juli 1993 in
Kraft trat. Diese Erweiterung besagt, dass alle Schiffe, die am oder nach dem 6. Juli
1993 bestellt werden, eine Doppelhiille oder ein vergleichbares Design haben miis-
sen. Bestehende Einhiillen-Schiffe sind dreifig Jahre nach ihrer Ablieferung aufer
Dienst zustellen. Die Legitimitét vergleichbarer Designs stellt Wissenschaftler vor
neue Aufgaben und erfordert experimentelle Untersuchungen. Der Untergang der
ERIKA im Dezember 1999 vor der bretonischen Kiiste fiihrte zu einer Verkiirzung
der Betriebszeit von Einhiillen-Tankern. Ein neuer Beschluss besagt, dass ab 2015
nur noch Doppelhiillen-Tanker (oder mit vergleichbarem Design) eingesetzt werden
diirfen.

In Norwegen wurden von Amdahl und Kavlie |6] vier Grundberiihrungsversuche im
Mafstab 1:5 mit zwei unterschiedlichen Strukturen eines Doppelbodens untersucht,
um die Komplexitit eines solchen Vorganges experimentell und numerisch zu un-
tersuchen. Die nachstehenden Modelle wurden von Térngvist [99] und Alsos [4] zur
Verifizierung ihrer Berechnungsmethoden herangezogen, die im weiteren Verlauf der
Arbeit vorgestellt werden. Der Priifstempel wird durch einen Hydraulikzylinder mit
einer Kapazitit von 2.500 kN in den Versuchskorper hinein gedriickt. Die Plattendi-
cken der Versuchsmodelle betrugen 3 und 4 mm. Sie hatten eine Grundfliche von 2,7
X 2,7 m und einen Abstand zwischen der Aufsenhaut und Innenhiille von 500 mm.
Die Modellkérper unterschieden sich nur in der Konfiguration der Steifen, Léngs-
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und Querbauteile. Auch hier wurde die Auftreffstelle variiert: Mitte Versuchskorper,
auf ein Querbauteil treffend.

In Japan sind iiber sieben Jahre Projekte zur Steigerung der Tankersicherheit gegen
Kollision und Grundberiihrung von 1991-1997 durchgefiihrt worden.

1991 wurden in einem Verbundvorhaben zwischen Japan und den Niederlanden vier
Grofskollisionsversuche durchgefiihrt [I00], [I02]. Die Versuche standen unter der
Leitung des Centre for Mechanical Engineering of the Netherlands (CNC-TNO) in
den Niederlanden.

Fiir die Versuche sind zwei Binnentanker BORIS und RANCO modernisiert worden.
Beide Binnentanker hatten eine Lange von ca. 80 m und eine Verdridngung 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 durchgefiihrt. Das Versuchsprogramm umfasste drei
verschiedene Seitenhiillenstrukturen.

e Einfache Hiille (Test 1 u. 2)
e Doppelhiille mit Stringer (Test 3)

e Doppelhiille mit Stringerdeck (Test 4)

Die Modelle der Doppelhiillen wurden in die bestehende Schiffsstruktur des ge-
rammten Schiffes installiert und werden in [I02] grafisch dargestellt. Es ist eine max.
Kollisionskraft von 5.395 kN aus Test 3 bekannt.

Zusiatzlich fiihrte die japanische Organisation ASIS mehre dynamische und quasi-
statische Versuche im Labor von Mitsubishi Heavy Industries in Nagasaki durch.
Die Priifanlage bestand aus einem starren Eindringkérper mit einem Gewicht von
8,44 t, der iiber ein Schienensystem vertikal gefiihrt wurde. Die Freifallhohe fiir die
dynamischen Versuche betrug ca. 4,9 m und hatte somit eine Aufprallgeschwindig-
keit von 10 m/s, sieche Kitamura [49]. Die zu untersuchenden Strukturen wurden von
einem typischen VLCC abgeleitet.

Die dynamischen Fallversuche sind zur Entwicklung neuer schiffbaulicher Seiten-
konstruktionen bei gleichzeitiger Ermittlung der Dehngeschwindigkeit des Materials
durchgefiihrt worden. Es wurden die unterschiedlichen Versagensmechanismen aus-
gesteifter Paneele im Mafstab 1:2 untersucht [60]. Die Untersuchung beinhaltet zum
einen ein Sandwich-Paneel mit 60° schrigen Steifen und zum anderen ein gesicktes
Plattenfeld.

Analog zu den bereits erwihnten niederlandischen Kollisionsversuchen wurden zwei
unterschiedliche Schiffsseitenmodelle statisch und dynamisch mit 3-4 Stofen im Mafk-
stab 1:2 getestet, sieche Nakamura [73]. Die beiden Grundmodelle bestanden aus:

e Lingsspant und zwei Rahmen
e Aufsenhaut, Stringerdeck mit Steifen, Rahmen

Es wurde die Anordnung der Steifen auf den Rahmen und auf den Stringerdecks
systematisch variiert sowie die Auftreffstelle der Kollision. Es gab Versuche, bei de-
nen der Auftreffpunkt direkt zwischen den beiden Rahmen lag, und Versuche, bei
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denen der Eindringkdrper die Rahmen getroffen hat.

In den dynamischen Fallversuchen konnte experimentell ermittelt werden, dass die
Seitenhiillen 10 bis 30% mehr Energie aufnehmen konnten. Die gemessenen Kolli-
sionskrifte sowie Schiffsbewegungen wurden zum Evaluieren von analytischen und
numerischen Methoden von mehreren Wissenschaftler wie z.B. Toérnqvist [99] ver-
wendet.

Basierend auf dem beschriebenen japanisch/ niederlindischem 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 Seitenhiillen durch zwei umgebaute Binnentankschiffe getestet. Die
AMATHA war das gerammte und die NEDLLOYD 34 das rammende Schiff. Die zu
testenden Seitenhiillen wurden immer auf derselben Position iiber eine Rahmenkon-
struktion mit der Struktur verbunden. Dem rammenden Schiff wurde eine ramm-
spornartige Bugwulstgeometrie vorgespannt [69|. Beide Schiffe wiesen eine Lange
von 80 m auf und eine Breiten von 8,2 bzw. 9,5 m. Unter einem Kollisionswinkel von
90° wurden folgende Strukturen getestet:

Einfache Hiille (Test 1)

Sandwich-Struktur (Test 2)

Doppelhiille (Test 3)

e Sandwich-Struktur (Test 4)

Fiir die ersten beiden Versuche fand derselbe Bugwulst Verwendung, der fiir Ver-
such drei und vier der Hohe nach aufgeweitet wurde und von einem 40.000 tdw
Containerschiff abgeleitet war und als starr anzusehen ist.

Der erste Modellkérper war eine mit vier T-Profilen in Langsrichtung ausgesteif-
te herkommliche einfache Hiille. Der zweite japanische Modellkorper besafk eine
Sandwich-Struktur, bei der die innere Struktur aus geneigten Stegen bestand und der
zuvor erwihnten Sandwich-Struktur (s.o.) dhnelte. Der dritte Testkorper wurde von
einem gebauten 35.000 tdw grofen Tankschiff im Mafstab von ca. 1:3 abgeleitet und
in [69],|80] ausfiihrlich beschrieben. Das Doppelhiillenmodell ist in Zusammenarbeit
mit dem GL entwickelt worden und besafs zusétzlich eine Deck- und Doppelboden-
konstruktion. Die Plattendicken betrugen 5-6 mm.

Der letzte und vierte Modellkérper 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 Doppelhiille ist in Y-Form (Y-Core Sandwich-Struktur)
gestaltet worden, bei der die Offnung des Buchstabens zur AuRenhaut 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 besak sie eine Aufprallgeschwindigkeit von 3,46 m/s
mit einer max. Kollisionskraft von 9,6 MN. Die Seitenhiille ist wihrend der beiden
Stofkvorgénge nicht gerissen und wies eine max. Eindringtiefe von 0,64 m auf.
Neben den vier Kollisionsversuchen fanden zwei Grundberiihrungsversuche statt [58].
Dazu wurde das Vorschiff des rammenden Schiffes so umgebaut, dass dort die Test-
sektionen befestigt werden konnten. Der kiinstliche Felsen, bestehend aus einer mit
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Beton ausgefiillten Stahlkonstruktion, war iiber 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 Blocken aus Polystyrenschaum
mit einer Dichte von 22kg/ m® versehen wurde. Die Blicke fiihrten zu einem erheb-
lich kleineren Riss und der kiinstliche Felsen blieb in der Mitte stehen.

Mit Hilfe des ersten Grundberiihrungsversuches wurde in Wang et al. [T06] eine neue
analytische und einfache Methode vorgestellt. Diese fand auch in Peschmann [R0] fiir
eine der obigen Schiffskollisionsversuche (Test 3) Anwendung.

Das allgemeine Vorgehen dieser Methode kann nach folgendem Schema beschrieben
werden:

e Aufteilen des Schadens in Versagensmodelle
e Berechnung der Krifte entsprechend der Versagensmodelle
e Aufstellen einer Kraft-Verformung-Kurve

e 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 fiihrt (Denting-Mode)

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

5. Reiften 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 Aufnahmevermogen der
Aufprallenergie von Schiffsseitenwénden konstruktiv weiter gesteigert werden kann.
Am Anfang des Projektes sind die folgenden drei Schiffsseitenwandstrukturen nach
[99] numerisch untersucht worden.

e konventionelle und eisverstarkte Struktur

e X-Core Sandwich-Struktur
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e mit Beton gefiillte Sandwich-Struktur

Die dissipierte Energie der mit Beton gefiillten Sandwich-Struktur lag beim Durch-
stofsen der Innenhiille um ca. 10% iiber der X-Core Sandwich-Struktur. Die konven-
tionelle und eisverstirkte Struktur konnte ca. dreimal soviel Energie dissipieren.

Es wurden anschliefend die vier nachstehenden Versuchskorper getestet, sie wer-
den u.a. in [I00] beschrieben. Der aktive Kollisionsgegner wurde inkl. des starren
Bugwulstmodells von dem vorangegangenen Forschungsvorhaben iibernommen. Das
gerammte Schiff war eine Barge mit dem Namen EMILY T mit einer Linge von
knapp 76,5 m und einer Breite von 11,4 m. Die Modellkérper besafken eine Linge
um 6 m, eine Breite von knapp 3 m und eine Héhe um 6 m.

Folgende drei Strukturen wurden untersucht:

e konventionelle Doppelhiille (Test 1)

e konventionelle und eisverstirkte Struktur (Test 2)
e konventionelle RoRo-Doppelhiille (Test 3)

e X-Core Sandwich-Struktur (Test 4)

Die Ergebnisse der einzelnen Versuche sind in der Tabelle 23 zusammengetragen.
Die Zahlenwerte konnen unter den verschiedenen Veroffentlichungen leicht abwei-
chen.

Tabelle 2.5.: Zusammengetragene Versuchsergebnisse CrashCoaster

Geschw. [km/h| | Kraft [MN] | dissipierte Energie [MJ]| | Plattendicke
Test 1 13,7 44 43 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 Verifizierung. So wird der Versuch
mit der X-Core Sandwich-Struktur z.B. von Ehlers et al. [25] zur Validierung/ Ve-
rifizierung seiner numerischen Methoden verwendet oder als Referenzstruktur bei
der Bewertung moderner Schiffsseitenstrukturen als Vergleich herangezogen wie z.B.
Ringsberg et al. [83]. 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. Jungere Versuche
Sudkorea

Um das Jahr 2000 wurden zwei dynamische Versuchsserien und eine quasi-statische
Versuchsserie durchgefiihrt, um einfache analytische Methoden zu entwickeln und



Stand der Wissenschaft 21

ggf. zu verifizieren.

Eine der Versuchsserien wies neunundsechzig Kollisionsversuche an diinnwandigen
Platten aus normalfestem Schiffbaustahl auf, sie werden in [I5] beschrieben. Die
unterschiedlichen Priifstempel wurden iiber ein Federsystem auf einem Férderband
mit Rollen beschleunigt und erreichten eine maximale Aufprallgeschwindigkeit zwi-
schen 2,09 und 8,18 m/s. Die Priifstempel besafien unterschiedliche Massen (21,8 bis
62,0 kg). Neben dem variierenden Gewicht dnderte man auch die Geometrie dieser
Priifstempel. Es gab vier Priifstempel, 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 Grofe der Platten lag zwischen 300 und 770 mm mit variierenden
Plattendicken von 0,82 bis 2,02 mm.

Die Fliefspannungen Rcpaynam unter dynamischer Last der untersuchten Materialien
lagen unter denen, die nach der Gleichung 24 von Cowper and Symonds berechnet

werden konnen. y
Redenam ( € ) I
_eERAm 14 (= 24

ReHstat C ( )

Dabei ist R.pstqt die Streckgrenze unter statischer Last, € die Dehngeschwindig-
keit und C' und ¢ sind Faktoren, die durch Versuche ermittelt werden miissen. Dieses
Ergebnis widerspricht den Versuchsergebnissen nach Campbell and Cowper [[4] so-
wie Paik et al. [76] ohne weitere Angaben.

In einer anschlieffenden Versuchsserie fiihrte man dreiunddreifsig Kollisionsversuche
mit diinnwandigen Strukturen durch, siehe [I7]. Die Paneele hatten eine vergleich-
bare Grofe (670 x 470 mm) mit einer Plattendicke von 1,21 bis 2,88 mm. Diese Ver-
suchsmodelle waren jedoch mit Lingsspanten in Form von Flacheisen und L-Profilen
versehen. Der Priifstempel bestand aus einer rechteckigen und keilférmigen Geome-
trie. Diese Priifstempelgeometrie besafl ein variierendes Gewicht zwischen 42,0 und
574,3 kg. Fiir zwolf 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 {iber eine Pendelmaschine auf
eine max. Geschwindigkeit von 2,68 m/s beschleunigt. Die Auftreffstelle lag leicht
auferhalb der Mitte des Paneels. Die zuvor entwickelte analytische Methode wurde
fiir die Beriicksichtigung der Steifen weiter entwickelt.

Neben den beschriebenen dynamischen Versuchen wurden in Siidkorea auch mehrere
quasi-statische Versuche durchgefiihrt. In zwei Kollisionsversuchen wurde eine Stan-
dard VLCC-Seitenhiille und eine mit zusétzlichen Stringern versehene Seitenhiille
eines VLCC mit einem starren Eindringkorper getestet, um die Mechanik zu unter-
suchen, den Einfluss des Stringers zu iiberpriifen und numerische FE-Berechnungen
zu validieren, siehe [62]. Die Seitenhiillen 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 Makstab 1/8.425 hatte eine Aufweitung
von insgesamt 40° und eine Lange von 400 mm. Er wurde iiber einen Hydraulik-
zylinder mit einer Geschwindigkeit von 0,2 mm/s in die Seitenhiillen gedriickt. Die
maximal aufgetretene Kraft lag bei ca. 500 kN. Der Einfluss des zusétzlichen Strin-
gers hatte nur einen geringen Einfluss auf die gemessene Kollisionskraft.

In einer weiteren Versuchsserie wurden nach [[76] vier Kollisionsversuche auf einer
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Anlage durchgefiihrt, die einen maximalen Hub von 500 mm mit einer maximalen
Kraft von 2.000 kN zuriicklegen konnte. Der starre Eindringkérper mit einer 800 mm
im Durchmesser grofsen Grundplatte hatte eine 392 mm lange Kegelform, dessen
Spitze mit einem 80 mm grofen Radius abgerundet wurde. Die zu untersuchenden
Seitenhiillen wiesen eine regelméfig verschachtelte Struktur bestehend aus Léngs-
und Querbauteilen und einer dufieren und inneren Beplattung auf. Es wurden die
Plattendicken 2,80 und 3,95 mm untersucht. Die Auftreffstelle des Eindringkorpers
lag bei zwei Versuchen in der Mitte des Modellkorpers bzw. des Plattenfeldes, bei
den beiden anderen Versuchen direkt auf einem Steg der Lings- 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 verdffentlichte Cho et al. [I6] zwei Fall-Kollisionsversuche, bei denen ein ca.
1,1 x 1,1 m grofes Paneel mit einem starren und scharfen keilférmigen Eindringkor-
per penetriert wurde. Die Auftenhaut und die Innenhiille waren durch zwei Léngs-
und Querbauteile im Abstand von 340 mm bzw. 240 mm auflermittig miteinander
verbunden. Die Plattendicken variierten zwischen 1,83 und 1,96 mm. Die Fallhohe
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. Uber die beiden
Versuche wurden numerische Berechnungen validiert. Mit diesen konnte anschlieftend
eine Studie iiber die Entwurfsparameter durchgefiihrt werden.

Japan

Um das Jahr 2000 wurden ebenfalls die ersten Grofsversuche unter Laborbedingun-
gen durchgefiihrt. 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 fiinf Bugwulststrukturen gegen eine starre Platte und eine Bugwulststruktur
mit den Hauptabmessungen von 1,00 x 1,54 x 1,76 m gegen ein Seitenhiillenmodell
gefahren. Das verformbare Seitenhiillenmodell hatte die Hauptabmessungen von 2,3
x 2,7 x 0,7 m. Es war ausgestattet mit nur einer Aufenhaut (ohne Innenhiille) der
Plattendicke von 6 mm, neun T-Profilen als Langssteifen und zwei T-Profilen als
Rahmen. Das Modell wurde iiber eine Konstruktion an den Modellrdndern 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
Bugwiilsten entwickelt. Die vereinfachte Analyse basiert auf den Methode von Leh-
mann et al. [65] sowie Ohtsubo et al. [I03] und wird in Endo et al. [27] beschrieben.
Die zweite Testserie bestand aus sechs quasi-statischen Groftversuchen, bei denen
vier vereinfachte konische Bugwulstmodelle mit einer Grundfliche von 2,9 m im
Durchmesser und einer Linge von knapp 2,5 m gegen eine starre Platte gefahren
wurden, sieche Yamada [T12|. Die Bugwulstmodelle unterschieden sich nur in der Art
der Steifensysteme (Quer- bzw. Léngssteifen).

Zusétzlich zu den vier Bugwulstversuchen wurden zwei Bugstrukturen (abgeleitet
von einem 500 GT grofen Fischereischiff) mit einer geringeren Steifigkeit (Buffer-
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Bow) im Mafistab 1:2 mit einem Kollisionswinkel von 72° getestet. Ziel dieser Ver-
suche war es, den Effekt zur Steigerung der Kollisionssicherheit experimentell zu
belegen. Beide Modellkérper hatten dieselbe Geometrie, sie unterschieden sich je-
doch in der Aussteifung. Thre Hohe wies 4,5 m, die Breite 1,4 m und die Lange
knapp 2,9 m auf. Die max. Kollisionskraft betrug 7,31 MN.

Schweden

Mitte der 2000er Jahren wurden in Schweden Kollisionsversuche durchgefiihrt, die
von Karlsson et al. in [47] beschrieben sind. Neben Zug-und Reibversuchen sind
mehrere Kollisionsversuche durchgefiihrt worden.

Zum einen wurden 5 mm Platten vertikal mit einem starren Eindringkoérper pene-
triert, der einen Radius von 135 mm fiir alle durchgefiihrten Versuche aufwies. Die
Platten wurden mit einer Rahmenkonstruktion an den Réindern verschweifit und
hatten eine Lénge von 1,5 m und eine Breite von weniger als 1,1 m. Es fanden je-
weils zwei Versuche mit Platten der Streckgrenze R, . von 227 MPa, 363 MPa und
755 MPa statt. Die Kollisionsgeschwindigkeit betrug 7 mm/s fiir die Versuche mit
der Streckgrenze Rpo von 227 MPa, 363 MPa sowie 4 mm/s fiir die Versuche mit
der Streckgrenze R,y 2 von 755 MPa. Maximale Kollisionskréfte: 1.300 kN.

Zum anderen kamen mit demselben Eindringkérper zwei Versuche an einer schiffs-
dhnlichen Struktur zur Durchfiihrung. Die beiden baugleichen Seitenhiillen wurden
aus Stahl mit der Streckgrenze R, 2 von 227 MPa gefertigt und wiesen die gleichen
Hauptabmessungen wie die untersuchten Platten auf. Aufsenhaut und Innenhiille
hatten eine Plattendicke von 5 mm, ihr Abstand betrug 300 mm. Als Querbauteile
hatte die Hiille zwei Stringer (3 mm) im Abstand von 1.5 m sowie einen T-Tréger in
der Mitte der Hiille. Die Innenhiille ist anders als die Aufsenhaut quer mit L-Profilen
im Abstand von 150 mm versehen. Die Aufenhaut besals die gleichen L-Profile, je-
doch in Langsrichtung und mit einem Abstand von 200 mm angeordnet. Die maximal
auftretenden Kollisionskrifte lagen um 900 kN.

China

Auch hier fithrte man vier Versuche mit einem starren Eindringkorper mit einem
Radius von 250 mm durch, der mit einem Hydraulikzylinder in die Seitenhiille ge-
driickt worden ist, siehe Gong et al. [35]. Bei den Versuchen wurden die beiden
ausgesteiften Aufienhaut- und die beiden Innenhiillenmodelle getrennt untersucht.
Beide Modellkérpergeometrien unterschieden sich nur durch die Schlagrichtung der
vier Flachstdhle (70 x 4,4 mm), die bei allen Modellkérpern einen Abstand von
240 mm hatten. Die Paneele wiesen eine Plattendicke von 3,6 mm, eine Linge in
Profilrichtung von 1.000 mm und eine Breite von 1.200 mm ohne Rahmenkonstruk-
tion als Lagerung auf. Die quasi-statischen Versuche erfolgten in zwei Hiiben und
konnten Kollisionskrifte 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. [I07] bezogen wird. Die vereinfachte analytische Methode
ergibt befriedigende Ergebnisse.
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Spanien

In Spanien erfolgte ein Versuch mit einem starren, scharfen, keilférmigen Eindring-
korper und einem quer zum Keil mit Flachstdhlen 75 x 5 mm ausgesteiften Paneel,
das u.a. von Villavicencio 2013 in [I0I| verdffentlicht wurde. Das Paneel hatte ei-
ne Linge von 800 mm und eine Breite (quer zu den Steifen) von 960 mm ohne
Rahmenkonstruktion. Das Paneel wurde aus normalfestem Schiffbaustahl mit einer
Plattendicke von 3,0 mm hergestellt. In dem Versuch konnten Kollisionskrifte von
knapp 500 kN gemessen werden. Mit Hilfe der ermittelten Materialeigenschaften
wurden die numerischen Berechnungen validiert.

AbschlieBende Bemerkung

In der Vergangenheit sind viele Experimente durchgefiihrt worden, bei denen die
Versuche unter Laborbedingungen iiberwiegen. 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 rdumlich begrenzt und lassen nur stark vereinfachte Struk-
turen zu. Um Maflstabseffekte gering zu halten, studierte man in den Niederlan-
den erstmals in drei Forschungsvorhaben Versuche mit grofen Schiffsstrukturen im
Mafstab ca. 1:3 in einer realen Kollision. Um die numerischen Berechnungen mit
den Versuchen validieren zu konnen, mussten die Schiffsbewegungen beriicksichtigt
werden, die abhingen von freien Oberflichen, Fiillstinden der Tanks, den Wetter-
bedingungen usw..

Erstmals ist von Endo et al. [28] ein verformbarer Bugwulst- und eine Schiffssei-
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-
tenhiille.

Die experimentelle Untersuchung von gefiillten Strukturen beschrénkt sich auf le-
diglich zwei Versuchsserien. In der ersten Versuchsserie wurde die Sicherheit von
Briickenkonstruktionen durch Polyurethanschaumblécke in [72] untersucht. In der
zweiten Versuchsserie wurde ein Grundberiihrungsversuch in den Niederlanden ana-
lysiert, bei dem ein Doppelbodenmodell gefiillt mit Polystyrenschaumblocken gegen
einen kiinstlichen Felsen in einer realen Kollision gefahren wurde, siehe in [58].
Auch im Automobilbau wurden bereits zellulare Werkstoffe unter anderen Rahmen-
bedingungen getestet. Anders als in der Schifffahrt brauchen dreidimensionale Form-
teile (Hohlrdume) aufgrund ihrer Bauteilgrofe nicht von innen inspiziert zu werden.
Dieses ermoglicht den Fahrzeugbauern, dass sie diese Hohlraume mit Verbundwerk-
stoffen vergiefsen konnen. So wurde im Forschungsprojekt IMVAL [L8], [52] ein Ener-
gieabsorber in der Tiir im Fall eines Seitenaufpralls sowie eine Crashbox untersucht.
Als Fiillstoff bzw. Insertkorper wurde ein sehr leichtes Blidhglasgranulat (Kerap-
lus) und ein festeres Granulat (KeraBims) gew#hlt und in Gusspolyamid, Zink- und
Aluminiumschaum eingebettet. Der Matrixanteil am Gesamtvolumen ist nach [9]
groker als 30% und somit nicht mehr als Schaum, sondern als pordses Material
zu betrachten, welches nicht mehr querkontraktionsfrei ist. Aus diesem Grund ist
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das Ubertragen der ermittelten Materialparameter auf das hier vorliegende Problem
nicht gegeben.

Kollisionsversuche mit granularem Material wurden in der Vergangenheit noch nie
untersucht.

Fiir die Konstruktion von Schiffen lassen sich alle in diesem Kapitel aufgelisteten
Beweggriinde fiir die Durchfiihrung solcher Versuche, aufer dem Schutz von Reak-
toren auf Schiffen, weiterhin unverdndert anwenden. So ist eine Kollision von Schiffen
mit Offshore-Strukturen, eine Kollision mit vorgelagerten Terminals an der Kiiste
z.B. in der Jade weiterhin hoch aktuell. Auch die Nachfrage nach Kollisionsanaly-
sen zwischen Schiff und Briickenbauwerken bleiben im Interesse und haben bei der
Entscheidung Briicke oder Tunnel einen grofen Einfluss.

2.2. Theoretische Grundlagen

Um die spéter vorgestellten Kollisionsversuche diskretisieren zu konnen, wird nach-
stehend auf die Fliefstheorie eingegangen. Diese bildet die Basis der in dieser Arbeit
verwendeten Materialmodelle fiir Stahl und Fiillstoff und wird unten durch bekannte
Materialmodelle beschrieben. Diese miissen die experimentell ermittelten Messwerte
in numerischen Berechnungen hinreichend genau abbilden. Fiir eine potentielle An-
wendung ist es erforderlich, dass die Materialeigenschaften leicht zu bestimmen und
iibertragbar sind auf Simulationen.

Im Folgenden werden verschiedene Materialmodelle présentiert, die die oben ange-
fiihrten Eigenschaften aufweisen und das elasto-plastische Materialverhalten iiber
Fliefsfunktionen abbilden.

Das Materialverhalten von Stahl ist ab Erreichen der Streckgrenze bekanntlich nicht
linear. Um dieses Verhalten beschreiben zu kénnen, muss eine s.g. wahre Spannungs-
Dehnungskurve erzeugt werden. IThre Bestimmung kann auf unterschiedlicher Weise
erfolgen. Anders als die wahren Spannungs-Dehnungskurven ist der Reibbeiwert von
Stahl auf Stahl wihrend einer Schiffskollision schwer zu ermitteln.

Fiillstoffe weisen ab einer gewissen Kompression ein inkompressibles Verhalten auf.
Ubertragen auf die Numerik konnen die verwendeten Elemente sich ab diesem Zeit-
punkt nicht weiter plastisch verformen und verhalten sich fortan als starr. Bei
der Schiffsstruktur aus Stahl sieht dieses anders aus. Im Fall einer Kollision ent-
steht iiberwiegend ein biaxialer Zugspannungszustand (Membranspannung). Uber
s.g. Bruchkriterien wird dem FE-Programm vorgegeben, bei welchem Dehnungsbe-
trag und ggf. bei welchem Spannungszustand finiten Elemente aus der Berechnung
zu loschen sind. Es werden vier Bruchkriterien vorgestellt und ihre Vorteile sowie
Einschrinkungen diskutiert.

2.2.1. FlieBtheorie

Die den beschriebenen Materialmodellen zugrundeliegenden Flieffunktionen setzen
ein isotropes Werkstoffverhalten voraus. Die Achse der hydrostatischen Spannung
fallt 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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Korpers eine von der Normalspannung o, abhingige Schubspannung 7, iiberschrit-
ten werden.

Das elasto-plastische Materialverhalten wird iiber die Flieftheorie abgebildet und
kann iiber inkrementelle numerische Losungsverfahren beschrieben werden. Durch
die Wahl der Flieffunktion lassen sich duktile Werkstoffe wie z.B. Stahl aber auch
kornige Werkstoffe wie z.B. Sand und granulare Fiillstoffe numerisch abbilden. Die
nachfolgende Bedingung grenzt den linear-elastischen von dem plastischen Bereich
ab.

F (01,09,03) < 0 — linear — elastisch
F (01,09,03) =0 — plastisch

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

011 012 013
O-ij — (021 0922 0323 (25)
031 032 033

Durch das Kriftegleichgewicht am unverformten Kérper muss der Spannungsten-
sor nach Gleichung 228 symmetrisch sein:

Uij = O'ji (26)

Isotrope Werkstoffe verhalten sich in allen Raumrichtungen gleich und kénnen un-
abhéngig 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 kénnen. Im
Hauptachsensystem verschwinden die Schubspannungen und der Spannungstensor
vereinfacht sich wie folgt:

g1 0 0
o =10 02 0 (2.7)
0 0 03

Bei der Herleitung der Invarianten ergibt sich das nachstehende Eigenwertproblem:

045 — O‘(Sij =0 (28)

Das Gleichungssystem hat nur dann nicht triviale Losungen, wenn die Determi-
nante der Koeffizienten verschwindet:

det (0'2‘]‘ - O'(Sij) =0 (29)

bzw.



Stand der Wissenschaft 27

01— 0 0 0
0 oy — 0 0 |=0 (2.10)
0 0 03 — 0

Durch Lésen des Systems erhilt man das nachstehende charakteristische Polynom

0—3+0_2[]_+0—12+[3:0 (211)
mit den Invarianten:
I) = 01+ 09 + 05 = spur (o) (2.12)
[2 = —0103 — 0203 — 01029 (213)
]3 — 010903 = det (O'ij) (214)

Nach der Fliektheorie wird der Spannungstensor entsprechend Abbildung EZT in
einen Kugeltensor und in einen Spannungsdeviator aufgeteilt.

Deviator

Kugeltensor

7%

Abbildung 2.1.: Spannungstensor

Mathematisch lasst sich die Aufteilung durch einfaches Aufspalten des Spannungs-
tensors erkliren.

011 012 013 Om 0 0 011 — Om 012 013
091 092 o3| = |0 o, 0]+ 021 022 — Omy 023
031 032 033 0 0 on] | om 032 033 — Oy
Om 0 0 S11 S12 S13
= 0 Om 0 + [ S21 S22 So3 (2.15)
L 0 0 Om | | S31 S32 S33
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Dadurch ergibt sich folgende Kurzschreibweise aus Gleichung 27183:

Oij = O'méij + Sij (216)

Dabei beschreibt der Kugeltensor ,,0;; einen isotropen und hydrostatischen Span-
nungszustand. Der Spannungsdeviator s;; beschreibt die Abweichung vom hydrosta-
tischen Druck.

Die hydrostatische Spannung oder auch mittlere Normalspannung ergibt sich zu:

1
Om =3 (01 + 03 + 03) (2.17)
Einsetzen der Invariante /; aus Formel EZI2 ergibt:
1
Om = 511 (2.18)

Die Invarianten des Spannungsdeviators lassen sich durch Umstellen der Gleichung
218 nach s;; und Einsetzen der Gleichung 2-T8 analog berechnen:

Ji=0 (2.19)
J2 = é [(0'1 — 0'2)2 + (0'2 — 0'3)2 + (0'3 — 0'1)2] (220)
J3 = (0'1 —]1) (0'2 —Il) (0'3—]1) :det (Sij) (221)

Durch die Invarianten des Spannungstensors und Spannungsdeviators lassen sich
die Fliefshedingungen bzw. Fliekfunktionen unabhéingig von der Wahl des Koordi-
natensystems beschreiben.

von-Mises und Tresca

Duktile und isotrope Werkstoffe wie Stahl lassen sich durch die Fliefsfunktion 222
nach von-Mises

F(O’l,O'Q,O'3> =2 3J2—O'y:0 (222)
oder nach der Fliekbedingung 2223 von Tresca

F (01,09,03) = /3Jacos(0) —oy =0 (2.23)

beschreiben. Der deviatorische Anteil des Spannungszustandes kann in Zylinderko-
ordinaten durch den Lodewinkel 6 nach Beziehung beschrieben werden. Dieser
héngt von der dritten Invariante des deviatorischen Spannungstensors J3 ab.

1 3v/3

0 (01,09,03) = 3 arcsin | —Js

5 (2.24)
2(J2)2
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Beide Flieflbedingungen sind unabhéngig von der hydrostatischen Spannung und
verhalten sich im Druck- und Zugbereich gleich. Die Fliefsbedingung nach von-Mises
aus Abbildung 24 wird im Raum der Hauptspannungen durch eine zylindrische
Oberfliche représentiert. Der Fliekkegel nach Tresca aus Abbildung P23 stellt eine
sechseckige Grundfliche bzw. Deviatorebene im Hauptspannungsraum dar.

Die Achse der hydrostatischen Spannung fillt bei allen in dieser Arbeit erwidhnten
Materialmodellen zusammen und geht durch den Ursprung. Nach den hier vorge-
stellten Materialmodellen kann auf keiner Ebene eines Korpers eine von der Nor-
malspannung o,, abhingige Schubspannung 7,, iiberschritten werden. Innerhalb des
Fliefszylinders bzw. des sechseckigen Fliefkegels sind alle Verschiebungen elastisch
und somit reversibel. Auf der Oberfliche (Bruchfliche) und dariiber hinaus erfolgt
die Spannungsumlagerung plastisch durch Fliefsen.

Zur Beschreibung von kornigen und anisotropen Werkstoffen miissen die o.g. Flieft-
bedingungen entsprechend erweitert werden.

Mohr-Coulomb

Eine in der Geotechnik weit verbreitete Fliekbedingung, basierend auf einer Viel-
zahl von Versuchen, ist (fiir den Druckbereich) die Anwendung der Coulombschen
Grenzbedingung. Sie liefert in der praktischen Anwendung einfache und adiaquate
Ergebnisse und baut auf dem Prinzip der inneren Reibung des Schiittgutes auf. Die
Mohr-Coulombsche Fliefsbedingung ist eine Weiterentwicklung der Fliekbedingung
nach Tresca. Diese Fliefsbedingung erméglicht u.a. das Unterscheiden zwischen kohé-
sionslosen und kohésiven Schiittgiitern. Die Kohésion beschreibt den Zusammenhalt
der einzelnen Partikel und somit die Grenzschubspannung, welche im normalspan-
nungsfreien Zustand notwendig ist, um das Schiittgut zu scheren. Bei kohédsionslosen
Schiittgiitern liegt die Kegelspitze im Ursprung und tritt bei grobkérnigen Stoffen
auf. Der Fliefkegel kann in Termen der Hauptspannungen nach 223 beschrieben
werden. Wird die Flielfunktion Null, so ist die Bruchflache erreicht.

1 1 .
F(o1,03) = 5 (01 —03) — (5 (01 + 03) sin () + ¢ cos ((p)) <0 (2.25)

b) 04

202 =03

o1 46'7»/
oy~

03 03
—~
02

Abbildung 2.2.: Fliekbedingungen: a) Tresca; b) Mohr-Coulomb
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In der Literatur z.B. [81] wird die Fliekfunktion tiberwiegend durch die erste In-
variante des Spannungstensors I, der zweiten Invariante des deviatorischen Span-
nungstensors Jo und dem Lode-Winkel # durch Zusammenhang beschrieben.

_,sin(p) cos _ sin(p)sin (6) o cos
F(onon00) = =17 (cos() - D) T cos o) <0 (2:26)

Die fiir das Schiittgut maximal ertragbare Schubspannung ergibt sich aus der auf
der Scherfliche wirkenden Normalspannung o', der Kohésion ¢ und dem inneren
Reibungswinkel ¢, der als effektiver Reibungswinkel bezeichnet wird und durch Tri-
axialversuche nach DIN 18137-2 [T9] bestimmt werden kann.

Tmaz = 0 tan (@) + ¢ (2.27)

Der Zusammenhang aus 227 beschreibt eine Bruchgerade bzw. Schergerade, die
sich im Mohrschen Diagramm in Abbildung 223 darstellen ldsst.

T
Afzf)l

Qi

+ (0}
03 O 04

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

Dabei ist o, die Kohésionsspannung und Ae,; der plastische Verzerrungszuwachs.
Wie zuvor erwihnt, lisst sich der plastische streng vom elastischen Bereich trennen.
Die plastischen Verzerrungszuwichse Ae,; ergeben sich aus einer assoziierten Flief-
regel. Die Vektoren Aeg, stehen somit senkrecht auf der Flief- bzw. Bruchfliache.
Die maximal zuldssige erste Hauptspannung oy ,q, bis zum Fliefen kann durch die
Beziehung berechnet werden.

1+ sin (p) 49008 ()

1 —sin () 1 —sin () (2.28)

O1,maz = 03

Drucker-Prager

Die Fliefbedingung nach Drucker-Prager ist eine Erweiterung vom Fliefkriterium
nach von-Mise, dessen Flieffliche nach Abbildung 4 einen Kegel im Hauptspan-
nungsraum bildet. Es ist leicht zu erkennen, dass die Oberflache der Fliekbedingung
nach Drucker-Prager, bis auf die Ausnahme seiner Spitze, differenzierbar ist, im
Gegensatz zur Fliekbedingung nach Mohr-Coulomb.
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Abbildung 2.4.: Fliefbedingungen: a) von-Mises; b) Drucker-Prager

Dieses Modell kann somit alle triaxialen Kompressionsfille gut abbilden. Ver-
gleicht man die Deviatorebenen in Abbildung 23 der beiden Flieftbedingungen, so
weist das Mohr-Coulomb Modell durch seine ungleichméfiige hexagonale Grundflé-
che im Bereich der Kanten keine gute Approximation auf.

Oy

Drucker-Prager

Mohr-Coulomb

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

Wird die Fliefsbedingung nach Drucker-Prager durch die erste Invariante [; des
Spannungstensors und die zweite Invariante J; des Spannungsdeviators beschrieben,
so erhélt man den folgenden Ausdruck 2-29:

F(Gl,O'Q,Og) :CYIl+ \V/ Jg—kl SO (229)

B 2 sin (0) 6 ccos (6)
V3 (3 —sin (9)) V3 (3 —sin (0))
In Beziehung beschreibt der Parameter o die Aufweitung des Kegels und der

Parameter k; die kohiisiven Einfliisse. Ubertrigt man den inneren Reibungswinkel ¢
aus der Fliekbedingung nach Mohr-Coulomb bzw. aus dem Triaxialversuch auf die

und ki =

mit:
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Fliefsbedingung nach Drucker-Prager, so muss der innere Reibungswinkel nach
umgerechnet werden:

f1 = arctan (%) (2.30)

Die Drucker-Prager Fliefbedingung wird im Folgenden fiir die impliziten Rech-
nungen zur Bestimmung der Querkontraktion in Abschnitt B2 gewéhlt, weil es
von den untersuchten Fliekbedingungen 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 Erdbéden und Schidume zu beschreiben,
deren Eigenschaften schwer zu bestimmen sind und durch Strukturen (oder geome-
trischen Randbedingungen) begrenzt sind. Anfinglich wurde das Materialmodell fiir
die numerische Beschreibung von zellartigem Beton bzw. Gasbeton entwickelt und
wird von Krieg in [53] detailliert beschrieben.

Die Fliefsfunktion 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 Fiillstoffe unter hydrostatischem
Druck, bei dem alle drei Hauptspannungen denselben Wert besitzen. Das Verhalten
wird schematisch in Abbildung 278 dargestellt und kann in drei Bereiche eingeteilt
werden.

I II v 111

Grenzzustand

i T => lin. elastisch
i II => kollabieren der Partikel .
; III => verdichten bis zur festen Masse |

(5)

Abbildung 2.6.: Fliekbedingung Soil and Foam: a) deviatorischer Anteil; b) volume-
trischer Anteil

Fiir 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
nahert sich der zum grofiten Teil kollabierte Fiillstoff einem Grenzzustand an, der
ein inkompressibles Verhalten beschreibt.

Der deviatorische Anteil wird durch die Fliefsfunktion in Abhéngigkeit der zweiten
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Invariante des Spannungsdeviators und des hydrostatischen Drucks p nach Zusam-
menhang 2231 beschrieben.

F(01,09,03) = Jo — (ao +arp+ agpz) <0 (2.31)

Die Parameter ag, a1, as, 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 tatséchlichen Materialeigenschaften im plastischen Bereich von grofser
Bedeutung. Vergleicht man alleine die Streckgrenze der in dieser Arbeit untersuchten
Materialchargen, so ldsst sich eine Abweichung von bis zu 64% nach oben feststellen.
Wird dariiber 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 iiber die Eingabe
einer wahren Spannungs-Dehnungskurve (WSD) beschrieben, die somit einen sehr
grofsen Einfluss auf die Berechnungsergebnisse hat. Die Erzeugung der WSD kann
iiber verschiedene Wege und Ansétze geschehen, die jedoch alle zu demselben Ziel
fiihren sollten. Um die bestmoglichen Simulationsergebnisse zu erhalten, ist eine
Uberpriifung durch FE-Rechnungen unabdingbar.

Technische-Spannungs-Dehnungskurve (TSD)

Die Grundlage einer jeden Methode ist der Zugversuch fiir metallische Werkstoffe,
der in DIN EN ISO 6892-1 22| beschrieben wird. Die in diesem Versuch ermittelten
Werte beziehen sich auf die unverformte Probengeometrie mit der Querschnittfliche
Ap und der Ausgangsmesslinge [y, bei der die technische Spannung R iiber die
technische Dehnung e in Abbildung 277 aufgetragen wird.

R
R : technische Spannung

e: technische Dehnung
/mf’
/ oy: Streckgrenze

R, : Zugfestigkeit

RI]]

A: plastische Bruchdehnung

Oy

A, plastische Dehnung bei
Hochstkraft

m,; Steigung des elastischen Teils

A

Abbildung 2.7.: Exemplarisch dargestellte Messwerte aus Zugversuch nach [22|

Die technischen Werte lassen sich aus den Messwerten der Kraft /' und der Léin-
gendnderung AL aus den bekannten Zusammenhingen 232 bestimmen:

F AL

R:A—O U.Ild GZL—O

(2.32)
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Wahre-Spannungs-Dehnungskurve (WSD)

Bis zum Erreichen der Gleichmakdehnung kann von einer Volumenkonstanz ausge-
gangen werden. Fiir den einachsigen Spannungszustand wird die wahre Dehnung ¢
nach Reckling 83| durch Beziehung 2233 berechnet.

L
dL
e= [T = In(l+e) (2.33)
Lo
Uber das konstante Volumen lisst sich die wahre Spannung durch den Aus-

druck 2234 berechnen.

oc=R(l+e) (2.34)

Fiir die Bestimmung der Werte oberhalb der Gleichmafdehnung sind eine Vielzahl
an Methoden bekannt. Nach Martens [0] lassen diese sich in die folgenden drei
Kategorien einteilen.

e experimentelle Bestimmung
e numerische Bestimmung

e Verfestigungsansitze

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] ndher vorgestellt bzw. angewendet. Thr grofer
Vorteil liegt in der Genauigkeit fiir extrem grofte Dehnungen. Je kleiner die aufgetra-
genen Pixel bzw. Elemente sind, desto grofer sind die gemessenen bzw. berechneten
Dehnungen in der Nahe 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 lisst sich in z.B. Peschmann [80] finden und in numeri-
scher und automatisierter Weise in Otelea |73] fiir Schalenelemente und in Rohr
et al. [87| fiir Volumenelemente. Um die wahre Spannung fiir sehr kleine Elemente
(grofen Dehnungen) zu generieren, wird eine sehr lange Rechenzeit benotigt. Die
Anwendung des iterativen Algorithmus nach [87] findet man u.a. in Schéttelndreyer
et al. [92], in der die kleinste verwendete Volumenelementkantenlénge 0,1 mm be-
triagt und der Bereich jenseits einer Dehnung von ca. 45% iiber die Methode nach
Ling [68]| bestimmt wird.

Die Bestimmung der WSD iiber mathematische bzw. empirische Verfestigungsansit-
ze stammt aus der Zeit, in der es noch keine rechnergestiitzten Systeme gab. Auf den
ersten Blick stellen diese Ansétze eine sehr einfache Methode dar und finden auch
heute noch bei Blechumformoperationen wie z.B. Tiefziechen Verwendung. Sie lassen
sich in Potenz- und Exponentialansétze (siehe Tabelle 28) unterteilen. Das Erstel-
len der Fliefkurve iiber Verfestigungsanséitze ist in jedem Fall nur eine Annéherung
an die WSD. Die verschiedensten Ansétze weisen fiir unterschiedliche Stihle sowie
fiir verschiedene Legierungen oberhalb der Gleichmafdehnung grofse Unterschiede
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auf, die einen allgemeingiiltigen Anwendungsbereich der einzelnen Methoden nicht
ermdglichen. In der Literatur lassen sich viele Arbeiten finden, die sich mit dem
Vergleich unterschiedlicher Ansétze beschiftigen z.B [34], [98] und diese zum Teil
auch kombinieren z.B. [[1], [566]. Die Tabelle I8 fast die Ansétze zusammen, die des
ofteren untersucht worden sind.

Tabelle 2.6.: Verfestigungsansétze

Ansatz Gleichung
Hollomon: | 0 = K - &"
Swift: | o =a-(e+b)"
Voce: |o=a+ (b+c-¢)(1 —exp (—d-¢))

Der Ansatz nach Hollomon [43] stellt eine Vereinfachung der Methode nach Lud-
wik [6Y] dar, die kleine elastische Verformungen vernachlissigt. Werden diese elasti-
schen Verformungen ebenfalls aus dem Ansatz von Ramberg-Osgood [82] gestrichen,
so erhélt man den Ansatz nach Hollomon. Die Methode nach Swift [97] geht auf die
Ansétze nach Ludwik und Hollomon zuriick.

Die Untersuchung der o.g. Verfestigungsansétze fiir normalfesten Schiffbaustahl wur-
de in der Bachelor-Arbeit von Herrnring [41] aufgegriffen und in der Projektarbeit
von Kubiczek [56] fiir die Anwendung von Schalenelementen fiir das explizite FE-
Programm LS-DYNA fortgefiihrt. Die Bestimmung der Parameter kann dabei ma-
thematisch und oder iterativ mit Hilfe von rechnergestiitzten Verfahren erfolgen.
Schiffbaustahl hat im Gegensatz zum Stahl aus der Automobilindustrie ein aus-
gesprochen ausgeprigtes Plateau im Bereich der Gleichmafdehnung, welches das
Festlegen der Zugfestigkeit ohne numerische Berechnungen schwierig macht.

Reibung

In FE-Simulationen wird in der Regel iiber den gesamten Berechnungszeitraum ein
konstanter Beiwert nach dem Coulombschen Reibungsgesetz durch den bekannten
Zusammenhang 2233 angenommen:

F=uFy (2.35)

Diese Annahme ist physikalisch nicht korrekt, weil der Reibbeiwert sich alleine

schon beim Ubergang von Haft- zu Gleitreibung stark #indert. Fasst man die von
Martens |70 in der Literatur fiir Schiffskollisionen 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 Ubereinstimmung zwischen Kollisionsver-
such und Simulation.
Die Abweichungen zwischen den unterschiedlichen Autoren lassen sich durch nach-
stehende Einfliisse erkldren. Zum einen héngen sie von der Auswahl des FE-Pro-
gramms sowie deren Einstellungen ab und zum anderen von physikalischen Gro-
fsen, die von der Numerik nicht erfasst werden konnen. Einige dieser Faktoren fasst
Tabelle 270 zusammen.
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Tabelle 2.7.: Einflussfaktoren fiir unterschiedliche Reibbeiwerte

numerisch physikalisch
Kontaktformulierung Oberflichenbeschaffenheit
Elementtyp tribologische Vorgénge
Elementgrofse Umformung durch z.B. Frésen
Netztopologie inhomogenes Materialverhalten
Bruchkriterium verdnderlicher Reibbeiwert
Fliekurven verinderliche Querkontraktion
Modellvereinfachungen | Abweichen der Plattendicken

Dariiber hinaus ist die Bestimmung von den o.g. physikalischen Eigenschaften fiir
einen komplexen Vorgang wie einer Schiffskollision schlicht nicht moglich.
Der Reibbeiwert dient somit nicht nur zur Beschreibung der tatsdchlichen Reibung,
sondern beinhaltet auch die Hohe des Residuums.

2.2.3. Bruchkriterien

Aus den Kollisionsversuchen der Vergangenheit aus Abschnitt 21 konnten mehrere
Bruchkriterien hergeleitet und validiert werden. Dieser Abschnitt beschrinkt sich auf
Bruchkriterien, die im Zusammenhang mit Kollisionsanalysen oft in der Literatur
vorzufinden sind. Ergéinzt werden diese durch ein neues Kriterium aus der Automo-
bilindustrie, dessen potentielle Anwendung fiir Kollisionsanalysen im Verlauf dieser
Arbeit ndher untersucht wird.

GL-Kriterium

Bei der Klassifikationsgesellschaft 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. Rohr et al. 87|, Schéttelndreyer et
al. [92] und Martens [70]. Das GL-Kriterium basiert nach Scharrer et al. [89] auf
dem Schidigungsmodell nach Lemaitre. Es zeichnet sich durch seine einfache An-
wendung aus, bei der lediglich der Bruch eintritt, wenn eine kritische Bruchdehnung
e in Form der ersten Hauptdehnung erreicht wird. Es wird somit der mehrachsige
auf einen uniaxialen Dehnungszustand bezogen. Die kritische Bruchdehnung wird
in Gleichmaf- und Einschniirdehnung unterteilt und durch Dickenmessungen und
der Volumenkonstanz ermittelt. Exemplarisch wird in Abbildung 28 das Ergebnis
einer solchen Dickenmessung am Beispiel eines Zugversuches dargestellt. Es wer-
den die gemessenen lokalen Dehnungen iiber dem vertikalen Abstand zur Risskante
aufgetragen. Aus den Messwerten lassen sich die Gleichmakdehnung ¢,, die maxi-
male Einschniirdehnung ¢, und die Einschniirlinge x. bestimmen. Dabei stellt die
horizontale Asymptote aus Abbildung EZ8 die Gleichmafsdehnung dar.

Der gemessene Abstand zur Risskante bezieht sich auf das gedehnte Material und
kann durch die Annahme der Volumenkonstanz in den unverformten Zustand zuriick
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Abbildung 2.8.: Auswertung einer Zugprobe: a) gemessenes Probenstiick; 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 iiber die Dicken- und Breitenreduzierung
berechnet werden. Fiir biaxiale Zugzustinde wie die aus einer realen Schiffskolli-
sion kann aus der Dicken- auf die plastische Lingeninderung geschlossen werden.
Aus einer Vielzahl an Dickenmessungen realer havarierter Schiffsstrukturen und aus
Grokversuchen (Life-Cycle Design, Test 1 und 3) konnte iiber eine Regressionsana-
lyse die nachstehende Ausgleichsfunktion E238 ermittelt werden, die mit den oben
diskutierten Werten auch fiir den Zugversuch gute Ergebnisse liefert (sieche Abbil-
dung ZR):

e (2) = £, + £ exp (—2—‘”) (2.36)

xe

Werden die Parameter ¢4, €, fiir Gleichmaf- und Einschniirdehnung durch Di-
ckenmessung an geschédigten Schiffsstrukturen und nicht an Laborversuchen durch-
gefiihrt, so konnen nach Scharrer et al. [89] die Einfliisse der Spannungsmehrachsig-
keit, Kraftwirkungsrichtung, Dehngeschwindigkeit sowie von Kerbwirkungen pau-
schal mit beriicksichtigt werden.
Die Langendnderung durch die Einschniirung Al, (oberhalb der Gleichmafdehnung)
kann durch die Integration des zweiten Terms aus Beziehung 238 nach Gleichung
237 ermittelt werden:

i 2
Al, = 2/ (am exp (__x)) dr = €, T (2.37)
Te
0

Die gesamte und kritische Langendnderung Al aus Beziehung 2238 ergibt sich aus
der Langendnderung Al, infolge der Gleichmafdehnung und der zuvor ermittelten
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Langenanderung infolge der Einschniirung:

Al =Alyg+ Al =5l + e xe (2.38)
Bezogen auf ein Element mit der Kantenlinge [. und der Plattenstirke ¢ kann
damit der Zusammenhang aus fiir die kritische Bruchdehnung gefunden werden:

e t . e
5k(t,le)zsg+5mx =¢cy+a— mit azsm% (2.39)

1, le

Das Schéadigungsmodell nach Lemaitre [67] ldsst sich durch Gleichung 40 wie
folgt beschreiben:

f(Bar) =2 (14 0) 4 -

Der Faktor zur Beschreibung der Spannungsmehrachsigkeit S, aus Beziehung 240
ergibt sich aus den Gleichungen fiir die hydrostatische Spannung o, nach 2T und
der Vergleichsspannung o, nach 241 zu 2Z22.

Ber (2.40)

Oy = \/0% + 03 + 03 — 0109 — 0903 — 0103 (2.41)

30,

Bar =

(2.42)

(2

Um die oben gefundene Funktion zur Ermittlung der kritischen Bruchdehnung aus
Gleichung fiir unterschiedliche Belastungszustinde anwenden zu kénnen, miis-
sen die Terme fiir die Gleichmafdehnung und Einschniirdehnung durch die Funktion
der Triaxialitdt aus 240 dividiert werden, siehe Gleichung PZ43:

(1) = (20 + ) 1 ) (2.43)

Fiir ausgewihlte Belastungszustinde lassen sich die nachfolgenden Terme in Tabelle
2R finden.

Tabelle 2.8.: Krit. Bruchdehnung fiir verschiedene Belastungszusténde (v = 0, 3)

ek (t, 1) Bar | f (Bar) Belastungszustand
0,091 + 0, 87% 0 | 087 | reine Schubspannung

0,079 40,76 li 1 1,00 | uniaxiale Zugspannung

e

0,056 + 0, 54 li 2 1,40 biaxiale Zugspannung

Bei Schiffskollisionen wird generell nicht von einem Versagen unter Druckbelas-
tung ausgegangen. Uberwiegend liegt eine biaxiale Zugbelastung vor, so dass fiir die
meisten Simulationen nur die kritische Bruchdehnung fiir 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. Irrtiimlicherweise wird das GL-Kriterium von vielen Anwendern
aus diesen Griinden als ein Versagensmodell betrachtet, welches nicht den triaxialen
Spannungszustand beriicksichtigen kann.

In |IT4] wird ein Giiltigkeitsbereich des GL-Kriteriums fiir Elementgrofen angege-
ben, bei dem der Quotient aus Elementlinge /. zu Elementdicke ¢ nicht kleiner als
fiinf fiir Schalenelemente ist. Generell ist dieses Bruchkriterium fiir grofe Schalen-
elemente entwickelt worden.

RTCL-Kriterium

In der Arbeit von Térnqvist [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 Cockeroft and Latham (CL) zum sog.
RTCL-Kriterium konnte ein Bruchkrierium erstellt werden, welches den gesamten
triaxialen Spannungsverlauf abdeckt. Unter der Triaxialitdt wird in der Regel das
Verhiltnis aus hydrostatischer Spannung (Gleichung 2T4) zur Vergleichsspannung
(Gleichung 2-41) aus Beziehung 244 verstanden:

n=2m (2.44)

Oy

Im Gegensatz zum GL wird beim RTCL eine Schadensakkumulation beriicksich-
tigt. Der Schadensindikator D; ergibt sich aus der Gleichung 2243

1
D; = 0 ) rrer ey (2.45)

und dem Zusammenhang

( " 1
0 fir n < -3
/ 2
FMrrer =9 Ly 12— 27(n) fiir _ % <n< % (2.46)
30+ \/12 —27(n)
65 > (1) fir >3

Fiir die einachsige Druckbelastung geht das RTCL-Kriterium von keinem Scha-
den aus (Triaxialitét kleiner -1/3), welches fiir metallische Werkstoffe experimentell
gepriift wurde. Der Anwendung geht nur die Bestimmung der uniaxialen Bruchdeh-
nung ¢ voraus. Die beiden Kriterien RT und CL werden bei der Triaxialitdt von
1/3 aneinander gefiigt. Dieses entspricht einem uniaxialen Spannungszustand, der
bei Zugversuchen vorliegt. Mit diesem Hintergrund wird in [99] eine Kurve fiir ver-
schieden grofe Schalenelemente (1-20 iiber 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 Grundberiihrungs-
versuche verwendet.

Das RTCL-Kriterium wurde zur Findung bzw. Auslegung der vier Modellkorper im
CrashCoaster Projekt verwendet.

Zur Ermittlung der uniaxialen Bruchdehnung hat Alsos et al. [2| die Beziehung 2247
aufgestellt:

go=n+ (g, — n)li (2.47)
€, beschreibt fiir [, = t die kritische Dehnung und kann iiber eine entsprechende
Simulation einer Flachzugprobe bestimmt werden. Der Parameter n stellt dabei den
Verfestigungsexponent des oben vorgestellten Ansatzes (aus Abschnitt Z22) nach
Hollomon dar. Mit diesen beiden Parametern lasst sich somit die kritische Dehnung
auf grofere Elementkantenlingen einer Stahlplatte iibertragen.
Das RTCL-Kriterium liefert fiir Elementgrofen bis 5 x Plattendicke gute Ergebnis-
se und ldsst sich anders als die meisten Bruchkriterien auch fiir Volumenelemente
anwenden.

BWH-Kriterium

Um den Einfluss der Elementgrofe zu minimieren, fiihrte Alsos et al. in [3] das
Bressan Williams Bruchkriterium (fiir pos. ) und das Hill Bruchkriterium (fiir
neg. ) zum spannungsbasierten Instabilitdtskriterium Bressan Williams Hill (BWH)
zusammen und stellt es mittels der oben prisentierten Versuche in [0}, [2] dem RTCL-
Kriterium gegeniiber. Das BWH héngt nur von der Gleichmafdehnung ab, welche
unabhéngig von der Elementgréfe ist. Das Mafk an biaxialer Dehnung wird hier
durch das Verhéltnis der Dehnungsgeschwindigkeit der Hauptdehnungen im ebenen
Dehnungs- bzw. Verzerrungszustand durch § = £,5/¢; beriicksichtigt. Somit kann
auch dieses Bruchkriterium wie das RTCL-Kriterium die Spannungsmehrachsigkeit
darstellen, welche durch Gleichung 248 veranschaulicht werden kann.

1 B+l

T— -
AV a1

Das BWH-Kriterium spannt die materialspezifische Kurve im Grenzforménde-
rungsdiagramm analytisch auf und lasst sich spannungsbasiert nach Beziehung 2-29
darstellen.

(2.48)

K 1+0,5 g !
%Jﬁ(%uiﬁ)vﬁuﬂg e 710
_ & 2.49
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Beim Erreichen dieser Grenzkurve greift das Bruchkriterium. Dabei ist ¢, die
Gleichmafidehnung. Fiir kleine Elementgrofen kann nach [3] fiir ¢, ebenfalls der er-
mittelte Exponent des Verfestigungsansatzes n nach Hollomon genommen werden.




Stand der Wissenschaft 41

Auch K ist ein materialspezifischer Parameter aus dem Verfestigungsansatzes nach
Hollomon aus Abschnitt 22272,

Es konnte festgestellt werden, dass bei der Verwendung von gréfleren Elementen
in [I] auch fiir das BWH-Kriterium eine Elementgrofenabhéingigkeit eingefithrt wer-
den muss, die die zuvor diskutierten Vorteile eliminiert. Fiir Elementkantenlangen
gegen Unendlich halbiert sich demnach die kritische Bruchdehnung. Somit sind mog-
lichst kleine Elementldngen zu verwenden um die Dehnungskonzentrationen abbilden
zu konnen. Insgesamt kann festgestellt werden, dass beide Kriterien RT'CL und BWH
dhnlich gute Ergebnisse, jedoch fiir grofte Elementgrofsen keine guten Ergebnisse lie-
fern.

Das BWH-Kriterium wird in Hogstrom et al. [23] durch sechs Nakajima-Tests nach
DIN EN ISO 12004-2 |21 iiberpriift. Die sechs Probengeometrien wurden aus nor-
malfestem Schiffbaustahl gefertigt und sind in der Abbildung E9a) dargestellt. Mit
Hilfe der Messwerte kann eine gemittelte Kurve in das Grenzforménderungsdia-
gramm in Abbildung EZ9b) eingetragen werden. Wird der Kurve der Grenzwert fiir
den uniaxialen Dehnungszustand entnommen, so lasst sich ¢, = 0,27 ablesen. Der
Exponent des Verfestigungsansatzes liefs 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] prisentierten Werte die Grenzwertkurve leicht unter-
schitzen.

Beim Nachrechnen der Nakajima-Tests lief sich feststellen, dass die numerisch er-
mittelten Werte leicht oberhalb der Werte aus Abbildung 29b) liegen. Dieses wurde
auf das anisotrope Material im Versuch zuriickgefiihrt, welches in der Simulation als
isotropes Material ohne Einfliisse der Walzrichtung beriicksichtigt wurde.

Trotz der oben festgestellten Abweichung wurden die Versuche von Karlsson et
al. [27] in Hogstrom et al. [44] mit ¢, = n nachgerechnet. Mit dieser Parameter-
wahl werden die Versuchsergebnisse in [24)] iiberschétzt.
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Abbildung 2.9.: Versuche aus Hogstrom et al. [43]: a) Geometrien; b) Ergebnisse mit
ermittelter Kurve
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GISSMO-Kriterium

Fiir 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 Materialinstabilitdt beriicksichtigt, wie z.B. das Einschniiren einer Zug-
probe oberhalb der Zugfestigkeit. Das GISSMO-Kriterium akkumuliert unabhéngig
voneinander die Materialinstabilitit durch den Parameter F{ und die Schadigung
durch den Parameter D.

koo
S AF=—F" P Ae, <1 (2.50)

Ev,loc

Uber den Schadensakkumulationsparameter k kann zwischen einer linearen und
einer nicht linearen Akkumulation unterschieden werden. Die spannungszustandsab-
hingige Gleichmafidehnung €, ;.. muss iiber eine zuvor ermittelte Kurve abhingig
von der Triaxialitdt vorgegeben werden und dient als Wichtungsfunktion. Aeg, ist
dabei das Inkrement der plastischen Vergleichsdehnung. Erreicht der Ausdruck 250
seinen Grenzwert Eins, wird die aktuell vorliegende Schidigung D an das Konzept
der effektiven Spannung nach Lemaitre [66] aus Beziehung 251 iibergeben.

c*=0(1-D) (2.51)

Damit die Spannungsreduzierung nur oberhalb der Gleichmakdehnung auftritt,
wird der Ausdruck 251 wie folgt ergénzt:

D— o loe fadexp
ot =0 <1 — %) fiir D > e40c (2.52)
— &u,loc

Der Parameter fadexp ist ein elementgréfienabhingiger Reduktionsexponent, der
die Hohe der dissipierten Energie eines Elementes bei seiner Eliminierung direkt
steuert. Die Spannungsreduktion aus Beziehung 252 hidngt somit von dem Span-
nungszustand und der Elementgrofe ab.

Der Belastungspfad eines jeden Elementes wird durch den Ausdruck 253 begrenzt.
Erreicht dieser letztendlichen seinen Grenzwert Eins, so wird das Element geloscht.

> AD= _k puaw Ae, <1 (2.53)
ef leregd
Die spannungszustandsabhéingige Bruchdehnung €; muss analog zur spannungs-
zustandsabhéngigen Gleichmakdehnung €, ;.. ermittelt und in Abhéngigkeit der Tri-
axialitdt iiber eine ermittelte Kurve vorgegeben werden. Der Parameter lcregd ist
eine elementgrofenabhéngige Skalierung der Bruchdehnung.
Die Funktionalitdt der Materialinstabilitit infolge der Spannungsreduktion kann
durch die Simulation eines Zugversuches mit der Querschnittfliche von Ay = 20x4
mm? mit unterschiedlichen Elementkantenlingen L. in Abbildung 210 verdeutlicht
werden.
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Abbildung 2.10.: Funktionalitdt am Beispiel eines Zugversuches: a) ohne GISSMO-
Kriterium; b) mit GISSMO-Kriterium

Abbildung ET0a) zeigt eine herkémmliche Berechnung eines Zugversuches oh-
ne die Verwendung vom GISSMO-Kriterium und Abbildung 2T0b) mit GISSMO-
Kriterium. Es ldsst sich auch bei einer sehr groben Vernetzung (zwei Elemente iiber
die Probenbreite) mit einfachintegrierten Schalenelementen die Spannungsreduzie-
rung oberhalb der Gleichmafdehnung darstellen.
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3. Kollisionsversuche

Die Basis von aussagefihigen Kollisionsanalysen bilden auch heutzutage noch Kolli-
sionsversuche. Sie ermoglichen das Untersuchen verschiedener Simulationsmethoden
und den Einfluss von Netztopologien mit unterschiedlichen Elementgréfen auf die
Rechenergebnisse. Die Weiterentwicklung der im Abschnitt 22223 diskutierten Bruch-
kriterien setzen ein immer intensiveres und aufwendigeres Untersuchen der in den
Kollisionsversuchen verwendeten Materialien voraus.

3.1. Konzept

Fiir diese Arbeit ist ein Versuchskonzept erstellt worden, das nicht nur die Verfor-
mung der Bug- oder die Seitenhiillenstruktur separat untersucht, sondern dariiber
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 annihernder Art des Ofteren in der Realitéit zu beob-
achten ist. Als Beispiele seien hierfiir nur ein paar in den letzten Jahren vorgefallene
Unfille in Tabelle B7T gegeben.

Tabelle 3.1.: Unfille der letzten Jahre in der Nordsee

Datum Schiffe 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 Anderungen am Bugwulst sowie der Seitenhiil-
le experimentell belegen zu kénnen, wurde ein Vorgehen gewihlt, bei dem der zu
untersuchende Gegenstand variierte. So konnte das Verformungsverhalten einer kon-
ventionellen und einer sich im vorderen Bereich abflachenden Bugwulststruktur in
zwei Vorversuchen (VV) studiert und direkt miteinander verglichen werden. In diesen
Versuchen wurden die Bugwulststrukturen gegen eine starre Platte (starre Schiffs-
seitenwand) gedriickt.

Bei den vier Experimenten mit verformbaren Schiffsseitenwénden wurde im ersten
Kollisionsversuch (KV) ausschlieflich das Verformungsverhalten der konventionellen
Seitenhiille untersucht, bei der die Bugwulststruktur als starr angenommen werden
kann. Ausgehend von diesem Versuch konnte im zweiten KV der Einfluss des sich
abflachenden Bugwulstes gegen eine konventionellen Seitenhiille, und im dritten KV
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die Wirkung einer mit Fiillstoff gefiillten Seitenhiille gegen einen starren Bugwulst
analysiert werden.

Im vierten und letzten KV des Vorhabens wurde die Interaktion vom sich abflachen-
den Bugwulst und die sich ergebene Wirkung des eingebrachten Fiillstoffes unter-
sucht. Eine Ubersicht der systematischen Vorgehensweise gibt Tabelle B2, 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.: Ubersicht der Versuche aus dem Vorhaben ELKOS

Rammendes Schiff

konventioneller kollisionsfreundlicher
Bugwulst Bugwulst
starrer Gegner bzw. VV 2
& Seitenhiille (2010)
O [T T
@ konventionelle  [oiriis ek
@ © ; T KV2 -
< Konstruktion der i (2012) i
g Seitenhiille A
= shepelelsd
S| e
& | kollisionssicherere :
O | Konstruktion der - KV4
Seitenhillle 1 1Y mininnen @y
Gegenstand der Untersuchung: D Bugwulst . Seitenhiille Bugwulst u. Seitenhiille
(starre Seitenhiille) (starrer Bugwulst) (abflachender Bugwulst)

3.2. Aufbau

Fiir die durchzufiihrenden KV ist in den letzten Jahren an der TUHH eine Anlage
entstanden, die maximale Kollisionskrifte von 4.000 kN aufbringen kann. Das Kon-
zept der Versuchsanlage aus Abbildung B sowie die Konstruktion der 10 m langen
Traverse zur vertikalen Fiithrung der Bugwulstmodelle wurde aus einem vorangegan-
genen und friithzeitig beendeten Forschungsvorhaben [32] ibernommen. Im Rahmen
des Forschungsvorhabens ELKOS sind die noch fehlenden Widerlager berechnet und
konstruiert worden, die die Seitenhiillenmodelle auf Hohe der neutralen Faser verti-
kal iiber vier Druckmessdosen und horizontal iiber jeweils vier Zugstangen lagern.
Die beiden Widerlager sowie die Traverse aus Abbildung B sind von dem Projekt-
partner Flensburger Schiffbau-Gesellschaft gefertigt worden.

Die vier Hydraulikzylinder sowie die Hinterkanten der beiden Widerlager sind iiber
Schraubverbindungen mit den Unterkanten der beiden zum Institut gehérenden 17 m
langen und 2 m hohen Grundtriger verbunden. Die Hydraulikzylinder ermdéglichen
einen maximalen Verfahrweg von 400 mm. Durch geeignete Zwischenstiicke zwischen
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Traverse und Bugwulst konnte in 4-6 Hiiben der gesamte Kollisionsweg realisiert wer-
den. Die Versuche wurden weggesteuert mit einer Kollisionsgeschwindigkeiten von
0,5 mm/s (fiir die VV) bzw. 0,2 mm/s (fiir die KV) durchgefiihrt. Damit ist eine
quasi-statische Betrachtung zuléssig, die durch vereinfachte geometrische Modelle
nach Yamada et al. |[IT3] und Schottelndreyer et al. 93] sowie durch die erzielten
Versuchsergebnisse gerechtfertigt ist. Nach dem Umbau der Anlage mit entspre-
chenden Zwischenstiicken erreicht die gemessene Kraft-Verformungskurve bei der
Wiederbelastung ihren alten Pfad ohne signifikante Abweichungen.

Zwischen den beiden Widerlagern liegen 30 mm dicke Platten auf der oberen Gur-
tung der Grundtriger, um ein horizontales Verschieben der Lager wéhrend der Ver-
suche zu vermeiden. Die Abstandsplatten sowie die Vorderkanten der beiden Wi-
derlager sind {iber ein Schraub- bzw. Klemmsystem auf der oberen Gurtung fixiert
worden.

< Zugstangen y
Druckmessdose
t Bewegungsrichtung

x  Schiffslangsrichtung
z  Schiffsquerrichtung konventionelle Hiille
y  Schiffshochachse (ohne Fiillstoff)

Abbildung 3.1.: Versuchsaufbau fiir die vier Kollisionsversuche

Der Versuchsaufbau ist symmetrisch um die y-z- sowie um die x-z-Ebene, um eine
gleichméfige Belastung der Anlage zu gewihrleisten. Da bei dem hier vorgestellten
Versuchsprogramm der Fokus nicht nur auf einem der beiden Kollisionspartner liegt,
wurde hier das Koordinatensystem aus Abbildung BT so gewéhlt, dass es weder zum
rammenden noch zum gerammten Kollisionspartner gehort. Sein Ursprung liegt im
Schnittpunkt der Symmetrieebenen auf Héhe der neutralen Faser der Seitenhiille.

3.3. Modellkorper

Die bei den vier KV verwendete konventionelle Struktur der Schiffsseitenwand wur-
de von dem Referenzschiff ConRo 220 der Flensburger Schiffbau-Gesellschaft im
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Bereich des parallelen Mittelschiffs abgeleitet. Die Skalierung der Schiffsseitenwand
aus Tabelle B33 liegt zwischen 0,31 bis 0,50, wenn von den Lingsspanten abgesehen
wird.

Tabelle 3.3.: Vergleich von Modellabmessungen und Referenzschiff

Bauteil Modellkoérper | ConRo 220 | Maifsstab
Aufenhaut 4 mm 13 mm 0,31
Rahmen 5 mm 10 mm 0,50

Spanten HP 140x7 HP 260x10 | 0,54/0,70
Breite der Hiille 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 Modellkérper aus
Abbildung B2 wird seitlich von einer Rahmen- und einer Anschlusskonstruktion der
Dicke von 20 mm und der Giite A36 eingespannt, die den Einspanngrad von Deck
und Doppelboden sowie der Leerraumzellenbegrenzung wiedergeben. Die Hauptab-
messungen betragen 5.788 mm der Léinge, 3.490 mm der Breite und 900 mm der
Hohe nach. Der Modellkorper 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 Mannlocher 600/400.

900 11122

Abbildung 3.2.: Modellkérper der Seitenhiille

Bis auf kleine Anderungen wie das Erginzen unterschiedlicher Riegelbleche an
den Spantdurchfiithrungen, sind fiir alle vier Versuche baugleiche Seitenhiillenmodelle
verwendet worden.

Ausgehend von dem Modellkérper der Vorversuche aus [70] wurden in Schétteln-
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dreyer et al. 93] verschiedene zylindrische und — __
elliptische Bugwulstgeometrien numerisch unter-
sucht. Es konnte festgestellt werden, dass klei-
ne parametrische Anderungen in der Geometrie
einen signifikanten Einfluss auf die Verformung
von Bugwulst und Seitenhiille haben. Um die
gewiinschte und steuerbare Bugwulstverformung
fiir KV 2 und KV 4 erzielen zu kénnen, wurde
die rotationssymmetrische und bugwulstdhnliche
Geometrie aus den Vorversuchen iibernommen.
Wie aus der Abbildung zu erkennen ist, er-
moglicht der Bugwulst den Austausch der Bug-
spitze sowie eine Verlingerung iiber Flanschver-

bindungen. Der im Folgenden fiir KV 1 und KV 3 i
als starr anzunehmende Bugwulst besteht im vor- % e
deren Bereich aus einem gedrehten Formteil, wel-
ches im hinteren Teil mit einem 30 mm dicken
Rohr verschweifst worden ist. Die Aufenhautdi-
cke steigt bis auf 150 mm im vorderen Bereich des 813 mm
Bugwulstes an. Sein Durchmesser im hinteren zy-

lindrischen Bereich betrigt 813 mm und er besitzt Abbildung 3.3.: Bugwulstmodell
in der prisentierten Konfiguration eine konstante

Lange von 1.700 mm.

1700 mm
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3.4. Fullstoff

Die Modellkorper von KV 3 und KV 4 wurden mit einem Leichtgewichtsfiillstoff aus
multizellularen Glashohlkugeln verfiillt (Fiillstoffbezeichnung: Omega C-XL). Die
Verfiillung der Modellkorper erfolgte auf dem Geldnde der Flensburger Schiffbau-
Gesellschaft. Nach Einbringen einer Teilmenge wurde der Fiillstoff mit einem Be-
tonriittler verdichtet, wie er aus der Baubranche bekannt ist. Nach Abschluss der
Verfiillung wurde der Modellkérper mehrfach gedreht und ruckartig aus kleiner Hohe
auf den Boden der Fertigungshalle gestofen. Mit diesen Mafnahmen konnte sicher-
gestellt werden, dass der Hohlraum im Modellbereich vollstiandig durch den ein-
gebrachten Fiillstoff ausgefiillt wurde. Bei der Auswahl des Fiillstoffes wurde eine
Prioritdtenliste der mechanischen Verhaltenseigenschaften erarbeitet, die die folgen-
den Punkte beinhaltet:

o Toxizitat
e Brand-, Explosions- und Gesundheitsschutz

e Pump- bzw. Forderfahigkeit

Hydrophobie

Gewicht
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Im Fall einer Schiffskollision ist in der Regel mit grofen Umweltschiden zu rech-
nen. Um diese durch das Einbringen von Fiillstoffen nicht weiter zu steigern, wurde
der Punkt Toxizitdt an erste Stelle gesetzt.

Fiillstoffe in Schiffseitenwénden sind als Baumaterial zu betrachten, nicht als La-
dungsgut. In den Regelwerken der Klassifikationsgesellschaften konnen keine Eintra-
gungen fiir evtl. Fiillstoffe gefunden werden. Um dennoch die Fiillstoffe mit einem
Regelwerk iiberpriifen zu konnen, wird das Regelwerk IMDG-Code der IMO [46]
verwendet.

In der Vergangenheit sind weltweit viele Tankschiffe spurlos verschwunden. Spétere
Unterschungen haben ergeben, dass es auf See zur Gasbildung in den Laderdumen
gekommen ist und sich bei dem geladenen Rohol ein Luft-Petro-Gasgemisch gebildet
hat, das im kritischen Mischungsbereich beim kleinsten Funken explodieren kann.
Erst mit der Einfiihrung von Inertgasanlagen konnten diese Vorfille vermieden wer-
den. Um die Gefahr der Installation gefdhrlicher Anlagen zu vermeiden, kommen
nur Fiillstoffe in die engere Auswahl, die ausreichend Brand-, Explosions- und Ge-
sundheitsschutz bieten, d.h. inert sind.

Alle in der Vergangenheit untersuchten Fiillstoffe (s.0.) weisen einen grofien Nachteil
auf, weil sie bei anstehenden Inspektionen wie z.B. Verldngerung der Klasse nicht
einfach entnommen und wieder verfiillt werden konnen. Um diesen Prozess zu ver-
einfachen, wurde der Fokus auf ein pump- bzw. forderfihiges Material gelegt.

Die letzten beiden Punkte der Prioritdtenliste stehen in enger Verbindung mitein-
ander. Um zum einen keinen Korrosionsherd in der Stahlkonstruktion zu generieren
und um zum anderen kein verdnderliches Gewicht in den Schiffsleerriumen zu haben,
diirfen die Fiillstoffe nur wenig Feuchtigkeit aus der Umgebung aufnehmen (hydro-
lysebestindig). Um die bendtigte Verdrangung zur Kompensierung des zusétzlichen
Gewichtes zu minimieren, darf die Betrachtung des Gewichtes nicht vernachléssigt
werden. Ein zusétzlich auftretender Nutzen von Materialien, die hydrophob und
leichter als Wasser sind, ist ihre Fahigkeit im Fall einer Flutung zusétzlichen Auf-
trieb zu generieren, sofern sie nicht ausgespiilt werden.

Das schematische Vorgehen bei der Auswahl von Fiillstoffen organischer und anor-
ganischer Materialien ist in |31] 6ffentlich verfiigbar.

Die ausgewihlten multizellularen Glashohlkugeln mit der Bezeichnung OMEGA-
BUBBLES C-XL besitzen laut Hersteller OMEGA MINERALS Germany GmbH
die folgenden aufgelisteten Materialeigenschaften:

e unbrennbar

e temperaturbestindig bis ca. 900°C
e niedrige Wirmeleitfihigkeit

e hydrophob

e ausgezeichnete Schallabsorption

e geringe elektrische Leitfahigkeit

e raue Texturierung fiir sehr gute Adhésion
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e umweltfreundliches Herstellungsverfahren

e 100% recyclebar

Die multizellularen Glashohlkugeln aus Abbildung B sind aus Spezialglas herge-
stellt und besitzen eine Korngrofe von 2-8 mm, eine Schiittdichte von 190-250 kg/m3
und eine Korndichte von 380-480 kg/m”.
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Abbildung 3.4.: Fiillstoff OMEGA-BUBBLES C-XL und eine 1 Cent Miinze zum
Grofbenvergleich

3.5. Versuchsergebnisse

Die in diesem Abschnitt priasentierten Messergebnisse beziehen sich ausschliefllich
auf die Werte von Kollisionskraft und Weg, welche mit einer Abtastrate von 2 Hz
erfasst wurden. Die Kollisionskraft wird hierfiir iiber die Druckmessdosen zwischen
Widerlager und Seitenhiille und der Weg mit einem Seillingengeber 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 B-3 mit den
Nummern 1 bis 5 versehen. Der Anriss in den Aufenhaut des jeweiligen Versuches
wird bei (1) registriert. Es folgt das Versagen der Lingsspanten (2). Bei (3) steht
der Bugwulst in Kontakt mit den Langsspanten der Innenhiille, was natiirlich bei
der gefiillten und unzuginglichen Struktur aus KV 3 nicht beobachtet werden kann.
Die jeweiligen Anrisse der Innenhiille treten bei (4) auf. Auch das Versagen der
Innenhiillenlédngsspanten (5) kann aus den zuvor angegebenen Griinden bei KV 3
nicht optisch beobachtet werden. Insgesamt ldsst sich ein signifikanter Anstieg der
Kollisionskraft von 47% beim Durchdringen der Innenhiille beobachten.
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Abbildung 3.5.: Gemessene Kraft-Verformungskurve fiir KV 1 und KV 3

Die Integration der Kraft-Verformungskurven aus Abbildung BZH ergeben die von
der Seitenhiille dissipierte Energie. Werden diese bis zum Anriss der Innenhiille ver-
glichen, so ldsst sich eine Steigerung an absorbierter Energie von 71% durch die
Fiillstoffe verzeichnen.
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Abbildung 3.6.: Gemessene Energie fiir KV 1 und KV 3 bis zum Innenhiillenanriss
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Diese signifikante Erhohung der Energieaufnahmeféhigkeit wird durch zwei Effekte
verursacht:

o Als Primaireffekt erfolgt die zusdtzliche Energieaufnahme durch Kompression
und Zerstorung des Fiillstoffes.

e Als Sekundireffekt wird iiber den Fiillstoff eine grofflichige Lastverteilung
bzw. Lastableitung in die umgebende Stahlstruktur mit einhergehender Ener-
giedissipation erreicht.

Wird die Durchbiegung der Innenhiillen unter dem Kollisionsbereich gemessen

und miteinander in Abbildung B7 verglichen, so lisst sich der Sekundareffekt gut
erkennen.
Bereits vor dem Aufreifen der Aufsenhaut der gefiillten Seitenstruktur fingt der
Fiillstoff langsam an die Last auf die Innenhiillenstruktur zu iibertragen. Bei zuneh-
mender Eindringtiefe erhoht sich dieser Effekt signifikant und die Kurve steigt ab
einem Kollisionsweg von 540 mm exponentiell an. Die gefiillte Seitenhiille 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
Innenhiille und die Durchbiegung steigt linear. Um Schiden an den Messsensoren
zu vermeiden, wurden diese vor dem Versagen der Innenhiille entfernt. Die gefiillte
Seitenhiille aus KV 3 erreicht die maximal gemessene Durchbiegung von ca. 70 mm
bereits 108 mm friiher als der konventionelle Modellkorper aus KV 1.

80
KV 3 (gefiillte Seitenhiille) 108 mm
——G———KV 1 (konv. Seitenhiille)

60
g
A
o0
=1
5 40
2
Q0
=
g
A

20

- — C ~ —
0 ! \
| b —
1
0 200 400 600 800 1000

Kollisionsweg [mm]

Abbildung 3.7.: Gemessene Durchbiegung der Innenhiillen fiir KV 1 und KV 3

Fiir die Bewertung der vier Kollisionsversuche bietet sich allerdings der Zeitpunkt
an, bei dem die Innenhiille aufreift. In der Arbeit von Martens [Z0] wurden bereits
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die Effekte der beiden verformbaren Bugwiilste priasentiert. Fiir die Auswertung wur-
den KV 1 mit KV 2 sowie KV 3 mit KV 4 miteinander verglichen.

In Analogie wird hier dieser Vergleich ebenfalls fiir die Wirkung des Fiillstoffes durch-
gefiihrt. Hierzu muss die Energiedifferenz aus KV 1 und KV 3 aus Beziehung BT
(Versuche mit starrem Bugwulst) sowie aus KV 2 und KV 4 aus Gleichung B2
(Versuche mit verformbarem Bugwulst) gebildet werden.

EKVB - EKVI

AEBWstarr = (31)

EKVl

E - F
AEBerrformbcw’ = %‘/KW (32)
2

Dargestellt iiber den durch den Kollisionsweg zum Zeitpunkt des Innenhiillenver-
sagens normierten Weg lésst sich in Abbildung B=8 der bereits erwidhnte Energiezu-
gewinn aus Abbildung B8 von 71% bei der Verwendung der starren Bugwulste und
eine Erhohung von 57% fiir die Verwendung der abflachenden Bugwiilste durch die
multizellularen Glashohlkugeln beobachten.

0,75
AE)BW starr
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Abbildung 3.8.: Energiezugewinn durch Einbringen des Fiillstoffs

Es ist gut zu erkennen, dass der Energiezugewinn mit der Eindringtiefe bzw. mit
der Kompaktierung des Fiillstoffs bei beiden Versuchen sowohl bei dem starren Bug-
wulst als auch bei dem verformbaren Bugwulst steigt. Die Rahmen der Seitenhiil-
lenmodelle von KV 2, KV 3 und KV 4 wurden zwischen den Innenhiillenldngsspan-
ten mit Perforierungen (Durchmesser: 50-55 mm) geméf Abbildung B versehen.
Das Konzept der Perforierungen wurde aus dem vorangegangenen Forschungsvorha-
ben [32] ibernommen. Thre strukturmechanische Wirkung liefs sich nur bei Modell-
korper 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 Sekundéareffekt einer
grofflachigen Lastverteilung verstarkt sich durch das Abflachen der Bugspitze vor
dem Durchstofen der Aukenhaut. Die vergroferte Aufstandsfliche (Querschnittsfla-
che beim unteren Flansch aus Abbildung B=3) des verformbaren Bugwulstes verstirkt
diese Lastverteilung aufgrund des verdichteten Fiillstoffes auf das Triagersystem der
Innenhiille, welches wiederum die Last auf die Rahmen iibertrdgt. Dieses hat zur
Folge, dass sich nach 90% des Kollisionsweges aus Abbildung B8 schlagartig Risse
bilden, die die Perforierungen miteinander verbinden. Dieser Vorgang ldsst sich in
der Kurve AEgwuer formpar Abbildung B8 wieder finden und fiihrt 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 B4 zusam-
men.

Tabelle 3.4.: Anriss der Auffenhaut und Innenhiille von KV 1 und KV 3

Auflenhautversagen Innenhiillenversagen
Kollisionsweg | Kollisionsenergie | Kollisionsweg | Kollisionsenergie
KV1 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 Aufenhautversagen von KV 2 und KV 4 beinhaltet das
Zerdriicken der ca. 305 mm langen Spitze des kollisionsfreundlicheren Bugwulstes
und ist dementsprechend grofer.
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4. Versuche an Materialproben

Das Erfassen des Verhaltens der in den Kollisionsversuchen verwendeten Materiali-
en erfordert eine Vielzahl von zusétzlichen Experimenten. An Werkstoffproben kon-
nen die von den Materialmodellen geforderten Eingabedaten und Kurven ermittelt
werden. Fiir den Werkstoff Stahl stellt die Ermittlung der in Abschnitt 22272 vorge-
stellte wahren Spannungs-Dehnungskurve (WSD) sowie die fiir das Bruchkriterium
GISSMO aus Abschnitt 22223 zu bestimmenden Kurven eine grofe Herausforderung
dar. Die Experimente zur Bestimmung der Materialeigenschaften der multizellularen
Glashohlkugeln lassen sich in Versuche an gewéhlten Testvolumen und an einzelnen
Partikeln aufteilen. Erstere dienen zur Ermittlung der Eingabewerte fiir die Flief-
bedingungen und zur Untersuchung numerischer Einstellungen wie z.B. Kontaktde-
finitionen und Elementgeometrien. Die Versuche an einzelnen Partikeln dienen zur
Plausibilitatsiiberpriifung der gefundenen Materialeigenschaften.

4.1. Stahl

Zur Ermittlung der Werkstoffdaten E-Modul, Streckgrenze und Zugfestigkeit sowie
der wahren Spannungs-Dehnungskurve werden Zugversuche nach DIN EN ISO 6892-
1 [22] an Materialstiicken der Seitenhiillenmodelle aus den Kollisionsversuchen durch-
gefithrt und die technischen Spannungs-Dehnungskurven (TSD) gemessen.

Fiir die Ermittlung der GISSMO-Eingabekurven muss die Geometrie der Zugversu-
che innerhalb der Messlinge fiir die Erzeugung unterschiedlicher Spannungszustande
gedndert werden.

4.1.1. Zugversuche

Die Geometrie der uniaxialen Zugproben wurde nach DIN-50125 [20] gefertigt und
ist der Abbildung BT zu entnehmen.

> x 4 Probendicke
R 77N L S | by: Probenbreite
‘ « B : Kopfbreite
- h . ’ b h : Kopfhohe
Ly R ) L,: Anfangsmesslinge
L, L.: Versuchslinge
L L;: Gesamtlinge
Detail siche Abb. 4.2 (Triaxialitat: n = 0,33 — 0,44)

Abbildung 4.1.: Geometrie der Zugversuche nach DIN 50125 (Form E)
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Zur Bestimmung der Eingabedaten fiir das GISSMO-Kriterium nach Effelsberg
et al. |[23] werden die Zugproben entsprechend Abbildung B2 bearbeitet, damit
Scher- und Kerbzugversuche durchgefiihrt werden kénnen. Uber die beiden Scherzug-
geometrien kann die Triaxilitdt (n) von 0,00-0,45 und durch die Kerbzugprobe von
0,50-0,507 abgedeckt werden. Die Triaxialitdt innerhalb einer Versuchsserie dndert
sich mit steigender Belastung, so dass die Versuche den in Abbildung A-2 angegebe-
nen Bereich abdecken.

Alle Angaben zur Geometriebeschreibung aus Abbildung B und aus Abbildung B=2
werden im Anhang in Tabelle A4 zusammengefasst.

Scherzug 0° Scherzug 30° Kerbzug
(1~ 0,00—0,28) (1~ 0,17 — 0,45) (1~ 0,50—-0,57)
; ~ i i
f 1 O i
o I~ AN i
5 ;
S~ |- :
"-'-'-'-'-'-'-'-'-‘;'LD ........ 5
i A
3 2

Abbildung 4.2.: Scher- und Kerbzugversuche

Das Material der Aufenhaut (AH) bzw. der Innenhiille (IH) und das der Rah-
men (R) wurde fiir die ersten drei Kollisionsversuche untersucht sowie das Material
der Profile (HP) fiir KV 1 und KV 2.

Zugversuche werden in der Praxis bis zum Erreichen der Zugfestigkeit bzw. Einschnii-
rung gemessen, um Schiden beim schlagartigen Versagen der Proben am Messsensor
(Extensiometer) zu vermeiden. Die Bruchdehnung wird am Ende der Versuche iiber
einen Messschieber ermittelt und liegt fiir die Proben der AH und der Rahmen bei
27-34% sowie bei den Liangsspanten (HP) bei 39-40%.

Zur Bestimmung der Eingabedaten fiir das GISSMO-Kriterium ist es unabdingbar,
Zugversuche bis zum Bruch zu messen und die ermittelten Eingabewerte dariiber zu
kalibrieren.

Die Ziehgeschwindigkeit betrug bei allen Zugversuchen 0,04 mm/s. Zur besseren
Ubersicht werden die Zugversuche noch einmal in Tabelle EI zusammengefasst.

Tabelle 4.1.: Anzahl der Zugversuche
Probenart | Bauteil ‘ KV1 ‘ KV 2 ‘ KV 3
gemessen bis zur Einschniirung

%0 AH/IH | 5 Stk. | 5 Stk. | 5 Stk. (3 Stk. gerutscht)
= HP 5 Stk. - 5 Stk.
& R 8 Stk. | 8 Stk. 8 Stk.
S 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 Materialstiickes keine grofen Abweichungen
auf. Werden diese Messwerte gemittelt, so ldsst sich fiir jede Versuchsserie eine TSD
ermitteln, die fiir die weitere Auswertung verwendet wird. Dieses Vorgehen wird
fiir die Versuchsergebnisse (gemessen bis zum Bruch) in Abbildung B=3 dargestellt.
Ergebnisse der restlichen Zugversuche in Abbildung A= im Anhang.

Scherzug 0° ——Scherzug 30° ——Zug ——XKerbzug Versuche
600
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Abbildung 4.3.: Gemittelte TSD gemessen bis zum Bruch

Die aus den uniaxialen Zugversuchen ermittelten Werkstoffdaten lassen sich in
Tabelle I2 zusammenfassen.

Tabelle 4.2.: Aus den uniaxialen Zugversuchen ermittelte Werkstoffdaten

Versuch | Bauteil | E [N/mmz] Ren [N/mmz} R, [N/mmg}

AH 204.024 341 455
— | AH* | 194.075 331 448
S HP 213.080 336 490

R 196.452 343 461
& AH 196.064 369 164
v R 203.502 330 467
- AH 211.197 328 153
= HP 203.792 363 517
~ R 213.841 332 459

*gemessen bis zum Bruch

4.1.2. Ermittlung der wahren Spannungs-Dehnungskurve

Die vorliegenden Datensitzen der uniaxialen Zugversuche miissen fiir extrem klei-
ne Elementgrofen (siehe Abschnitt 2222) ab der Einschniirung extrapoliert werden.
Dieses geschieht iiber einen kombinierten Verfestigungsansatz.
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Um diesen kalibrieren zu kénnen, wird im ersten Schritt eine numerische und au-
tomatisierte Methode auf die zuvor ermittelte TSD des uniaxialen Zugversuches
(gemessen bis zum Bruch) angewendet. Die iiber dieses Verfahren erzeugte WSD
bildet dabei die Referenzkurve fiir den zweiten Schritt und gilt fiir die ausgewihlten
Elementgrofsen.

Unter der Verwendung der TSD (gemessen bis zum Bruch) aus dem ersten Schritt,
lasst sich der kombinierte Ansatz iiber 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 Ubersicht in Abbildung B4 in Form eines
Fliefsbildes zusammengefasst.

[ 1. Schritt } [ 2. Schritt ‘ ‘ 3. Schritt ]
g
2 TSD (gemessen bis zum Bruch) 'TSD (gemessen bis zur Zugfestigkeit)
o0 ' Y ) \ Y )
=
numerisch u. Verfestigungs-
automatisiert ansatz
=
)
&0
=
<]
N
g
vergleichen
 owsp e wsp | [ wsp

Abbildung 4.4.: Vorgehen zur Erzeugung der WSD

Fiir das numerische und automatisierte Verfahren wird das Programm LS-OPT
als Optimierungswerkzug zusammen mit LS-DYNA fiir die expliziten Berechnun-
gen verwendet. In vereinfachter Form kann die Optimierung durch Abbildung B3
veranschaulicht werden. Dabei stellen die grauen Punkte aus Abbildung B3a) 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 iiber die Restriktion der maximal und minimal zu erwartenden
Spannungen fiir eine vorgegebene Dehnung ¢; definiert. Fiir diesen Bereich werden
iiber das Verfahren d — optimal nach Gleichung BT die Anzahl der Parameterva-
riationen m iiber die Anzahl der zu bestimmenden Parametern n bestimmt und
entsprechend Simulationen ausgefiihrt.

m=15m+1)+1 (4.1)

Das s.g. Metamodell wird hier durch lineare Polynome erzeugt, siehe Abbildung
A35b). Um das gefundene Minimum wird eine Box die s.g. sub — region erstellt,
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die im néachsten Schritt erneut in m Parametervariationen unterteilt wird. Dieses
Verfahren wiederholt sich, bis eine vorgegebene Toleranz erzielt wird.

i Pit3
a design-space i3
), & , Pit2 ! )
Omax / i
o0 Pit1 ‘S '
g £ sub-region _
= o 2
N o gesuchte Punkte L £ E
gemessene Punkte N © gl b
O T | | | |
€ €it1 €42 €it3 - 1 2 3 m
P, Pf Py P;
Dehnung Variation Parameter p;

Abbildung 4.5.: Ablauf der Optimierung

Die Giite der gefundenen Minima (Vergleich von Mess- und Berechnungsergebnis
aus LS-DYNA) wird iiber das Fehlermak curve — mapping bestimmt, das von Wi-
towski et al. in |[T08] beschrieben wird. Vorteil dieses Verfahrens ist die Erfassung
grofser Gradienten im Kurvenverlauf wie z.B. dem linearen und elastischen Bereich
und bei starker Richtungsdnderung 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 naher untersucht.

e Leap-Frog (LFOP)
e Genetischer Algorithmus (GA)
e Adaptive Simulated Annealing (ASA)

Als Ergebnis fiir 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 durchgefiihrt.

Als zusétzliche Restriktion wird die Steigung zweier aufeinander folgender Polynome
eingeschréinkt, die abnehmen muss. Am Beispiel der Abbildung B3 ergibt sich damit
fiir die ersten beiden Abschnitte der Zusammenhang E2.

Div1 — Pi > Di+2 — Pi+1 (4.2)

i+l — & €i+2 — Eit1
Als Verfestigungsansatz wird von Kubiczek [b6] der Ansatz nach VOCE und HOL-
LOMON aus Tabelle Z8 kombiniert und in einen Bereich unterhalb (Gleichung £23)
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und oberhalb der Zugfestigkeit (Gleichung E4) aufgeteilt.

i
0 =ny-VOCE + (1 —ny)- HOLLOMON  mit  ny =0, 68?0 (4.4)

Die Bezugsplattenstiarke ¢ty betrigt 4 mm. Der kombinierte Verfestigungsansatz
liefert fiir die Zugversuche gute Ergebnisse, vergl. Abbildung A86b). Eine Allgemein-
giiltigkeit fiir Plattendicken oberhalb 10 mm wurde nicht iiberpriift.

Um eine moglich kurze Rechenzeit fiir die Simulationen zu erzielen, wurden verschie-
dene Ziehgeschwindigkeiten in Abbildung E8a) untersucht. Es ldsst 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 dazugehori-
gen Verformungsbilder bei gleicher Verschiebung am Ende der Simulationen aus
Anhang A3 mit einander verglichen, so kann eine Verschiebung der Einschniirung
beobachtet werden. Mit grofer werdender Ziehgeschwindigkeit verschiebt sich die
Einschniirung aus der Mitte, obwohl jeder Rechnung das selbe FE-Modell zugrunde
liegt. Um &hnliche numerischen Rahmenbedingungen beim Erstellen der WSD und
der Simulation der Kollisionsversuche zu haben, entspricht die Ziehgeschwindigkeit
der Kollionsgeschwindigkeit von 2 m/s aus Kapitel B.

Fiir das Erzielen der Ergebnisse aus Abbildung B8 ist eine erhohte Genauigkeit
der Dezimalstellen gefordert (mind. 16 Stellen in der Mantisse) und kann iiber die
Einstellung double precision dem Programm LS-DYNA vorgegeben werden.

a) b)
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2 400 g
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a —2m/s =
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400
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g 64 o /6 < 200 H komb. Verfestigungsansatz
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Abbildung 4.6.: a) TSD bei unterschiedlichen numerischen Ziehgeschwindigkeiten;
b) Vergleich der ermittelten WSD

In Abbildung B6b) wird die WSD, erzeugt iiber das numerische und automatisier-
te Verfahren aus dem ersten Schritt (sieche Abbildung E4), fiir die Elementkanten-
langen 0,5 mm und 1,0 mm mit der WSD aus dem kombinierten Verfestigungsansatz
aus dem zweiten Schritt verglichen. Der Abbildung B8b) kann entnommen werden,
dass die unterschiedlichen Kantenlingen erst bei tiber 100% wahrer Dehnung eine
Rolle spielen. Im Bereich bis 135% wahrer Dehnung unterschétzt der kombinierte
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Verfestigungsansatz die beiden anderen WSD und fiir gréftere Dehnung iiberschitzt
er diese. Allgemein ist jedoch eine sehr gute Ubereinstimmung zu erkennen. Die in
dieser Arbeit vorkommenden Bruchdehnungen liegen unter 50% wahrer Dehnung
und weisen somit einen zu vernachlissigenden Unterschied zwischen den Kurven aus

Abbildung E@b) auf.

4.1.3. Ermittlung der GISSMO-Eingabekurven

In Abschnitt 22223 wurden bereits der theoretische Hintergrund der spannungsab-
hiangigen und elementgrofenabhingigen Grofen vorgestellt. Zur Bestimmung der
spannungsabhédngigen Bruchdehnung e; und Gleichmafidehnung ¢, ,. werden alle
Zugversuche gemessen bis zum Bruch in FE-Modelle nach LS-DYNA {iberfiihrt und
unter Verwendung des zuvor vorgestellten Optimierungsprozesses in LS-OPT an-
hand der gemittelten TSD fiir den triaxialen Bereich von 0 bis ca. 0,57 aus Abbil-
dung B8 bestimmt. Die geringe Abweichung zwischen berechneten und gemessenen
Werte der TSD kann der Abbildung A4 im Anhang entnommen werden und recht-
fertigt die Optimierungsmethode.

Die Beschrinkung auf eine einachsige Zugpriifmaschine schliefst eine experimentelle
Untersuchung von Druck- und biaxialen Zugspannungzustidnden aus. Wie eingangs in
Kapitel 223 erwihnt, spielt der Druckbereich bei Schiffskollisionen eine untergeord-
nete Rolle. Die Gleichmafdehnung wird somit fiir den gesamten negativen triaxialen
Bereich als konstant angenommen und entspricht dem Wert bei reiner Scherbelas-
tung. Die Bruchdehnung wird iiber die Werte aus den beiden Scherversuchen bis zum
uniaxialen Druck (Triaxialitdt von -0,33) extrapoliert und anschlieftend auf sehr ho-
hem Niveau konstant fortgefiihrt, weil ein Versagen fiir mehrachsige Druckzustinde
nicht mehr auftritt.

Um die Werte fiir den biaxialen Zugbereich (Triaxialitdt von 0,66) bestimmen zu
konnen, werden Dickenmessungen nach Abschnitt 22223 an den Proben der uniaxa-
len Zugversuche bis zum Bruch und an Probestiicken der IH des Modellkérpers KV 1
senkrecht zum Riss nach Abbildung B4 vorgenommen.
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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 =3 nach Beziehung B3 erforderlich macht.

1 2 2 2
€ = E\/<g1 — o)+ (61— e3) (e2 — 3) (4.5)

Die nach Kubiczek [67] erzielten Werte lassen sich in Tabelle B3 zusammenfassen.

Tabelle 4.3.: Ermittelte Gleichmafidehnungen ¢,

Richtung der Dehnung | Zugversuch | Kollisionsversuch KV 1
Liange 0,244 0,091
Breite -0,093 -
Dicke -0,114 -0,084
’ Vergleichswerte \ 0,348 \ 0,152 ‘

Unter der Annahme, dass das Verhéltnis der Vergleichswerte der Gleichmafdeh-
nung von Zugversuch (uniaxial) und Kollisionsversuch (biaxial) gleich dem Verhilt-
nis der Eingabewerte fiir die Gleichmafidehnung und Bruchdehnung ist, lassen sich
die Werte bei der Triaxialitdt von 0,66 bestimmen. Es sei anzumerken, dass bei dem
Vergleich der Tabelle B=3 und Abbildung I8 die gemessene Gleichmafkdehnung von
der numerischen Gleichmafsdehnung abweicht.

Grafisch zusammenfassen lassen sich die Ergebnisse in Abbildung BR. Gut zu er-
kennen ist die Eigenschaft, dass bei reiner Scherbeanspruchung (Triaxialitdt von 0)
keine Einschniirung mehr vorkommt und die Kurve der Gleichmafkdehnung oberhalb
der Bruchdehnung liegt. Dieses lieft sich bei den Scherzugproben 0° auch beobachten.

6.0rg

=
b Ey,loc Om /0y &f Ep,loc

g 0,666 | 5,797 | 3,052

45 20,333 | 5,797 | 3,052
0,000 | 2,399 | 3,052
30 0,167 | 0,875

0,248

\5 0,172 -
0,268 | 0,750 -
15 A 0,333 | 1,813 | 0,201
' 0,406 | 1,376 -
\Sﬂz( B\S\E] 0,570 0,111

plast. Vergleichsdehnung [-]

0,577 | 0,916

0,0 0,666 | 0,583 | 0,088
-0,666 -0,333 0 0,333 0,666
Triaxialitat [-]
v v + i )
+ 8 8 8 &
—

Abbildung 4.8.: Spannungszustandsabhingige Eingabekurven fiir GISSMO

Neben den spannungsabhéingigen Eingabekurven miissen ebenfalls die Kurve fiir
den elementgrofenabhéngigen Reduktionsexponenten fadexp und eine Skalierkur-
ve fiir 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 durchgefiihrt. Es lassen sich damit die Punkte im Bereich a)
fiir den Zugversuch und b) fiir KV 1 aus Abbildung B9 finden.

Zugversuch Kollisionsversuch
Al *10) ©
Z L0 - 50
= =
= 08 - 4.0
- &
o0 [
& 06 - 30 2
= Funktion (4.6) s
0,4 - s - 2,0
0,2 Funktion (4.7) - 1,0 4]
0,0 T T T T T T T 0,0
0 10 20 30 40 50 60 70 200

Elementkantenlédnge 7, [mm]
Abbildung 4.9.: Elementgrofenabhingige Eingabekurven fiir GISSMO

Durch die gefunden Funktionen BZ8 und E774 lassen sich die ermitteln Werte aus
Abbildung B9 gut wiedergeben und dariiber hinaus auch fiir grofsere Elementkan-
tenldngen anwenden.

fadexp (I,) = 5,408 (1,)" "% (4.6)

1 ~0:495
leregd (t,1.) = 0,486 (f) (4.7)

4.2. Multizellulare Glashohlkugeln

Die Materialeigenschaften der multizellularen Glashohlkugeln samt Zwischenrdume
weichen von denen einer einzelnen Glashohlkugel ab. Fiir 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 durchgefiihrt. Zuséatzlich zur Bestimmung der Materialei-
genschaften eignet sich der unten beschriebene uniaxiale Drucktest fiir Simulationen
mit geringem Rechenaufwand. Anhand dieser Berechnungen konnen Einstellungen
an der Kontaktformulierung gefunden, geeignete Elementformen ermittelt und eine
passende Fliefsbedingung aus Abschnitt 221 gew#hlt werden, die sich spéter in die
Simulation von KV 3 iibertragen lassen.

4.2.1. Triaxialversuch

Zur Ermittlung der Scherparameter und zur Bestimmung des deviatorischen Anteils
der Fliefsfunktion fiir das Materialmodell Soil and Foam aus Abschnitt 2271 muss-
ten Triaxialversuche durchgefiihrt werden, die im Erd- und Grundbau Anwendung



66

finden. In acht Versuchen nach DIN 18137-2 [I9| ohne Sittigungsdruck konnten die
Parameter innerer Reibungswinkel, Kohdsion und Dilatanzwinkel am Institut fiir
Geotechnik und Baubetrieb der TUHH bestimmt werden. Im Versuch wird eine
zylindrische Probe mit einem Verhéltnis von Hohe zu Durchmesser (h/d) von ca.
130/50 (in mm) einem vordefinierten 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
konnen den Abbildungen A3-ATE im Anhang entnommen werden. Die Probe wird
iiber eine Gummimembran von der Zellfliissigkeit getrennt. Der Versuchsaufbau ist
in Abbildung AT0 dargestellt.

(1) Stempel
1 | (2) Fiillstoff

(3) (3) Fliissigkeit

%

Abbildung 4.10.: Triaxialversuch nach DIN 18137-2

Der Scherbruch tritt ein, wenn die Messreihen aus Abbildung BT ihren maxi-
malen Wert erreicht haben und die Proben keine weitere Last aufnehmen kénnen
(mittlere Messreihe). Der Versuch wird spitestens nach einer Stauchung von 20%
auch ohne Scherbruch beendet, wie in Abbildung ETT dargestellt.

250
=k
o 200 r—————————"——— et
=, e s FEPEeD
150 o
[\l '
~~
= 100
<
5 50 |y
0o -

0O 2 4 6 8 10 12 14 16 18 20 22
& = Ah/b, (%)
Abbildung 4.11.: Eintritt des Scherbruches nach DIN 18137-2
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Auf der Ordinate ist die halbe Differenz der effektiven Hauptspannungen und auf
der Abszisse die Stauchung aufgetragen. Die Stauchung der Probe ldsst sich aus der
Anfangsprobenhohe hy und der verénderlichen Probenhdhe Ah bestimmen.

Innerer Reibungswinkel und Kohasion

Um den inneren Reibungswinkel ¢ und die Kohésion ¢ bestimmen zu koénnen, muss
ein Bruchdiagramm erstellt werden. Dazu wird auf der Ordinate ebenfalls die hal-
be Differenz der effektiven Hauptspannungen und auf der Abszisse die Summe der
halben effektiven Hauptspannungen wie in Abbildung BT2 bis zum Scherbruch auf-
getragen.

f |

|

|
0 100 200 300 400 500

(o, + 03)/2 [kPa]
Abbildung 4.12.: Bruchdiagramm nach DIN 18137-2

Die Vergroferung der mittleren Probenquerschnittsfliche A; muss bei der Berech-
nung der effektiven Hauptspannung o; durch den Zusammenhang B8 beriicksichtigt
werden.

VoAV

A =2 ="
' g — AR

(4.8)

Dabei ist Vy das Anfangsvolumen und hy die Anfangsprobenhohe und entspre-
chend AV das verénderliche Volumen und Ah die verédnderliche Probenhohe. Aus
Beziehung B9 ergibt sich die effektive Axialspannung, bei der P, die Stempelkraft
infolge des Zellendrucks o3 ohne axiale Belastung und P die Stempelkraft ist.

P—-F
A

Die Bruchgerade aus Abbildung BT2 wird durch das Verbinden der Bruchpunkte
der Proben erstellt. Der Wert fiir die Spannung b wird am Durchgang der Bruchgera-
den an der Ordinate abgelesen. Der Winkel « ist der Winkel zwischen Bruchgeraden

01 = + o3 (49)
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und Abszisse.
Der innere Reibungswinkel lasst sich durch die Beziehung B0

sin (¢) = tan (p) (4.10)
und die Kohésion durch Zusammenhang ETT
b
= —— 4.11
€= cos (p) (4.11)

berechnen. Wird der Zusammenhang durch Mohrsche Spannungskreise dargestellt,
so konnen die Werte nach Abbildung BT3 eingetragen werden.

300

_—

~

N\

1

200

SIS

0 100 200 300 400 500 600 700
Normalspannung o [kPa)

Schubspannung 7t [kPa]

Abbildung 4.13.: Spannungskreise im Grenzzustand nach DIN 18137-2

Die experimentell ermittelten Werte sind in Tabelle B4 gegeniibergestellt und
lassen auf Kornbruch schliefsen. Die Werte fiir den inneren Reibungswinkel ¢ nehmen
mit steigendem Zellendruck signifikant ab und die Werte fiir die Kohésion c steigen
signifikant an.

Tabelle 4.4.: Werte aus Triaxialversuchen
Zellendruck | 20/50/90 | 50/90/190 | 150/190/240 | 240/290/380
o ] 36,0 20,5 13,8 6,2
¢ |kN/m’] 17,2 71,5 98,2 148,7

Dilatanzwinkel

Die Dilatanz beschreibt die Dichteabnahme durch Volumenvergroferung einer Schiitt-
gutprobe bei Scherbeanspruchung. Die einzelnen Partikel verschieben sich unterein-
ander und nehmen eine ungiinstigere Packung an. Sie kann, zum Zeitpunkt der
Abscherung, aus den Werten der Volumendehnung AV/V, und der Durchmesser-
dehnung Ad/dy bestimmt werden.

(4.12)

A
U = arctan ( V/VO)

Ad/dy
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4.2.2. Uniaxialer Drucktest

Zur Bestimmung des volumetrischen Anteils der Flieftfunktion inkl. der plastischen
Verformung fiir das Materialmodell Soil and Foam aus Abschnitt 221 sowie zur
Validierung der Materialwerte via Simulation wurde ein Versuchsstand eines unia-
xialen Druckversuches entwickelt. Dieser wird in Abbildung BTda) dargestellt. Er
besteht aus einem unbeweglichen Priifrahmen 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 Héhe von 280 mm,
einem Innendurchmesser von 181 mm und einer Wandstarke 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 gedriickt. Die
Reaktionskraft wird von der Druckmessdose (3a) und die aufzubringende Kraft von
der Druckmessdose (3b) gemessen.

a) b)
181 Fy
harmall v
’ ¥
A
1
. A
DMS:
Ebene 3 - | 1 | -
0.¢] [\
5 -8
Ebene 2 - | _ 1
Ebene1l - 1 v
6
z 2
L r A 4
% 2 7

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

An der Oberfliche des Aluminiumzylinders aus Abbildung ET4b) wurden insge-
samt zwOlf 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 E-T4b)
liegt die Ebene 1 auf z=65 mm, die Ebene 2 auf z=115 mm und Ebene 3 auf z=165
mm. Die Fiillhohe aller Versuche ist 181 mm.

Der Einfluss der Packungsdichte der multizellularen Glashohlkugeln auf die Mess-
werte konnte experimentell bestimmt werden. Hierfiir wurden die Proben 1-3 mit
einer losen Packung und die Proben 4-6 mit einer verdichteten Packung gepriift
und werden in Abbildung B3 gegeniibergestellt. Die Verdichtung erfolgte dabei in
Schichten von ca. 20-30 mm Hoéhe mit einem einfachen Stofel per Hand. Fiir die
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verdichteten Proben wurde eine Wiederholgenauigkeit von 8-9%, fiir die losen Pa-
ckungen von 5-7% ermittelt. Im weiteren Verlauf dieser Arbeit wird die Probe 4 fiir
Auswertungszwecke gewéhlt.
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Abbildung 4.15.: Wiederholgenauigkeit unterschiedlicher Packungsdichten

Die Differenz zwischen Stempelkraft F, und Reaktionskraft F) ist auf Reibung
zuriickzufithren. In [31] konnte iiber die s.g. Kesselformel ein iiberschligiger Reib-
beiwert von 0,70-0,89 ermittelt werden. Das Vorgehen wird im Anhang B77 zusam-
mengefasst.

Das Material weist so gut wie keine elastische Riickfederung beim Entlasten der Pro-
be auf und wird in Abbildung B3 stellvertretend durch den Entlastungspfad der
Probe 3 illustriert. Dieses bedeutet, dass die zellartige Struktur der Glashohlkugeln
nahezu komplett zerstort ist und somit keine Energie beim Entlasten freigesetzt wird.
Die Besonderheit des gewdhlten Fiillstoffes liegt in der Zustandsidnderung. Werden
die Partikel hoch verdichtet, so kollabieren diese und werden zu Staub. Wird der
Staub weiter verdichtet, so bildet sich eine grofflachige und hochfeste Masse. Wer-
den diese Eigenschaften auf ein Kollisionsszenario projiziert, so verteilt der kompri-
mierte Fiillstoff (feste Masse) die Lasten des eindringenden Bugwulstes auf einen
grofflichigen Bereich der Innenhiillenstruktur samt Trigerrost und erhéht damit
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das Energieaufnahmevermogen der Doppelhiillenkonstruktion, wie es auch bei den
Kolisionsversuchen KV 3 und KV 4 aus Kapitel B zu beobachten war.

Die Querkontraktionszahl v ldsst sich iterativ aus einer impliziten FE-Rechnung
mit dem Programm ANSYS bestimmen. Hierzu wird das FE-Modell nach Abbil-
dung BT6c) berechnet. Fiir die Grundplatte (6) und den Stempel (2) werden ein-
fach integrierte Schalenelemente (Shell63) und fiir den Fiillstoff Volumenelemente
ohne Mittelknoten (Solid45) eingesetzt. Fiir die Diskretisierung der multizellularen
Glashohlkugeln wird die Fliefsbedingung nach Drucker-Prager aus Abschnitt 221
verwendet und der innere Reibungswinkel aus Tabelle B4 fiir (50/90/190) nach Be-
ziehung 2230 umgerechnet. Der Kontakt zwischen Stempel (1) bzw. Grundplatte (6)
und Fiillstoff (5) wird {iber den Elementtyp Target 170 definiert. Die vertikale Kraft
wird iiber den Stempel aufgebracht. An der Grundplatte werden alle translatori-
schen Freiheitsgrade unterdriickt. Am unteren Ende des Aluminiumzylinders wird
lediglich der Freiheitsgrad in vertikaler Richtung unterdriickt. 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 fiir unterschiedliche Querkontrakti-
onszahlen treffen zu konnen, werden die Berechnungswerte nach [I2] mit ihrem Maxi-
mum normiert. Mit kleiner werdender Querkontraktionszahl verschiebt sich der Ort
der Umfangsspannungsspitzen in Abbildung BT8a) und ndhert sich den Versuchs-
ergebnissen an. Dieses wird durch den Vergleich der absoluten Berechnungswerte
der Querkontraktionszahlen 0,0 und 0,1 deutlich, die in Abbildung BT8b) eine gute
Ubereinstimmung mit den Messwerten beim maximalen Stempelweg aufweisen.

a) b) c)
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Umfangsspannung [-] ~ Umfangsspannung [MPa]
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Abbildung 4.16.: Einfluss der Querkontraktion: a) normierte Berechnungswerte
b) absolute Berechnungs- und Messwerte; ¢) 1/2 FE-Modell
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Fiir die Bestimmung des E-Moduls wird der Fiillstoff 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 B3 und dem Hookeschen Gesetz aus E14 an, so lisst sich
unter der Anwendung des Innendurchmessers sowie Fiillstand und der Messwerte
(Kraft und Weg) aus dem uniaxialen Druckversuch der E-Modul bestimmen.

F, D,

00 = mit: A= T (4.13)

og = FEe (414)

Dabei ist Fy die Gesamtkraft des Zylinders (Stempelkraft) in z-Richtung gemes-
sen in der Druckmessdose (3b) aus Abbildung T4 und Dy der Durchmesser des
Testvolumens. Der Elastizitdtsmodul E der multizellularen Glashohlkugeln ergibt
sich aus den Beziehungen B-T3 und B14 zu:

E = FLLLZ (4.15)
em Dy

Die Dehnung € kann aus Verschiebeweg zur Fiillhéhe berechnet werden.

Fiir den kleinsten Gradienten aus B-I3 erhilt man damit F = 2,299 MPa, fiir den
grofsten Gradienten E = 8,990 MPa.

Der Schubmodul G steht fiir isotrope Materialien in folgender Beziehung mit der
Querkontraktionszahl und dem E-Modul:

Ev)
2(1+v)

Mit den zuvor gefundenen Grenzen fiir die Querkontraktionszahl und fiir den
E-Modul wurde iterativ iiber die oben vorgestellte implizite Berechnung mit dem

Berechnungsmodell Abbildung BT6c) die folgende Werte ermittelt, die im Weiteren
verwendet werden:

G = (4.16)

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

Fiir die Verifizierung der gefundenen Materialeigenschaften sowie zur Validierung
der Materialmodelle wird das Modell aus der ANSYS-Rechnung aus Abbildung B-18
inklusiv der Randbedingungen nach LS-DYNA {iberfiihrt und explizit berechnet.
Die Grundplatte und der Stempel werden mit dem einfach integrierten Schalenelement-
Typ 2 (Belytschko-Tsay) diskretisiert.

Die hohe Kompression des Fiillstoffes ruft bei diesen Berechnungen in vielen Fallen
eine instabile Berechnungsgrundlage hervor, bei der die Volumenelemente degene-
rieren und die Kontakteinstellungen versagen. Um aussagefihige Kollisionsberech-
nungen durchfithren zu konnen, miissen Einstellungen gefunden werden, die dieses
verhindern. Dabei werden bereits bei der Nachrechnung des uniaxialen Drucktests
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ausschlieflich einfach integrierte Quaderelemente (Typ 1) ohne Mittelknoten unter-
sucht, um die Rechenzeit bei der Simulation von Grofsstrukturen gering zu halten.
Dariiber hinaus haben Vergleichsrechnungen gezeigt, dass hoher 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 2221 die besten Ergebnisse in LS-DYNA liefern, wenn
die zu bestimmenden Parameter durch die Triaxialversuche (50/90/190) aus Tabelle
A4 bestimmt werden. Beim Eintreten des Scherbruches wird der deviatorische An-
teil der Fliekfunktion fiir das Materialmodell Soil and Foam aus Beziehung Z=31 zu
Null. Mit der zweiten Invariante des Spannungsdeviators aus Gleichung und der
hydrostatischen Spannung aus Beziehung 2217 lassen sich die drei Parameter, die die
deviatorische Ebene charakterisieren, bestimmen.

ap = 3477,8763 [(kPa)’]
a; = 97,0848  [kPal
a9 = 0, 1547 [—]

Der volumetrische Anteil der Fliekfunktion inkl. plastischer Verformung wird iiber
die an der Grundplatte gemessene Reaktionskraft iiber die Druckmessdose (3a) aus
Abbildung BT4 bestimmt. Um zufriedenstellende Ergebnisse zu bekommen, miissen
die Werte aus Abbildung B4 um 10% nach unten korrigiert werden.

1,80 ‘ ‘
o Messwerte
E 1,35 e Skalierte Werte
- h
-
= 0,90
a [ ]
o
0,45
®
0,00 ®
0,80 -0,60 040  -0,20 0,00
-In (V/V)

Abbildung 4.17.: Druck vs. natiirlicher Logarithmus des relativen Volumens

Wegen der Grofse des Testvolumens kann der uniaxiale Drucktest nicht entspre-
chend des Seitenhiillenmodells verdichtet werden, was diese Korrektur (um 10%)
rechtfertigt. Durch die Ergénzung der Werte 0,90 und 0,95 fiir den natiirlichen
Logarithmus und 21,8 MPa und 242, 0 MPa fiir den Druck wird das inkompressible
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Verhalten des kollabierten Fiillstoffes beriicksichtigt. Beide Fliefkbedingungen werden
in [88] mit einfach integrierten Hexaeder- (Typ 1) und Tetraederelementen (Typ 10)
in drei unterschiedlichen Grofen untersucht, siehe Abbildungen B-T8 bis £T9. In [39]
wird fiir den Kontakt zwischen zwei Materialien mit sehr unterschiedlichen Stei-
figkeiten wie Schaum und Stahl die Methode Soft-Constraint zur Berechnung der
Kontaktsteifigkeit empfohlen, die bei dem Materialmodell Mohr-Coulomb auch zu-
verldssigere Berechnungen ermoglicht und mit soft—1 aktiviert wird. Die Kontakt-
steifigkeit kg aus Gleichung BT7 wird nicht durch die beteiligten Materialkennwerte
und Elementabmessungen bestimmt, sondern durch den aktuellen Zeitschritt At und
der Masse m, des Slave-Knotens. Der Parameter softscl ist ein Skalierfaktor mit
der Voreinstellung 0,1, die nicht geandert wird.

ms
ko = softscl At (4.17)

Die einfachintegrierten Hexaederelemente nehmen bei der Verwendung des Materi-
almodells Mohr-Coulomb energiefreie Zustiande (sogenante Hourglass- Verformungen)
ein, die mit einer Stabilisierung durch eine kiinstliche Steifigkeit verhindert werden
miissen. Hierzu wird der Hourglass-Controll (Typ 5) mit dem Hourglass-Koeffizienten
0,05 gewahlt.
Die Kontaktdefinition kann durch die Funktion shooting node logic bedeutend be-
einflusst werden. Diese Funktion ist standardméfig aktiviert und sorgt dafiir, 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 benétigt keine speziellen Ein-
gaben. Anders als bei dem Materialmodell Mohr-Coulomb liefert die voreingestellte
Penalty-Methode mit angepasster Kontaktsteifigkeit aus Beziehung EI8 stabilere
Berechnungen. Die Kontaktsteifigkeit ky hdngt von dem Kompressionsmodul Ky des
Materials, der Segmentfliche A und dem Elementvolumen V; ab.

2

A
ko = slsfac-sf - Ky — (4.18)
Vi

Die Parameter slsfac (global) und sf (lokal) sind Skalierungsfaktoren der Kon-
taktsteifigkeit. Die Berechnungen haben gezeigt, dass kleinere Werte (gewéhlt: 0,01)
bei dem globalen Skalierungsfaktor einen stabileren Kontakt liefern. Fiir den lokalen
Skalierfaktor werden die Voreinstellungen iibernommen.

Werden die durchgefiihrten Rechnungen mit den zuvor beschriebenen Einstellungen
mit den Abbildungen I8 und BI9 ausgewertet, so ldsst sich fiir alle Versuchser-
gebnisse beobachten, dass die Elementgréfe bei beiden Materialien sowie beiden
Elementtypen einen zu vernachlissigenden Einfluss hat und fiir die numerische An-
wendung auf eine Grofstruktur nicht gesondert betrachtet werden muss.

Bei dem Vergleich von Abbildung ET8a) mit B8 b) sowie Abbildung BT9a) mit E-T9b)
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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Abbildung 4.18.: Ergebnisse mit *MAT MOHR COULOMB: a) Hexaederelemente;
b) Tetraederelemente
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Abbildung 4.19.: Ergebnisse mit *MAT SOIL AND FOAM: a) Hexaederelemente;
b) Tetraederelemente
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Werden die beiden Materialmodelle in Abbildung ET8a) und ET9a) 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. Fiir die spiteren Berechnungen
von KV 3 und der Simulationen zweier Anwendungsbeispiele wird das Materialmo-
dell Soil and Foam mit Hexaederelementen gewihlt.

4.2.3. Drucktests an einzelnen Partikeln

Die oben prasentierten Werte fiir den E-Modul und den volumetrischen Anteil der
Flieffunktion inkl. plastischer Verformung werden zum Vergleich und zur Plausi-
bilitatsiiberpriifung den Eigenschaften einzelner Partikel gegeniibergestellt. Hierfiir
wurden die Partikel einem axialen und einem hydrostatischen Drucktest unterzogen.

Axialer Drucktest

Fiir die Durchfiihrung des axialen Drucktests wurde der Versuchsstand des Institu-
tes fiir Feststoffverfahrenstechnik und Partikeltechnologie der TUHH genutzt. Der
Versuchstand besteht aus einer Universalpriifmaschine, die zur Untersuchung physi-
kalischer Eigenschaften wie Hérte, Festigkeit, Elastizitat, Klebrigkeit usw. eingesetzt
wird. Bei Geschwindigkeiten zwischen 0,01-40 mm /s kann diese Maschine Kréfte bis
500 N erzeugen. Die Messwerte werden bei einer Wegauflosung von 0,001 mm mit
einer Abtastrate von 500 Datenpunkten/Sekunde erfasst.

Zur Versuchsdurchfithrung werden die einzelnen Partikel auf dem Priiftisch der Ma-
schine platziert und anschliefend mit einer konstanten Geschwindigkeit von 0,01 mm /s
durch den Priifstempel aus Abbildung BZ0b) bis zu einem Kraftniveau von 1 N be-
lastet.

a) 1,2
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1 |
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— 08 / h
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!
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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 B20a) wird exemplarisch
ein Be- und Entlastungszyklus fiir ein Partikel dargestellt. Betrachtet man den Be-
lastungspfad, so kann eine abschnittsweise konstante Steigerung festgestellt werden,
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tiber die sich mit der Methode nach Hertz, beschrieben u.a. in [7], der E-Modul
bestimmen ldsst. Mit einem Partikeldurchmesser d; von 4,0 mm ergibt sich mit
Gleichung B-T9

(4.19)

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

3 Fo (1—17)

\/ dy 3,

Es ergibt sich ein E-Modul von 19,3 MPa, der im zuvor ermittelten Bereich nach
Hertz liegt.
Abschliefend ist festzuhalten, dass die Werte fiir den E-Modul einzelner Partikel
iiber den Werten der als homogen betrachteten Masse liegen, die mit der Bezie-
hung BT3 ermittelt wurden. Die Unterschiede konnen anhand der geringeren Pa-
ckungsdichte bzw. der Zwischenrdume der Partikel im Verbund erklirt werden.

By = (4.20)

Hydrostatischer Drucktest

Um das Verhalten einzelner Partikel unter einer rein hydrostatischen Belastung mes-
sen zu konnen, wurde der Zylinder aus dem uniaxialen Drucktest Abbildung B4
durch einen kleineren und mit Wasser gefiillten Zylinder nach Abbildung B=21 er-
setzt. Das Versuchskonzept orientiert sich an den Angaben aus [33] und wurde der
gegebenen Geometrie der Anlage, der Messtechnik und der Partikelgrofse angepasst.

a) b) c)

N

Kolben

I starrer Zylinder

o i

Wasser

— |
]

B Plastilin

=1 O Partikel

Schraubverbindung
fiir 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 fiir den Granulatbruch benétigten hydrostatischen Druck gleich-
mékig auf die Membranen der multizellularen Partikel verteilen zu kénnen, wurden
diese erst mit Aluminiumfolie umwickelt und anschlieffend mit einer Schicht Plastilin
umhiillt. Das Verhalten des Druckkorpers inkl. Kolbendichtung gefiillt mit Wasser
a) sowie das Verhalten von Plastilin und Wasser b) wurde im Einzelnen gepriift
und in Abbildung BZ22 dem Versuch mit Partikel, Plastilin und Wassser gegeniiber
gestellt. Der Granulatbruch tritt bei 6,8 MPa auf. Das Einbringen von Plastilin in
den Priifraum hat offenbar keinen erkennbaren Einfluss auf die Messergebnisse.

40 T |
a) Wasser
b) Plastilin+Wasser
30 c) Partikel+Plastilin+Wasser —F—————————
— /
<
2 /
= /
520 /L
/
= y
A //
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10 /,'
P
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£
0 I R
0 0,4 0,8 1,2 1,6

Kolbenweg [mm]

Abbildung 4.22.: Messergebnisse einzelner Komponenten des Hydrostatischen
Druckversuchs: a) Wasser; b) Plastilin+Wasser; c¢) Parti-
kel+Plastilin+Wasser

Um den Druck iiber den natiirlichen Logarithmus des relativen Volumens der
einzelnen Proben (Zusammenhang BZ1) bestimmen zu konnen, miissen die Wege bei
gleichen Druckwerten von Kurve a) bzw. b) vom Weg der Kurve ¢) aus Abbildung
A2 subtrahiert werden (Ah). Dabei ist r, der Innenradius des Druckzylinders.

Vv T2 Ah
n{—)=In(1=22= 4.91
n(%) “( Vo ) (4.21)

Wird der natiirliche Logarithmus des relativen Volumens iiber den aufgeprigten
hydrostatischen Druck fiir einzelne Proben aufgetragen, so lassen sich die Ergebnisse
nach Abbildung B23 darstellen. Nach dem Granulatbruch bei 5-10 MPa weist das
Material ein anndhernd 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 ldsst sich zum einen mit der Simulation des uniaxialen Drucktest
verifizieren und zum anderen mit Herstellerangaben iiberpriifen. Mit einer miindlich
vom Hersteller mitgeteilten Dichte vor dem Herstellungsprozess von pr = 380 —
480 g/l und einer Korndichte von px = 750—800 g/1 lasst sich die vorgenommene
Messung mit Beziehung E22 recht gut bestitigen.

1% pK 350
n(—)=m(Z)=m (=) = -0,827 4.22
n(Vo) n(pR) n<800) ’ (422

4.2.4. Reibversuch

Uber Reibversuche kann der Beiwert der multizellularen Glashohlkugeln fiir den
uniaxialen Drucktest mit der Paarung Fiillstoff/ Aluminium sowie fiir die Kollisi-
onsversuche mit der Paarung Fiillstoff/ Stahl ermittelt werden.

Der Versuchsaufbau bestand aus einer elektrisch angetriebenen Spindel, die einen
Schleppwagen mit einer sehr geringen und konstanten Geschwindigkeit iiber die
Aluminium- bzw. Stahlplatte mit Primer zog. Der Versuchskoérper wurde mit voraus-
gewahlten und anndhernd gleichgrofen Partikeln versehen, die mit Kleber an einer
gekerbten Stahlplatte aufgetragen waren. Diese wurde iiber eine Kraftmessdose mit
dem Schleppwagen verbunden. Uber variierende Gewichte auf den Versuchskorper
konnten unterschiedliche vertikal wirkende Normalkréfte aufgebracht werden.

Fiir beide Paarungen wurde ein Reibbeiwert von 0,65 ermittelt, der sich ebenfalls
durch numerische Berechnungen verifizieren liefs. Detailliertere Informationen zu die-
sem Versuch konnen dem Anhang A8 entnommen werden.
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5. Numerische Berechnung der
Kollisionsversuche

Durch die in Kapitel @ gefundenen Materialeigenschaften fiir normalfesten Schiffbau-
stahl aus den Kollisionsversuchen KV 1 und KV 3 lassen sich die Bruchkriterien GL,
RTCL, GISSMO néher untersuchen und gegeniiberstellen. In Abschnitt 2223 wurde
bereits erwdhnt, dass das BWH- und RTCL-Kriterium &hnlich gute Ergebnisse fiir
kleinere Elemente und &hnlich schlechte Ergebnisse fiir grofe Elemente liefern. Aus
diesem Grund werden hier stellvertretend die Simulationsergebnisse fiir das RTCL-
Kriterium prasentiert.

Dariiber hinaus lassen sich die gefundenen Materialeigenschaften und Einstellungen
fiir die multizellularen Glashohlkugeln aus Kapitel B2 durch KV 3 verifizieren sowie
die Interaktion mit den gewdhlten Bruchkriterien priifen.

5.1. Versuch mit der konventionellen Seitenstruktur

Fiir die Kalibrierung der elementgrofenabhéngigen Eingabekurven fiir das GISSMO-
Kriterium aus Abbildung B9 und zur Durchfiithrung einer Netzstudie mit unter-
schiedliche Elementgréften zur Bewertung der Bruchkriterien werden die zuvor be-
schriebenen Modellkorper (Seitenhiille, Bugwulst) und die beiden Widerlagerkon-
struktionen in Abbildung b diskretisiert.

>N

@ @

Abbildung 5.1.: 1/2 Berechnungsmodell von KV 1
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Um die Einspannsteifigkeit der Seitenhiille realitdtsgetreu abbilden zu koénnen,
werden die Zugstangen (1), die Druckmessdosen (2) und die Zuganker (4), die die
Widerlager mit den Grundtrdgern verbinden, durch momentenfreie Stabelemente
(Typ 3) unter Angabe ihrer Querschnittsfliche diskretisiert. Die einzugebende Quer-
schnittsfliche A fiir die Druckmessdosen ldsst sich durch Vorgabe der Druckmess-
dosenhohe [, der durch Herstellerangaben bekannten Steifigkeit C' und dem vorge-
gebenen E-Modul £ aus der Beziehung b1 berechnen:

Cl
A=— (5.1)

Dem Zuganker und der Vorderkante der Widerlager auf Hohe der Grundtréiger
werden an den Stellen (5) und (3) aus Abbildung BT die Bewegungen in alle drei
translatorischen Raumrichtungen unterdriickt.

Um das unsymmetrische Aufreiffen bzw. Versagen der Doppelhiillenstruktur beriick-
sichtigen zu konnen, wird ein Gesamtmodell erstellt.

Zur Bewertung der Bruchkriterien wird fiir die Netzstudie der unmittelbare Kollisi-
onsbereich aus Abbildung 61 durch die gemittelten Elementgrofen von 68,3/ 34,2/
17,1/ 8,6 mm in Abbildung 672 diskretisiert.

1.=8,6 mm

Abbildung 5.2.: Elementgrofen der Netzstudie

Unter Beriicksichtigung gleicher Widerstandsmomente werden die Langsspanten
(HP) im FE-Modell der konventionellen Doppelhiille durch L-Profile ersetzt und an-
gendhert.

Der Kontakt zwischen Bugwulst und Doppelhiille wird iiber die Kontaktformulie-
rung AUTOMATIC SINGLE SURFACE und FORCE TRANSDUCER erzeugt. In
Martens [70] konnte fiir die Verwendung des GL- und RTCL-Kriteriums fiir die Si-
mulation der Kollisionsversuche ein Reibbeiwert von 0,23 gefunden werden und fiir
das GISSMO-Kriterium in [57] ein Reibbeiwert von 0,36. Bei beiden wurde zur Be-
stimmung der Reibbeiwerte das Plateau zwischen dem Durchstofen der Aufsenhaut
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und der Innenhiille zur Kalibrierung gewahlt.

Der Modellkorper des Bugwulstes wird in den Berechnungen als starr angesehen und
iiber das Material RIGID beschrieben. Den Bauteilen der Seitenhiille wird das Ma-
terial MODIFIED PIECEWISE LINEAR PLASTICITY zugewiesen, welches neben
der Angabe von Dichte, E-Modul, Querkontraktion und Streckgrenze die in Kapitel @
ermittelte wahre Spannungs-Dehnungskurve (WSD) benétigt. Die Eingabewerte fiir
das GISSMO-Kriterium werden iiber 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 Seitenhiil-
le gefahren.

Fiir die Berechnungen wird der LS-DYNA Solver R971 6.1.0 double precision analog
zur Berechnung der Zugversuche verwendet. Stellvertretend fiir die drei Bruchkrite-

rien wird in Abbildung b33 fiir die vier untersuchten Elementgrofen die Ergebnisse
fiir das GISSMO-Kriterium dargestellt.

2000
Messwerte KV 1
| l.= 8,6 mm
—&——1.=17,1 mm
1500 +— 1.=34,2 mm
'Z' 1,=68,3 mm
=,
2
= 1000
= -
500
0 1 1 1 1 1 1

0 200 400 600 800 1000 1200 1400

Kollisionsweg [mm]

Abbildung 5.3.: Ergebnis der Netzstudie fiir das GISSMO-Kriterium an KV1

Um die drei Bruchkriterien leichter vergleichen zu kénnen, wird auch hier die
Differenz der Kollisionsenergie AE nach Gleichung b= gebildet.

(Energie aus Simulation — Energie KV 1)
Energie KV 1

Die Auswertung beschrénkt sich auf den Bereich nach dem Durchstofsen der Au-
fsenhaut von 200-1400 mm Kollisionsweg, weil die Verschiebung der Kraft-Verfor-
mungskurven zwischen Messwerten und Simulationsergebnissen aus Abbildung b=3
zu groken Abweichungen fiihrt. Wird die gesamte dissipierte Energie der Seitenhiille
betrachtet, so hat dieser Bereich einen zu vernachlédssigen Anteil. Mafgeblich fiir das
Energieaufnahmevermogen ist jedoch die Energie, die die Seitenhiille mindestens bis
zum Aufreifsen der Innenhiille aufnehmen kann.

AE =

(5.2)
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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
Energiedifferenzen zum Zeitpunkt des Innenhiillenversagens nach einem Kollisions-
weg von ca. 1.016 mm aus, so lassen sich folgende Abweichungen festhalten:

e GL-Kriterium: Die Abweichungen fiir die Elementkantenlingen 68,3/ 34,2/
17,1 mm liegen bei ca. 10%, und fiir die Elementkantenlédnge von 8,6 mm bei
ca. 25% unter den Messwerten aus KV 1. Es ldsst sich eindeutig erkennen, dass
die Genauigkeit fiir kleinere Elementgrofen stark abnimmt. Dennoch ist zu er-
wahnen, dass das GL-Kriterium fiir die Elementkantenlénge von 17,1 mm noch
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sehr gute Ergebnisse liefert, obwohl das Verhéltnis von Kantenldnge zu Plat-
tendicke kleiner fiinf betréigt, welches wie Eingangs in Abschnitt2Z=2=3 erwihnt
zu vermeiden ist.

e RTCL-Kriterium: Es lassen sich Abweichungen kleiner 10% fiir die Element-
kantenldngen 34,2/ 17,1/ 8,6 mm beobachten. Dabei wird die Energie zweimal
leicht iiber- und einmal leicht unterschétzt. Fiir die grofite Elementkantenlénge
von 68,3 mm lassen sich Abweichungen grofer 50% und beim Durchstofen der
Innenhiille von ca. 40% iiber die gemessenen Werte erkennen. Damit besté-
tigt sich die in Abschnitt 22273 vorgestellte Einschrinkung auf den Einsatz fiir
kleinere Elementkantenldngen.

e GISSMO-Kriterium: Die Abweichungen betragen weniger als 10% beim Durch-
dringen der Innenenhiille fiir alle vier Kantenldngen. Die dissipierte Energie
wird dabei unterschétzt. Mit diesem Ergebnis weist das Kriterium einen sehr
grofsen Vorteil gegeniiber den etablierten Bruchkriterien auf. Es ldsst sich fiir
extrem kleine aber auch grofsere Elementkantenlingen anwenden und ermdég-
licht somit einen flexibleren Einsatz fiir lokale und globale Berechnungen.

Als Fazit kann festgehalten werden, dass sich das GL- und das GISSMO-Kriterium
bei der Wahl von grofseren Elementkantenldngen gleichermafien fiir die Simulati-
on der Kollisionsversuche eignet. Fiir den Einsatz im Schiffbau typischen grofsen
Elementkantenldngen von 100-200 mm ist weiterhin zu priifen, ob das GISSMO-
Kriterium auch fiir diese Elementgrofsen bei Grofstrukturen die oben vorgestellten
Vorteile bestatigt.

5.2. Versuch mit multizellularen Glashohlkugeln

Der KV 3 wird zur Verifizierung der gefundenen Eigenschaften und Einstellungen
verwendet. Der Simulation des Kollisionsversuches liegt das oben beschriebene Mo-
dell von KV 1 mit der Elementkantenlinge von 34,2 mm zugrunde. Um die mul-
tizellularen Glashohlkugeln ohne geometriebedingte Kontaktprobleme implementie-
ren zu konnen, werden diese in Blockform (getrennt durch die vier Rahmen) aus
Volumenelementen in die Struktur eingesetzt. Dazu werden die Profile der Lings-
spanten durch Hughes-Liu Balkenelemente (Typ 1) ersetzt. Unter Beriicksichtigung
der Fldchengleichheit und der Schlagrichtung konnte in Schottelndreyer et al. [91]]
eine Bruchdehnung fiir die hier vorliegende Profilgréfe von 11,5% numerisch ermit-
telt werden. Das GL-Krierium fiir den uniaxialen Zugspannungszustand aus Tabelle
R iiberschitzt die Bruchdehnung mit 20,0% um 8,5%. Dieses lisst sich durch die
stark abweichende Skalierung der Langsspanten und Aufenhaut aus Tabelle BZ3 er-
klaren. Im Anhang werden in Abbildung BA=2T das Energieaufnahmevermoégen von
Aufenhaut zu Spanten (HP) und deren Fléchenverhéltnis in Tabelle B8 der in die-
ser Arbeit untersuchten Strukturen einander gegeniibergestellt und der Sachverhalt
bestatigt.

Das GISSMO-Kriterium lasst sich nicht auf Stab- und Balkenelemente anwenden.
Die Kontaktdefinition beriicksichtigt die in Abschnitt B222 im uniaxialen Drucktest
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gefundenen Einstellungen. Folgende Kontaktbedingungen aus Tabelle b werden fiir
das komplexere FE-Modell gewéhlt:

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

AUTOMATIC NODES TO SURFACE Bugwulst gegen Profile
AUTOMATIC SINGLE SURFACE AH/ TH gegen sich selbst
Bugwulst gegen AH/ IH
Bugwulst gegen Fiillstoff
AH/ TH gegen Fiillstoff
Fiillstoff gegen sich selbst

AUTOMATIC SURFACE TO SURFACE

Werden die Berechnungsergebnisse den Versuchsergebnissen in Abbildung b= ge-
geniibergestellt und verglichen, so ldsst sich insgesamt fiir das GL- und GISSMO-
Kriterium beim Versagen der Aufenhaut und der Auflenhautléngsspanten eine sehr
gute Ubereinstimmung beobachten. Nach dem durchdringen der AuRenhaut liegen
die berechneten Werte leicht unterhalb der gemessenen Werte. Das Kraftniveau
beim Einreifen der Innenhiille wird um 5% beim GL- und um 9% beim GISSMO-
Kriterium unterschétzt und der dazugehorige Kollisionsweg um 1% bzw. 5% iiber-
schitzt. Lediglich das Versagen der Innenhiillenspanten wird in beiden Simulation
stirker tiberschitzt. Die dissipierte Energie (gestrichelte Linien) wird um weniger
als 12% vom GI- und etwas mehr als 7% vom GISSMO-Kriterium unterschétzt.
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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 gewiahlt wird, weist das GL-Kriterium bei der
Kraft minimal bessere Ergebnisse gegeniiber dem GISSMO-Kriterium auf und bei
der Energie umgekehrt. Generell liefern beide Kriterien fiir den KV 3 gute und zu-
friedenstellende Ergebnisse.
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6. Anwendung auf GroBstrukturen

Die zuvor gefundenen Einstellungen und Materialeigenschaften sollen auf reale Schiffs-
strukturen iibertragen werden, um hier die schiitzende Wirkung der multizellularen
Glashohlkugeln analysieren zu kénnen.

Die gewidhlten Anwendungsbeispiele konzentrieren sich auf Schiffskollisionen in Ha-
fengebieten, bei denen das rammende Schiff mit Geschwindigkeiten grofer 6 kn den
passiven Kollisionsgegner ohne Fahrt durchs Wasser trifft. Beiden Beispielen liegen
reale Schiffskollisionen zugrunde.

e Das erste Beispiel ist die bereits erwidhnte Kollision im Hafen von Travemiin-
de zwischen der an der Pier festliegenden Fiahre URD und der fahrenden
Fahre 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 Verifizierung des GISSMO-Kriteriums fiir sehr grofte Elemente.

e Beim zweiten Beispiel handelt es sich um eine Kollision zwischen einem 100 m
langen Schiff und einer 76,5 m langen Schute. Anders als beim erstem Beispiel
kann sich die getroffene Schute frei bewegen. Dieses hat zur Folge, dass neben
der Strukturmechanik noch die dufere Dynamik/ Bewegung der getroffenen
Schute betrachtet werden muss.

Fiir die Modellierung der Strukturen werden die zuvor gefundenen Einstellungen
fiir Material, Elementtyp, Kontaktbedingung usw. verwendet.

6.1. Kollision im Hafen von Travemiinde

Am Abend des 03. Mai 2012 kam es im Hafen von Travemiinde wihrend eines Wen-
demanovers der NILS HOLGERSSON zur Kollision mit der am Skandinavienkai
festliegenden URD. Die URD erlitt im Bereich des parallelen Mittelschiffs die in
Abbildung BT erkennbaren Strukturschiden iiber und unter Wasser.

Die fiir die Simulation notwendigen Angaben wie Masse, Geschwindigkeit usw. der
NILS HOLGERSSON kénnen dem Bericht [I3] der Bundesstelle fiir Seeunfallunter-
suchung entnommen werden.
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Foto: Volker Schimonek

Abbildung 6.1.: Kollision zwischen der URD und NILS HOLGERSSON

Daten der Rumpfform der NILS HOLGERSSON, Hauptspantzeichnung und Au-
fsenhautabwicklung der URD, AIS-Daten zum Unfallzeitpunkt sowie zahlreiche Fotos
der Beschadigung und der Reparaturarbeiten wurden dem Institut von verschiede-
nen Quellen zur Verfiigung gestellt. Eine Ubersicht der fiir die Simulation relevanten
Angaben gibt Tabelle 6.

Tabelle 6.1.: Relevante Angaben der Kollision

URD NILS HOLGERSSON
Tiefgang “tas 53 m “*tvr 5,6 m
Verdringung - - A 20.500 t
Geschwindigkeit - - v 6,51 kn
Kollisionswinkel - - o 82°
Tiefgédnge: * 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 B

1
Egin = 5 Av? (6.1)

Fiir die Verifizierung der Simulationen werden die kinetische Energie von 115 M.J
zusammen mit der Eindringtiefe von 7,6 m sowie das reale Schadensbild aus [T03]
herangezogen. Die Eindringtiefe kann aufgrund des beschidigten Innenléngsschottes
der URD bestimmt werden.

6.1.1. Methoden nach Minorsky und Wang

Wird die Methode aus Abschnitt 0 (Beziehung 23) auf die Kollision zwischen
den Fiahren 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 P liefert um den Faktor 10 zu kleine Werte. Dieses ldsst sich
auf die Tatsache zuriick fiihren, dass die Fahre URD sich nicht in Fahrt befindet,
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 Schiffes.
Mit der Methode nach Wang lésst 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 grofen Schalenelementen dis-
kretisiert.

Das Modell der URD wird dabei vereinfacht auf der Mittschiffslinie fest eingespannt
und die NILS HOLGERSSON als Starrkérper in Kollisionsrichtung gefiihrt. Um
zusitzlich die Netzsensitivitit priifen zu konnen, wird den validierten Berechnungs-
ergebnissen die mit dem GISSMO-Kriterium erzielten Ergebnisse gleich grofer und
doppelt so grofer Elementkantenléngen in Abbildung 62 gegeniiber gestellt.
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Abbildung 6.2.: Verifizierung des GISSMO-Kriteriums durch das Simulationsergeb-
nis aus |70]

Analog zu den Kollisionsversuchen aus Kapitel B lidsst sich auch hier eine sehr
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gute Ubereinstimmung im Kraft- und Energieverlauf der Simulationsergebnisse fiir
beide Netztopologien erkennen. Nach einer Eindringtiefe von 7,6 m erreichen alle
Berechnungen eine Energie von ca. 115 MJ, welches der Realitdt entspricht. Die
Simulationen weisen lediglich eine Abweichung der Eindringtiefe beim Stehenblei-
ben der NILS HOLGERSSON von 1% fiir die 200 mm und 2% fiir die 100 mm
grofsen Elemente auf. Dieses ldsst sich anhand der vereinfachten Randbedingung an
der URD erkldren, die weder eine rotatorische Bewegung um die Schiffslingsachse
noch eine translatorische Bewegung in vertikaler Richtung zulédsst. Hinzu kommt die
Vernachléssigung von Fendern und Festmachern.

Man kann jedoch festhalten, dass sich beide Bruchkriterien fiir die Simulation von
Grofsstrukturen eignen und nur Unterschiede aufweisen, die vernachléssighar sind.
Es werden dabei in Abbildung 62 ca. 91 MJ in Verformung und ca. 24 MJ in Reibung
beim Druchstoften der Innenhiille umgesetzt.

6.1.3. Wirkung der multizellularen Glashohlkugeln

Zur Bewertung des Energieaufnahmevermdégens der multizellularen Glashohlkugeln
in einer Grofstruktur wird die Doppelhiillenstruktur der URD ebenfalls mit Blo-
cken aus Volumenelementen mit einer mittleren Elementkantenlange von 240 mm
analog zu Abschnitt b2 versehen und anschlieffend mit der Berechnung der kon-
ventionellen Struktur verglichen. Fiir die Simulation mit Fiillstoffen wird das oben
beschriebene Modell ebenfalls mit Stabelementen versehen, um auch hier die Regel-
miéfigkeit des Volumengitters zu gewéhrleisten und gleichzeitig die Komplexitét der
Kontaktbedingung zwischen Volumen und Schalen zu reduzieren. Die Bruchdehnung
dieser Elemente richtet sich dabei nach Tabelle ZZ8. Die bereits vorgestellten Einstel-
lungen werden fiir diese Berechnung nach Abschnitt b2 iibernommen. Bei gleicher
Kollisionsgeschwindigkeit der NILS HOLGERSSON kann festgehalten werden, dass
sich durch das Einbringen von multizellularen Glashohlkugeln in die Doppelhiillen-
struktur im hier betrachteten Szenario ein Versagen der Innenhiille héitte vermeiden
lassen. Vor dem Aufenhautversagen liefert die Berechnung mit Fiillstoffen in Abbil-
dung B33 jedoch noch keine erkennbaren Vorteile.

Die Aufenhaut versagt in beiden Berechnungen bei einer Eindringtiefe von etwa 3,5
m bei nahezu identischem Energieniveau. Ab der Eindringtiefe von 4,0 m fangt der
Fiillstoff an zu wirken. Die Energieaufnahme im Unterwasserbereich vergréfert sich
im weiteren Verlauf ab einer Eindringtiefe von etwa 4,5 m dann aber erkennbar.
Die Differenz in den Berechnungen konventionell und mit Fillstoff kann jedoch nur
teilweise durch die Energieaufnahme des Fiillstoffes erklirt werden. Bei der maxi-
malen Eindringtiefe in der Berechnung mit multizellularen Glashohlkugeln von etwa
6,5 m wurden von dem Fiillstoff knapp 24 MJ und im Unterwasserbereich zusétz-
lich 11 MJ von der Struktur dissipiert (Konventionell 17 MJ, mit Fiillstoff 28 MJ).
Diese 11 MJ werden dissipiert, weil iiber den Fiillstoff auch hier eine grofflichigere
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 stattfinden.
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Abbildung 6.3.: Wirkung der multizellularen Glashohlkugeln in der Doppelhiille der
URD

6.2. Kollision auf der Elbe

Am 05.03.2014 kollidierte das knapp 90 m lange und vom Kurs abgekommene Fracht-
schiff WILSON FEDJE mit dem ca. 80 m langen Binnenschiff JADE im Bereich des
Hamburger Hafens auf Hohe Lotsenstation/ Kohlfleethafen (siehe Abbildung B4).
Zum Zeitpunkt der Kollision herrschte schlechte Sicht wegen dichten Nebels. Die
Geschwindigkeit der WILSON FEDJE von 7,9 kn konnte der Internetseite von Ma-
rineTraffic entnommen werden. Der Abbildung 64 nach zu urteilen, sind die Schiffe
nahezu rechtwinklig zusammengestofsen. Das gerammte Schiff JADE konnte mit ei-
genem Antrieb auf den Elbstrand gesetzt werden und entging dadurch seinem Un-
tergang.

Abbildung 6.4.: Kollision auf der Elbe: a) Ort und rammendes Schiff; b) gerammtes
Schiff
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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 Grofstruk-
turen libertragen werden. Hierfiir wird als rammendes Schiff ein 100 m langes Schiff
mit einer Verdringung von 6.569 t und einem Tiefgang von 4 m gewéhlt. Dieses
trifft 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
Lange von 76,5 m, eine Breite von 11,4 m und eine Verdriangung von knapp 1.200 t.
Die Schubeinheit hat eine Linge von knapp 25 m mit einer Verdringung von ca.
260 t. Die Daten der Schute beschreiben einen Euro II Leichter und koénnen den
Verdffentlichungen [I0] u. [48| entnommen werden.

6.2.2. Berechnungsmethodik

Um das kinematische/ kinetische System realistisch beschreiben zu kénnen, muss
eine Berechnungsmethode entwickelt werden, die neben LS-DYNA ein weiteres kom-
merzielles Programm ANSYS-CFX erfordert. Der durch den dynamischen Stofvor-
gang hervorgerufene strukturelle Schaden der Schute wird analog zu den Versuchen
und der Kollision zwischen den Fiahren URD und NILS HOLGERSSON mit dem
Programm LS-DYNA berechnet. Um eine realititsnahe Aussage treffen zu konnen,
ist die Vorhersage der hydrodynamischen Effekte in Form von Zusatzmassen notwen-
dig. Diese kénnen mit dem Programm LS-DYNA beriicksichtigt werden, in dem die
einzelnen Terme der Bewegungsgleichung in Matrixschreibweise analytisch bestimmt
und durch eine Subroutine iiber die Randbedingung MCOL in die Berechnung im-
plementiert werden. Der theoretische Hintergrund stammt aus den Verdffentlichun-
gen von Ferry [30], [29]. Ausfiihrlich beschriebene Anwendungsbeispiele sind in z.B.
Biehl [I0] und Le Sourne [60] zu finden.

Das Aufeinandertreffen von zwei schwimmenden Korpern ist ein hoch komplexer
Vorgang, der sich iiber die Bilanz der Energien aus Gleichung 622 am besten veran-
schaulichen lisst. Die im System befindliche Energie £y muss zu jedem Zeitpunkt
der kinetischen Energie E};, der Kollisionspartner vor dem Zusammenstof entspre-
chen. Die Differenz der anfénglich und momentan im System befindlichen kinetischen
Energie wird iiber strukturelle Verformungs- (Ep.s), Dampfungs- (Epam) sowie Rei-
bungsenergie (Ep,.) und durch dukere Arbeit (Fg,;) z.B. Wellen ausgeglichen.

Ey = Ejin (t) + Epes (t) + Epam (t) + Erre (t) + Egae () (6.2)

Die reale Schiffskollision der WILSON FEDJE und der JADE rechtfertigt die in
diesem Beispiel getroffene Annahme einer starren Bugstruktur des rammenden Schif-
fes. Aufgrund der grofen Massenunterschiede und der kursstabileren Eigenschaft des
Frachtschiffes wird die starre Bugstruktur in der Simulation in Kollisionsrichtung
gefiithrt. Die durch die Kollision hervorgerufene dynamische Bewegung der Schute
lasst 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 iibergibt LS-DYNA die Kontaktkraft Fo zwischen den
beiden Kollisionsgegnern als Erreger an MCOL. Diese Subroutine l6st unter Verwen-
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dung der entsprechenden Tréigheitseigenschaften, berechnet durch Zusammenhang
633, die Bewegungsgleichung eines Starrkorpers. Das Massentrigheitsmoment eines
Kérpers berechnet sich aus dem Eigenanteil J° und einem Steineranteil ma?, siehe
Gleichung 623. Berechnet wird das Massentrigheitsmoment um die drei Raumachsen
mit Hilfe einer Gewichtsrechnung und mit den Daten der Schubeinheit. Es lassen
sich die Massentrigheitsmomente I, = 1,728 - 10"kgm?, I, = 1,169 - 10? kg m?
und I, = 1,176 - 10° kg m? berechnen.

JP = J% + ma? (6.3)

Eine ausfiihrlichere Beschreibung der Subroutine kann u.a. in 37| u. |61] gefunden
werden.
Die zu 16sende Bewegungsgleichung 64 setzt sich einerseits aus der beschleunigungs-
abhingigen Massen- bzw. Trégheitsmatrix und der geschwindigkeitsabhéngigen gy-
roskopischen Matrix zusammen und andererseits aus der Wellendampfungskraft Fy,
(wird im Weiteren aufgrund der kurzen Kollisionszeit nach 37| vernachléssigt), der
Riickstellkraft Fgr, der viskosen Kraft Fy sowie der Kontaktkraft Fz zusammen.

Mij+ Gy = Fw+ Fr+ Fyv + Fo (6.4)

Um realitdtsndhere Aussagen treffen zu konnen, miissen die hydrodynamische Zu-

satzmassen, die die Massenwirkung des mitbeschleunigten Wassers abbilden, be-
stimmt werden.
Fiir die Berechnung der Riickstellkraft, resultierend aus Tauch-, Roll- und Stampf-
bewegungen, muss die hydrostatische Steifigkeitsmatrix aufgestellt werden. Diese
besteht aus Werten der Wasserlinienflache, der Koordinaten des Wasserlinienflachen-
schwerpunktes und der Flachentrigheitsmomente sowie den Angaben iiber Lage des
Auftriebsschwerpunktes mit Gewichts- bzw. Auftriebskraft. In MCOL werden die
viskosen Krifte berechnet, indem fiir alle getauchten Flachen in Abhangigkeit von
dem Driftwinkel die Auftriebe berechnet werden. Bei kleinen Winkeln wird die Kraft
iiber die angestellten Flachen berechnet, die vereinfacht als Auftriebsprofile ange-
sehen werden. Bei grofen Winkeln wird der Staudruck nach Beziehung 633 mit der
entsprechenden Lateralfliche multipliziert, um die Kraft zu erhalten.

1 e s o
Fy = —EchDi Ai | e - 105 | (T - 185) T (6.5)

Dabei ist p die Dichte von Wasser, cp; der Druckbeiwert, A; die entsprechende
Flache, ve die Anstromgeschwindigkeit und n; der Normalenvektor.
Um die analytisch bestimmten Werte verifizieren und validieren zu kénnen, werden
zusatzlich stromungsmechanische RANSE (Reynolds Averaged Navier Stokes Equa-
tions) Berechnungen mit dem Programm ANSYS-CFX durchgefiihrt.
Der dynamische Stofsvorgang wird im ersten Schritt mit LSDYNA und der Subrou-
tine MCOL berechnet. Diese Berechnung beinhaltet als konservative Annahme eine
zusatzliche hydrodynamische Zusatzmasse von 50%, die 10% iiber der anzusetzen-
den Zusatzmasse nach den Vorschriften des Germanischen Lloyds liegt.
Um eine moglichst kurze Rechenzeit zu erreichen, werden fiir die LSDYNA Berech-
nungen nur die Strukturen modelliert, die bei der Kollision in Kontakt kommen.
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Somit beschrankt sich das FE-Modell auf das Hinterschiff der Schute und dem star-
ren Bug des Frachtschiffs nach Abbildung B3.

Beiden Teilmodellen werden iiber die Starrkérper die Lage des Langenschwerpunk-
tes, die Masse und die Massentrigheitsmomente zugewiesen. Da der Zerstorungsgrad
der Schute beriicksichtigt wird, muss ein zusétzlicher Starrkorper fest mit der Schute
verbunden werden, siehe Abbildung B8 brauner Quader. Die dort hinterlegte Lage
des Langenschwerpunktes, die Masse und die Massentragheitsmomente beziehen sich
auf den gesamten Schubverband, bestehend aus Schute und Schubeinheit.

Aus der FE-Rechnung kann die Kontaktkraft zwischen Frachtschiff und Schute iiber
die Zeit bestimmt werden. Dieser Kraftverlauf beinhaltet die Verformung/ das Ver-

sagen der Struktur und die zusitzlich beschleunigte Wassermasse von 50%, siehe
Abbildung B3.
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Abbildung 6.5.: Kraftverlauf aus FE-Berechnung mit MCOL

Um die konservativ abgeschitzten Eingabedaten der Zusatzmassen aus MCOL zu
validieren, wird eine strémungsmechanische RANSE-Simulation mit ANSYS-CFX
in Schottelndreyer et al. [90] durchgefiihrt. Fiir die Berechnung ist ein 3D Modell
der Schute mit leicht vereinfachter Geometrie der Schubeinheit in Abbildung B8 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-Phasenstromung mit
freier Fliissigkeitsoberfliche und bewegter Domain unter Einbindung der Rigid Bo-
dy-Funktionalitit, die die Translation in horizontaler xy-Richtung und die Rotation
um die vertikale z-Achse zuldsst. Der Schubverband wird als Starrkérper modelliert
und durch die externe Kollisionskraft aus LS-DYNA im Kollisionsbereich beschleu-
nigt. Dabei wird die Kollisionskraft aus Abbildung 653 durch ein Polynom und zwei
lineare Funktionen iiber eine spezielle Routine in die RANSE-Rechnung eingebun-
den. Die durchgefiihrte FE-Rechnung mit MCOL iiberschatzt die Kollisionskraft zum
Ende der Beschleunigungsphase stark. Nach der Beschleunigungsphase bewegt sich
die Schute vereinfacht mit derselben Geschwindigkeit quer zur Ausgangsposition,
-wie das Frachtschiff. Ab diesem Zeitpunkt ist die ausschlaggebende Kraft abhingig
von der Lateralfliche A des Schubverbandes, dem Widerstandsbeiwert ¢,, und der
Geschwindigkeit v aus Beziehung 68.

Fyg = %pvz Cw A (6.6)
Diese Kraft liegt direkt nach der Beschleunigungsphase bei ca. 940 kN. Reibkrifte
sind nach I'TTC’57 wegen ihrer geringen Grofe pauschal beriicksichtigt worden. Um
die Iterationsschleife zu verkiirzen, wird das Ende der Eingabekurve durch zwei
lineare Funktionen (schwarz-punktierte Linien) erweitert.
Die hydrodynamischen Wirkungen konnen als Reaktionskrifte und als Reakti-
onsmoment am Schubverband auf Héhe des Lingenschwerpunktes ausgewertet und
ausgegeben werden, sieche Abbildungfa.
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Abbildung 6.7.: Ergebnis aus der CFX-Rechnung: a) Reaktionskréfte; b) Reaktions-
moment

Diese Reaktionskrifte F, und F, mit Reaktionsmoment M, kénnen im zweiten
Schritt in eine weitere LS-DYNA Rechnung eingebracht werden und ersetzen die
Eingabe der Subroutine MCOL.

Der Auftrieb mit Schwimmlageninderung des Schubverbandes wird nun in einer
FE-Berechnung ohne MCOL durch ein Ersatz-Federsystem generiert. Die Steifigkeit
einer Feder berechnet sich aus der Dichte des Wassers p, der Erdbeschleunigung g
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und der Wasserlinienfliche Ay, des Teilmodells der Schute, die durch die Anzahl der
vorgesehenen Federn npq., geteilt wird, siehe Gleichung 672

p-g-Aw
N Feder
Das Federsystem wird durch eine entsprechende Randbedingung vertikal gelagert
und kann sich horizontal frei im Raum bewegen, siche Abbildung 68

CFeder = = 33, 1 kN/m mit: AW = 11,4m : 15, 6111; Npeder = 54 (67)

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. 63) unterscheidet und den Bereich bis zum
Staudruck besser darstellt, siehe Abbildung B9 (grauer Graph). Dieser kann erneut
durch ein Polynom angenéhert und an die CFX-Rechnung iibergeben werden. Die
Ergebnisse aus der zweiten CFX-Rechnung werden wiederum nach LS-DYNA expor-
tiert. Die anschliefende LS-DYNA Rechnung (Rechnung 2) zeigt, dass die extern mit
ANSYS-CFX berechneten Reaktionskréfte zum Stofsvorgang 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 fiir weitere Varianten ohne eine Iterationsschleife iiber ei-
ne ANSYS-CFX Rechnung durchfiihren zu konnen, miissen im letzten Schritt die
Koeffizienten der hydrodynamischen Zusatzmassen bestimmt werden. Hierfiir lassen
sich in der Literatur diverse analytische Naherungsverfahren finden. In [37] wird das
analytische Verfahren nach Korotkin [564], eine empirische Formel zur Abschétzung
der Zusatzmasse in Fahrtrichtung von Soding [94], die Streifenmethode mit dem
Programm PDStrip ebenfalls aus [94] mit typischen Koeffizienten aus der Literatur
Petersen et al. [79] u. Minorsky [[71] mit einander verglichen.

Tabelle 6.2.: Werte fiir hydrodynamische Zusatzmassen

A I,
Mg May lq
Korotkin - 41% -
Soding 24% | - -
Streifenmethode - 39% -
Minorsky - 40% -
Petersen 2-7% | 40-130% | 20%

In Tabelle B2 ist A die Verdringung des gerammten Schiffs, I,, das Massentréig-
heitsmoment, m,, Zusatzmasse fiir die Bewegung in Schiffslings- und mg, Zusatz-
masse fiir die Bewegung quer zur Schiffslangsrichtung sowie 7, fiir die Gierbewegung.
Es ist anzumerken, dass nach Petersen et al. [79] fiir kurze Kollisionsdauern wie hier
die kleineren Werte fiir m,, empfohlen werden. Die Berechnung mit der Streifenme-
thode wird mit dem o6ffentlich zugénglichen Programm PDStrip des Institutes fiir
Fluiddynamik und Schiffstheorie der TUHH durchgefiihrt. Fiir die Abschitzung des
Wertes my, muss der Wert fiir die Zusatzmasse bei einer kleinen Begegnungsfrequenz
abgelesen werden. Dieses ist durch den einmaligen Stof gerechtfertigt. Die in [37|
durchgefiihrten Berechnungen haben gezeigt, dass mit mg, von 10%, m,, 40% und
i, von 2,4% sehr gute Rechenergebnisse erzielt werden.
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Abbildung 6.10.: Validierung der MCOL Rechnung
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Es ldsst sich eine gute Ubereinstimmung zwischen der Rechnung 2 mit Feder-
system und der validierten Berechnung mit MCOL in Abbildung EI0 beobachten.
Dabei wird der Kraftverlauf leicht (konservativ) iiberschétzt. Betrachtet man den
Kollisionskraftverlauf iiber einen lingeren Zeitbereich, so lisst sich eine langsame
Abnahme der Kraft bei der MCOL Rechnung beobachten. Die Abweichung lésst
sich durch den eingangs abgeschitzten Kurvenverlauf aus Abbildung B3 erkliren.
Die Kraft muss mit grofer werdendem Drehwinkel der Schute (kleiner werdender
Lateralfliche) und dem langsamer werdendem Frachtschiff abnehmen.

Die Bewegung des Schubverbandes aus der LS-DYNA Rechnung soll ungefihr mit
denen aus der RANSE-Rechnung {ibereinstimmen. An dieser Stelle wird nur die
Bewegung in der Ebene der Wasserlinie iiberpriift, also das Vorrausschnellen, das
Driften und das Gieren. Die Verschiebungen in Langsrichtung der Schute sind sehr
viel kleiner als in Stofrichtung, also in Fahrtrichtung des Frachtschiffs. Als Ver-
gleichsgrofe der resultierenden ebenen Bewegungen kann die Absolutverschiebung
des Schwerpunkts aus seiner Ursprungslage gewéhlt werden. Diese ergibt sich aus

Beziehung 63:
dabs =1/ d% + dZ2/ (68)

Als Ergebnis der RANSE-Rechnung liegt diese Gréfe direkt vor. Fiir die Rech-
nungen mit LS-DYNA wird die entsprechende Gréfse iiber eine lineare Extrapolation
bestimmt, wobei die Verschiebungen am Anfang und Ende des Laderaummodells als
Stiitzstellen verwendet werden. Durch die lineare Extrapolation wird vorausgesetzt,
dass die Schute sich nicht in der Ebene der Wasserlinie verformt. Die Verldufe der
Bewegungen in Form von dg iiber der Zeit ¢ sind in Abbildung EIT dargestellt.
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Abbildung 6.11.: Bewegungsabgleich der Berechnungen

Die Verldufe zeigen, dass die Bewegung des Schubverbandes aus der expliziten
Rechnung dem Ergebnis aus der stromungsmechanischen Rechnung sehr &dhnlich
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 ndher an der RANSE-Rechnung.
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6.2.3. Wirkung der multizellularen Glashohlkugeln

Werden die multizellularen Glashohlkugeln wie in Abschnitt b2 in das Modell der
Schute implementiert, so ergeben sich die nachstehenden Ergebnisse. Der Einfluss
der multizellularen Glashohlkugeln kann durch den Vergleich der Simulationsergeb-
nisse mit und ohne Fiillstoff gezeigt werden. Die Abbildung 612 stellt auf der linken
Seite die Verformung mit der gefiillten Struktur und auf der rechten Seite die kon-
ventionelle Bauweise mit modellierten Langsspanten dar. Bei der Kollision mit der
konventionellen Seitenhiille lidsst sich in ¢) und d) das Aufreifen der Innenhiille iiber
73% der Laderaumhohe feststellen. In diesem Fall kiime es zum Fluten der Abtei-
lung, das bei der Variante mit multizellularen Glashohlkugeln verhindert wird, siehe
a) und b). In a) erleidet die Aukenhaut einen erheblich kleineren Schaden, als die
konventionelle Hiille in ¢). Die zuvor erwéhnte grokflichige Lastverteilung des ein-
dringenden Bugwulstes durch die multizellularen Glashohlkugeln wird in b) analog
zu KV 3 deutlich. Die gesamte Innenhiillenstruktur biegt um ca. 134 mm durch und
der Bugwulst kommt 400 mm vor dem Durchstofen der Innenhiille zum Stehen. Das
rammende Schiff schiebt die Schute dadurch vor sich her. Es kommt somit zu keinem
weiteren strukturellen Schaden der Schute.

mit Fullstoff ohne Fillstoff
a) c)

Abbildung 6.12.: Simulation Frachtschiff vs. Schute: a) u. b) mit Fiillstoff; ¢) u. d)
ohne Fiillstoff

Werden die Kollisionsvorgidnge miteinander verglichen, so ist festzuhalten, dass
die Schute mit gefiillter Doppelhiille eine fast doppelt so hohe Beschleunigung und
somit auch eine doppelt so hohe Kontaktkraft ertragen kann wie die konventionelle
Doppelhiille, siche Abbildung 6T3a). Der Kontaktkraftabfall tritt mit Fiillstoff be-
reits nach 0,42 s und bei der herkémmlichen Schute erst nach 1,11 s ein. Die erhéhte
Kontaktkraft wirkt sich zwangsldufig auf die Geschwindigkeit des Frachtschiffes aus,
das in Abbildung BI3b) zu erkennen ist. Zusétzlich ldsst sich beobachten, dass die
mit multizellularen Glashohlkugeln gefiillte Schute an die Beschleunigungsphase an-
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schliefend nach ca. 0,70 s den Kontakt zum Bug des Frachtschiffes nahezu verliert
und impulsartig wieder bekommt, um sich danach auf die Kraft nach Beziehung 68
einzuschwingen. Aufgrund der hoheren Beschleunigung hat sich die Schute mit mul-
tizellularen Glashohlkugeln bereits stérker gedreht und besitzt somit eine kleinere
Lateralfliche in Schiffslangsrichtung und liegt deshalb unter der schwarzen Kurve.

b)
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Abbildung 6.13.: Simulation Frachtschiff vs. Schute: a) Kontaktkréfte; b) Geschwin-
digkeitsabnahme Frachtschiff

Vergleicht man in Abbildung 614 die strukturelle Verformungsenergie (Ep.y), die
zum Umformen und Aufreiffen der Struktur benotigt wird, so ist zu erkennen, dass
die gefiillte Seitenhiille insgesamt ca. 12% (4% beim Umformen und 8% beim Aufrei-
ken) weniger Energie aufnimmt. Dieses ldsst sich anhand des geringeren Schadens-
ausmafes (z.B. intakte Innenhiille) erkldren, welches ebenfalls die Reibungsenergie
(Epric) um 15% reduziert. Um die Energieerhaltung aus Beziehung B2 gewéhrleisten
zu konnen, miissen die Terme der kinetischen Energie von Schiff und Schute (Ej;,)
sowie der duferen Arbeit (Eg,;) diese ausgleichen. Die Energiebilanzen der konven-
tionellen und der mit multizellularen Glashohlkugeln versehenden Schutenstruktur
kann dem Anhang aus Abbildung BA~22 und A=23 entnommen werden.
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Abbildung 6.14.: Simulation Frachtschiff vs. Schute: Verformungsenergien

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



101

7. Zusammenfassung und
Schlussfolgerung

Die bisher international durchgefiihrten Kollisionsversuche zeigen, dass die Interakti-
on der Verformungen von Bug und Seitenhiillenstruktur bisher nur Gegenstand einer
experimentellen Untersuchung in Japan war, iiber die keine spezifischen Details in
der Literatur gefunden werden konnten.

Das Einbringen von Fiillstoffen in stihlerne Leerraumzellen beschrénkt sich lediglich
auf zwei Forschungsvorhaben. So wurden fiir die Sicherheit von Briickenkonstruktio-
nen in den 1980er Jahren in Japan Blocke aus Polyurethanschaum in Stahlkonstruk-
tionen eingebracht [72| und untersucht. In den 1990er Jahren ist in den Niederlanden
mit Beteiligung der TUHH ein Doppelbodenmodell gefiillt mit Polystyrenschaum-
blocken gegen einen kiinstlichen Felsen gefahren worden [68|.

In dem dieser Arbeit zugrundeliegenden Forschungsvorhaben ELKOS wurde das
Verformungsverhalten des Bugwulstes, der Schiffsseitenstruktur und ihrer Interak-
tion systematisch analysiert und dokumentiert. Unterschiedliche Steifigkeiten des
Bugwulstes sind Bestandteil der Dissertation von Martens [Z0].

Der Schwerpunkt der vorliegenden Dissertation liegt in der Verstiarkung von Schiffs-
seitenwinden durch das Einbringen eines geeigneten Fiillstoffs. Als geeigneter Fiill-
stoff wird dessen Fahigkeit zum einfachen Befiillen bzw. Entleeren fiir z.B. Inspekti-
onszwecke bezeichnet. In dem Vorhaben ELKOS wurden verschiedene Fiillstoffe aus
organischen und anorganischen Materialien ndher betrachtet. Die Auswahl fiel auf
ein inertes Granulat aus multizellularen Glashohlkugeln, die unbedenklich fiir die
Umwelt, hydrolyse- und temperaturbestindig sind sowie eine geringe Dichte auf-
weisen. Das Granulat ist von der herkommlichen Schiffsstruktur entkoppelbar und
vermeidet somit eventuelle Betriebsbeeintrachtigungen. Ein einfaches Nachriisten ist
durchfiihrbar.

Der direkte Vergleich der erzielten Messergebnisse aus den Kollisionsversuchen mit
und ohne multizellularen Glashohlkugeln ermdglicht die experimentelle Ermittlung
der schiitzenden Wirkung dieser multizellularen Glashohlkugeln beim gerammten
Schiff. Trotz fehlender Schubiibertragung auf die Stahlstruktur konnte in einem
Kollisionsversuch durch das Einbringen des Fiillstoffes 71% mehr Energie dissipiert
werden. Diese signifikante Erhohung der Energieaufnahmefihigkeit kann zwei Effek-
ten zugeordnet werden. Der Priméreffekt liegt in der zusétzlichen Energieaufnahme
durch Kompression und Zerstorung des Fiillstoffes begriindet. Als Sekundéreffekt
ist die grofflachige Lastableitung in die umgebende Stahlstruktur mit einhergehen-
der Energiedissipation anzusehen. Diese lisst sich auf die Zustandsinderung des
gewéhlten Fiillstoffes zuriickfiihren. Die hohe Belastung der Partikel fiithrt zu Gra-
nulatbruch und sie werden zu Staub. Bei weiterer Verdichtung wird aus dem Staub
eine hochfeste Masse, die die Last wirksam grofflichig tibertrégt.
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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 finite Rechenelemente aus der Simulation entfernt werden. Dazu findet eine
Uberpriifung der in der Schiffstechnik etablierten Bruchkriterien anhand des ers-
ten Kollisionsversuchs statt. Martens |[70] hat u.a. festgestellt, dass das durch die
Klassifikationsgesellschaft Germanischer Lloyd (GL) entwickelte Bruchkriterium fiir
Kollisionsanalysen mit einem iiberwiegenden biaxialen Spannungszustand und gro-
fsen Elementkantenldngen recht gute Simulationsergebnisse liefert.

Moderne Bruchkriterien wie das RTCL-Kriterium sind bereits teilweise in kommerzi-
ellen Finite Elemente Codes implementiert und beriicksichtigen das Loschen von Ele-
menten in Abhéingigkeit der Spannungsmehrachsigkeit. Eingeschrankt werden diese
Bruchkriterien jedoch durch die Tatsache, dass sie nur fiir sehr feine FE-Netze gute
Simulationsergebnisse liefern.

Die Vorteile der einzelnen Bruchkriterien sind klar erkennbar, setzen aber ein gutes
theoretisches Verstandnis der Anwender voraus. So eignet sich das GL-Kriterium fiir
globale Simulationen mit groben Netzen bei vertretbarem Rechenaufwand. Fiir lo-
kale Betrachtungen, bei denen die Verformung wie das Kriippeln und Abscheren von
Hollandprofilen von Interesse ist, sind die moderneren Bruchkriterien zu bevorzugen.
Keines der etablierten Verfahren ermdglicht gleichermaken gute Simulationsergeb-
nisse sowohl fiir kleine als auch fiir grofse Elementkantenldngen.

Um einen flexibleren Einsatz ohne Elementgrofsenabhéngigkeit erreichen zu konnen,
wird in der vorliegenden Dissertation ein Bruchkriterium aus der Automobilindustrie
mit dem Namen GISSMO (Generalized Incremental Stress State dependent damage
MOdel) herangezogen und fiir Schiffbaustahl durch Scher-, Kerb- und standardisier-
te Zugversuche sowie einem Kollisionsversuch ohne Fiillstoff kalibriert. Mit den in
dieser Arbeit in Kapitel @ gefundenen Eingabekurven lassen sich gute Simulations-
ergebnisse fiir unterschiedliche Elementgrofsen auch bei Grofistrukturen erzielen.
Die jeweiligen Vor- bzw. Nachteile der drei Bruchkriterien finden am Beispiel des
Kollisionsversuches mit konventioneller Seitenhiille eine Uberpriifung und eine Ge-
geniiberstellung.

Fiir die Ermittlung der Materialeigenschaften der multizellularen Glashohlkugeln
wurden verschiedene Versuche an Partikeln und Testvolumina durchgefiihrt. Durch
einen uniaxialen Drucktest konnten verschiedene Fliekbedingungen, Elementformen,
Einstellung der Kontaktbedingungen gepriift und ebenfalls auf die Simulation des
Kollisionsversuches mit multizellularen Glashohlkugeln angewendet und verifiziert
werden.

Anhand einer realen Schiffskollision im Hafen von Travemiinde lassen sich die halb-
analytische Methode nach Minorsky |[71] aus 1960 und die analytische Methode nach
Wang et al. [L06] aus 1997 mit den erzielten Simulationsergebnissen vergleichen.
Die Verformungsenergie der beiden Methoden wird dabei mit ca. 60 MJ um 34%
im Vergleich zur durchgefiihrten Simulation unterschitzt. Das Unterschétzen dieser
Methoden lasst sich dadurch begriinden, dass im gerammten Schiff keine Energie in
Bewegung umgewandelt werden kann, weil es fest an der Pier liegt.

Abschliefsend wird die Wirkung der multizellularen Glashohlkugeln an zwei Grof-
strukturen untersucht, die auf realen Kollisionen fuffen. An dem fest an der Pier
liegenden Fahrschiff konnte 30% der kinetischen Energie des rammenden Schiffes
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durch den Primér- und Sekundareffekt absorbiert werden. Am Beispiel einer ruhen-
den aber frei beweglichen Schute liefs sich zeigen, dass die Fiillstoffe 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 Fiillstoff ein probates Mittel darstellt, schiffbauliche Konstruktionen
zu verstiarken, um die Sicherheit von Menschen auf See zu erhéhen und Umwelt-
schdden zu vermeiden bzw. zu mindern, ohne dabei aktiv in die iiber Jahrhunderte
gewachsene Schiffsstruktur, bestehend in der konventionellen Bauweise aus Spanten,
Tragern, Rahmen, Stringern und Beplattungen eingreifen zu miissen.

Somit kann dieses Verfahren fiir lokale Verstédrkungen wie z.B. Konstruktionen zum
Schutz von Tanks mit explosiven und/ oder brennbaren Fliissigkeiten wie LNG An-
wendung finden. Auch ausgewihlte Teile von Schiffsseitenwinden, die im Fall einer
Explosion oder einer Kollision Energie aufnehmen kénnen miissen, werden dadurch
geschiitzt. Die Verwendung von multizellularen Glashohlkugeln bietet Ingenieuren
eine einfache Losung fiir den sicheren Transport von Chemikalien und Olprodukten
zum Schutz der konventionellen Struktur.

Das in dieser Dissertation angewendet GISSMO-Versagensmodell zur numerischen
Beschreibung der Stahlstruktur lisst eine einfache Anwendung fiir zukiinftige Kolli-
sionsanalysen bei normalfestem Schiffbaustahl zu. Dabei ist ein Verzicht auf die auf-
wendige Bestimmung der elementgrofen- und spannungszustandsabhéngigen Kur-
ven moglich. Diese konnen der Arbeit aus Kapitel @ entnommen werden. Damit wird
erstmals ein Bruchkriterium fiir Schiffskollisionen vorgestellt, das netzunabhéngig
die physikalische Eigenschaft der Einschniirung iiber Schalenelemente beriicksichtigt
und ausgesprochen gute Ergebnisse sowohl fiir feine und als auch grobe Vernetzungen
liefert. Dieses gibt Anwendern die Moglichkeit, 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 moglich.
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A. Anhang

A.1. Methode nach Minorsky

Tabelle A.1.: Gewihlte Bauteile fiir die Berechnung der Verformungsenergie (URD)

Bauteil P, m] | L, [m] | t, [mm] | Ry [m’]
Wetter-Deck 620 | 12,00 | 13,00 | 0,4836
Haupt-Deck 0,00 | 3,75 | 12,00 | 0,0045
Rahmen (iiberwasser) 0,20 1,00 12,00 0,0024
Rahmen (iiberwasser) 0,60 3,00 12,00 0,0216
Rahmen (iiberwasser) 0,60 3,00 12,00 0,0216
Decksbalken 0,40 95,50 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
50,6781

A.2. Schiffsunfalle (1989-2002)

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

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

Die Tabelle A= fasst die fiinf Gleichungen der Versagensmoden und die Tabelle BA—3
die Ergebnisse am Schaden der URD zusammen. Die Abbildung A7 stellt fiir dieses
Beispiel die Kollisionskraft und -energie iiber die Eindringtiefe dar.
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Tabelle A.2.: Nach Wang et al. aufgestellte Gleichungen der fiinf Vorhersagemodelle

= o9 = Flieflsspannung
g £ B Hohe
o]
%D i F =20,Bt% t Plattenstéarke
% % A Durchbiegung
A 2L = ununterstiitzte Linge
last. Membrankraft
§ N() = 0y t = p
E g pro Einheitslinge
g Eg F =~ 7NoA oo = Ss.0.
¥ =
2l t S.0.
<)
- A = Absenkung
g N 1,0 fiir scharfen Keil
ng ’qg) 2/3 fiir stumpfen Keil
= _
= lof S.0.
S b | F, = 2820(20)083167 ’
0 é t S.0.
!? A 2b — Breite des Eindriick-
ad mechanismus
0op — S.O.
jqé ® t S.0.
A2 F =1,5100t"°1)” (sin(6)) ls = Risslinge
g b 9 halber Keiloffnungswinkel
92? E : (1 + %) (2%) = Reibkoeffizient
= (2*), wenn das Aufschneiden symmetrisch

sowohl nach oben als auch nach unten erfolgt

Reifsen der Platte
Concertina-Tearing-Mode

F, = 3;/\(]0.0<2b)0,33t1,67

+2,67Rt

A
o
b
t
R

1,0
S.0.
Plattenbreite
S.0.

spezifische Brucharbeit

Fiir Normalstahl:
300 < R <1000

[kJ /m?]

(wird nach Wang et al. vernachlissigt)




Anhang 119

Tabelle A.3.: Ergebnisse und verwendete Werte fiir den Schaden der URD

Wetterdeck
Penetrierung: Denting-Mode: Cutting-Mode
F = 634,75 [kN] F = 121,01 [MN]|F = 3,36 |[MN]
Ny = 6,06 [MN/m|| A = 2/3 [ t = 16,00 [mm]
A = 31,00 |mm] t = 16,00 |mm||l;, = 647 |m]
t = 16,00 [mm| |20 = 9,20  |m] = 1,07 [rad]
Aufenhaut
Penetrierung: Cutting-Mode:
F =~ 555 |[MN| |F = 235 [MN/m]
Ny = 574 [MN/m|]|t = 14,00 [mm]
t = 14,00 |mm| |l = 497 |m|
A = 31,00 |mm] = 0,73  |rad|
Hoéhe Bugwulst
Penetrierung: Cutting-Mode:
F ~ 764 |[MN|] |F = 6,33 [MN/m]
No = 7,79 [MN/m]| ¢t = 19,00 |[mm]
t = 190 |mm| |l = 3,44 |m]
A = 312,0 |[mm] = 1,02 [rad]

Fiir alle Werte gilt: 0o = 410 [N/mm?] und p = 0,23 [-]

140 140
—Kraft

105 4+ Verformungsenergie | 105 N
2 =
= B
= 70 + - 70 )
—~ )
= &

35 + - 35

LA
0 - | I I I I L'_?_ 0

Eindringtiefe [m]

Abbildung A.1.: Ergebnis mit der Methode nach Wang et al. [L07]
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A.4. Zugversuche

tech. Spannung [N/mm?]

Tabelle A.4.: Gemittelte Mafe der Zugproben in [mm]|

Probenart | Material \ Qg \ bo \ B \ h \LO \ LC\ L,
gemessen bis zur Einschniirung

KV1-AH | 4,1 | 10,0 | 22,0 | 40 | 50 | 65 | 175

KV1-HP | 6,6 | 22,0 | 29,0 | 55 | 50 | 90 | 230

&0 KV 1-R | 5,0 16,2 | 22,0 | 40 | 50 | 65 | 175

£ | KV2-AH | 4,1]10,1|222| 40 | 50 | 65| 175

'E KV 2-R | 5,1 | 16,1 | 22,0 | 40 | 50 | 65 | 175

-g 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
600
500
400
300
200
100
0

0,00 0,10 0,20 0,30

Abbildung A.2.: Gemittelte TSD gemessen bis zur Einschniirung

tech. Dehnung [-]
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2 mm/s 4 m/s 16 m/s 64 m/s
- 2m/s - 8m/s . 32m/s .
: X . - i
1 o Il H
i gEEnE [T
! !

Verschiebung der
Einschniirung

{
|
I
5 D I N P S s e

Abbildung A.3.: Einschniirverhalten eines numerischen Zugversuches mit gleichem
FE-Netz aber unterschiedlichen Ziehgeschwindigkeiten
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A.5. GISSMO-Kriterium

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

Bezeichnung der Parameter aus: .
Wert [ ormel [ *MAT ADD EROSION | Deschreibung

- D - Schadensparameter

- F - Instabilitatswert (0 < F < 1)

2 k DMGEXP Schadensakkumulationsparameter
Kurve £y LCSDG spannungzustandsabh. Bruchdehnung
Kurve | &40c ECRIT spannungzustandsabh. Gleichmafdehnung

- Ag, - Inkrement der plast. Vergleichsdehnung

- o* - Effektive Spannung nach Lemaitre
Kurve | fadexp FADEXP elementgrofenabh. Reduktionsexponent
Kurve | lcregd LCREGD elementgrofenabh. Skalierung von ¢/

aktiviert Elementversagen bei D > 1,

1 - DMGTYP gekoppelt mit Konzept der effektiven

Spannung nach Lemaitre
0 - DCRIT hinféllig durch Eingabe von ECRIT
1 - IDAM aktiviert GISSMO-Modell
600
500

E

2400 BN

z \

o0

5

= 300 -\

= \

o] \

c% \

. 200 H :

g

2 Scherzug 30° Scherzug 0° Zug Kerbzug

100 +- Simulation [~ Simulation | —— Simulation | —— Simulation |
Versuch Versuch --= Versuch === Versuch
0
0,0 0,1 0,2 0,3 0,4

tech. Dehnung [-]

Abbildung A.4.: Berechnung mit GISSMO vs. gemessen TSD
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A.6. Triaxialversuche
Harburger SchloRstr. 20 An|age _____
21079 Hamburg Blatt 1/3
Technische Universitdt Hamburg-Harburg — Tel.: +49 (0)40 / 428 78-3782
Geotechnik und Baubetrieb 2% *49{0)40/42876-4020 September 2013
Univ.-Prof. Dr.-Ing. Jirgen Grabe www.tu-harburg.de/gbt
TRIAXIALVERSUCH
DIN 18 137 - CD
Projekt Nr.:i1211 Probe Nr. 1 2 3
Schiffbau Anfangswassergehalt [%]] 0,0 0,0 0,0
Endwassergehalt [%] 0,0 0,0 0,0
Anfangstrockendichte [g/cm3] 0,247 0,229 0,224
Anfangsporenzahl [-1 0,54 0,66 0,70
Entnahmestelle: - Korndichte [g/cm?] 0,38 0,38 0,38
Entnahmetiefe: - Zelldruck o5 [kPa] 20 50 90
Bodenart OMEGA Bubbles C-XL Vorschubgeschw. mm/min| 1,3 1,3 1,3
Art der Entnahme MP Prifkdrper h/d [mm] 120/50 @ 131/50 | 130/50
Sattigungsdruck u [kPa] 0 0 0
200 ‘
180 ‘ ;
160
T 140
< 120 -
I\ 100 -
S 80
9’ 60
40 ‘
20 f | : ‘
0! : 1 :
0 2 4 6 8 10 12 14 16 18 20 22
€, =Ah/hy [%]
0 2 4 6 8 10 12 14 16 18 20 22
7
W 6
v s :
o)
4 N
3 N
i —o— Probe Nr. 1
2 j —o— Probe Nr. 2
n —a— Probe Nr. 3
1

Bearbeiter: ........ccceuene

Gepriift von: .....coeeveeenne

Abbildung A.5.: Eintritt des Scherbruches 20/50/90
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Harburger SchloRstr. 20 An|age .....
21079 Hamburg
Technische Universitédt Hamburg-Harburg  Tel.: +49 (0)40 / 428 78-3782 S t BrI:IEZ/: 20 1 3
Geotechnik und Baubetrieb o ™49 (0)40/428 78-4020 eplermboe
Univ.-Prof. Dr.-Ing. Jirgen Grabe www.tu-harburg.de/gbt
TRIAXIALVERSUCH
DIN 18137 - CD
Projekt Nr.i1211 Probe Nr. 1 2 3
Schiffbau Anfangswassergehalt [%] 0,0 0,0 0,0
Endwassergehalt [%]] 0,0 0,0 0,0
Anfangstrockendichte| [g/cm?] 0,247 0,229 0,224
Anfangsporenzahl [[1l 0,54 0,66 0,70
Entnahmestelle: - Korndichte [g/cm?]| 0,38 0,38 0,38
Entnahmetiefe: - Zelldruck o5 [kPa] 20 50 90
Bodenart OMEGA Bubbles C-XL Vorschubgeschw. mm/min| 1,3 1,3 1,3
Art der Entnahme MP Prifkérper h/d [mm]| 120/50 | 131/50 | 130/50
Sattigungsdruck u [kPa] 0 0 0

Effektive Spannungspfade und die Bruchgerade bei max ¢'y / 6'5

300
Die Auswertung der Scherparameter erfolgt gemaR der
0. g. DIN zur Bestimmung der Scherfestigkeit von

250 | Bdden durch Triaxialversuche .

200

150

100

(Os - O3)/2 [kN/m?]

50

0
0 50 100 150 200 250 300
(O +03)/2 [kN/m?]
tg o' - Neigung der Bruchgerade = 0,588
b' - Achsenabschnitt der Bruchgerade = 139
tg o' = sin ¢' b'=c'cos ¢
effektiver Reibungswinkel (P' =36° Bearbeiter: .................
effektive Kohasion ¢' = 17,2 kN/'m? Gepriift von: ......cccceeenee

Abbildung A.6.: Bruchdiagramm 20/50/90
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??ré);gge'; Schkl)orsstr. 20 Anlage .....
ambpur
Technische Universitdt Hamburg-Harburg — Tel.: +49 (0)40 / 428 789—3782 Blatt 3/3
Geotechnik und Baubetrieb ' ™49 (0140/42878-4020 September 2013
Univ.-Prof. Dr.-Ing. Jirgen Grabe www.tu-harburg.de/gbt
TRIAXIALVERSUCH
DIN 18137 - CD
Projekt Nr.: i1211 Probe Nr. 1 2 3
Schiffbau Anfangswassergehalt [%] 0,0 0,0 0,0
Endwassergehalt [%] 0,0 0,0 0,0
Anfangstrockendichte [g/cm?] 0,247 0,229 0,224
Anfangsporenzahl [[1l 0,54 0,66 0,70
Entnahmestelle: - Korndichte [g/cm?]| 0,38 0,38 0,38
Entnahmetiefe; - Zelldruck o3 [kPa] 20 50 90
Bodenart OMEGA Bubbles C-XL Vorschubgeschw. mm/min| 1,3 1,3 1,3
Art der Enthahme MP Prifkérper h/d [mm]| 120/50 | 131/50 | 130/50
Sattigungsdruck u [kPa] 0 0 0

Spannungskreise im Grenzzustand und die gerade Umbhdillende
als Grenzbedingung nach Mohr-Coulomb

600

Die Auswertung der Scherparameter erfolgt gemall der

0. g. DIN zur Bestimmung der Scherfestigkeit von

Bdden durch Triaxialversuche .
‘© 400
o
=
l_)
(@]
c
>
c
C
]
Q.
[%2])
Q
>
S
] 200

0 ‘ - ‘
0 200 400 600
effektive Normalspannung o' [kPa]
effektiver Reibungswinkel ¢'=36"° Bearbeiter: ...
effektive Kohasion ¢'= 17,2 kN/'m? Geprlft von: .........c........

Abbildung A.7.: Spannungskreise im Grenzzustand 20,/50/90
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T@ |:I|:::| D:::I Harburger Schlofstr. 20 Anlage .....
21079 Hamburg
. s Blatt 1/3
Technische Universitdt Hamburg-Harburg — Tel.: +49 (0)40 / 428 78-3782
Geotechnik und Baubetrieb 72X ™49 (0407428784020 November 2011
Univ.-Prof. Dr.-Ing. Jurgen Grabe www.tu-harburg.de/gbt
TRIAXIALVERSUCH
DIN 18 137 - CU
Projekt Nr.:i1211 Probe Nr. 1 2 3
Schiffbau Anfangswassergehalt [%] 0,0 0,0 0,0
Endwassergehalt [%]] 0,0 0,0 0,0
Anfangstrockendichte [g/cm?] 0,229 0,224 0,223
Anfangsporenzahl [[1l 0,66 0,70 0,70
Entnahmestelle: - Korndichte [g/cm?]| 0,38 0,38 0,38
Entnahmetiefe: - Zelldruck o4 [kPa] 50 90 190
Bodenart OMEGA Bubbles C-XL Vorschubgeschw. mm/min| 1,3 1,3 1,3
Art der Entnahme MP Prufkorper h/d [mm]| 131/50 | 130/50 | 130/50
Sattigungsdruck u [kPa] 0 0 0
200 1- 1947 T ——— e
ettt
NE 150 T 147 35== — e I e e
£ , Wm—
é gﬂﬂﬁfﬂﬂim : :
3 1231 T =5 e ROOEOOTTITITOOCIOIEOCT00E EOSOTT0G |
= 100 ﬂ‘ﬁ oo
©
)
50
0
0 2 4 6 8 10 12 14 16 18 20 22
€, =Ah/hy [%]
0 2 4 6 8 10 12 14 16 18 20 22
10
9
i —o—Probe Nr. 1
i 8 —o—Probe Nr. 2
© 7+ ——ProbeNr.3
© 6 mmmmmmw%
5
4 mEMEn AN SnE NS uun N ANE RS RN AN EEEEEEEEaEE San)
3
2

—_

Bearbeiter: ..

Gepriift von:

Abbildung A.8.: Eintritt des Scherbruches 50/90/190
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Harburger SchloBstr. 20 An|age _____
21079 Hamburg
. — Blatt 2/3
Technische Universitét Hamburg-Harburg — Tel.: +49 (0)40 / 428 78-3782

Geotechnik und Baubetrieb F +49 (040428 78-4020 November 2011
Univ.-Prof. Dr.-Ing. Jiirgen Grabe www.tu-harburg.de/gbt

TRIAXIALVERSUCH
DIN 18 137 - CU
Projekt Nr.i1211 Probe Nr. 1 2 3
Schiffbau Anfangswassergehalt [%]] 0,0 0,0 0,0
Endwassergehalt [%] 0,0 0,0 0,0
Anfangstrockendichte| [g/cm?]| 0,229 | 0,224 | 0,223
Anfangsporenzahl [[1l 0,66 0,70 0,70
Entnahmestelle: - Korndichte [g/cm?]| 0,38 0,38 0,38
Entnahmetiefe: - Zelldruck o5 [kPa] 50 90 190
Bodenart OMEGA Bubbles C-XL Vorschubgeschw. mm/min| 1,3 1,3 1,3
Art der Enthahme MP Prifkérper h/d [mm]} 131/50 | 130/50 | 130/50
Sattigungsdruck u [kPa] 0 0 0

Effektive Spannungspfade und die Bruchgerade bei max 6"y / G's

500
450 |- Die Auswertung der Scherparameter erfolgt gemafR
der o.g. DIN zur Bestimmung der Scherfestigkeit von
400 |-/ Boden durch Triaxialversuche .
350
g 300
<
= 250
o _—
bm 200 ___________________________________ - /
3 /7’
g S50 [ P S E——— I £ |
|
S N a8 ﬁ&v«o“" |
100 % = :
| |
— | P |
50 & f‘& I / I
I I |
0 ] ] |
0 50 100 150 200 250 300 350 400 450 500
(G, +G3)/2 [KN/m?]
tg o' - Neigung der Bruchgerade = 0,3505
b' - Achsenabschnitt der Bruchgerade = 67,0
tg o' = sin ¢' b'=c'cos ¢
effektiver Reibungswinkel (P' = 20,5 ° Bearbeiter: .........c.......
effektive Kohasion ¢' = 71,5 kN/'m? Gepriift von: ......cccceeenee

Abbildung A.9.: Bruchdiagramm 50/90/190
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Harburger SchioBstr. 20 Anlage .....
21079 Hamburg
. e Blatt 3/3
Technische Universitt Hamburg-Harburg — Tel.: +49 (0)40 / 428 78-3782
Geotechnik und Baubetrieb 72X ™49 (0407428784020 November 2011
Univ.-Prof. Dr.-Ing. Jurgen Grabe www.tu-harburg.de/gbt
TRIAXIALVERSUCH
DIN 18 137 - CU
Projekt Nr.: i1211 Probe Nr. 1 2 3
Schiffbau Anfangswassergehalt [%] 0,0 0,0 0,0
Endwassergehalt [%]] 0,0 0,0 0,0
Anfangstrockendichte [g/cm?] 0,229 0,224 0,223
Anfangsporenzahl [[1l 0,66 0,70 0,70
Entnahmestelle: - Korndichte [g/cm?]| 0,38 0,38 0,38
Entnahmetiefe: - Zelldruck o3 [kPa] 50 90 190
Bodenart OMEGA Bubbles C-XL Vorschubgeschw. mm/min| 1,3 1,3 1,3
Art der Entnahme MP Prifkérper h/d [mm]} 131/50 | 130/50 | 130/50
Sattigungsdruck u [kPa] 0 0 0

als Grenzbedingung nach Mohr-Coulomb

Spannungskreise im Grenzzustand und die gerade Umhdillende

600
1 Die Auswertung der Scherparameter erfolgt gemaf
der o. g. DIN zur Bestimmung der Scherfestigkeit von
- Boden durch Triaxialversuche .
= 400
o
=
l_)
o
c
2
73
o —
= —
3 200 /,é\
/
/
/. \
Ly \
200 400 600
effektive Normalspannung ©' [kPa]
effektiver Reibungswinkel ¢'=205"° Bearbeiter: ...
effektive Kohasion c' = 71,5 kN/'m? Geprift von: ......ccocceeveeee

Abbildung A.10.: Spannungskreise im Grenzzustand 50,/90/190
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Harburger SchloRstr. 20 An|age
21079 Hamburg
Technische Universitdt Hamburg-Harburg — Tel.: +49 (0)40 / 428 78-3782 S t 8221/: 20 1 3
Geotechnik und Baubetrieb o ™9 (0)40/428 784020 eplermboe
Univ.-Prof. Dr.-Ing. Jirgen Grabe www.tu-harburg.de/gbt
TRIAXIALVERSUCH
DIN 18 137 - CD
Projekt Nr.:i1211 Probe Nr. 1 2 3
Schiffbau Anfangswassergehalt [%] 0,0 0,0 0,0
Endwassergehalt [%]] 0,0 0,0 0,0
Anfangstrockendichte| [g/cm?] 0,244 0,223 0,244
Anfangsporenzahl [[1l 0,56 0,70 0,56
Entnahmestelle: - Korndichte [g/cm?]| 0,38 0,38 0,38
Entnahmetiefe: - Zelldruck o4 [kPa]| 150 190 240
Bodenart OMEGA Bubbles C-XL Vorschubgeschw. mm/min| 1,3 1,3 1,3
Art der Entnahme MP Prufkorper h/d [mm]| 121/50 | 130/50 | 120/50
Sattigungsdruck u [kPa] 0 0 0
250
200,1
200 —r—m—————7——m——————————— TENTNERHIOIN | 83 5
T SISO o oo oo R erene TR
o150 1 T oooe0®®T 1723
o A
S 100
)
50
0 ‘
0 2 4 6 8 10 12 14 16 18 20 22
€, =Ah/hy [%]
0 2 4 6 8 10 12 14 16 18 20 22
4 ‘ —
S R S
L2 e e
2
—o— Probe Nr. 1
—— Probe Nr. 2
—&—Probe Nr. 3
1
Bearbeiter: .................
Geprlft von: ......ccceeeenee.

Abbildung A.11.: Eintritt des Scherbriiches 150/190/240
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Harburger SchloRstr. 20 An|age _____
21079 Hamburg Blatt 2/3
Technische Universitédt Hamburg-Harburg  Tel.: +49 (0)40 / 428 78-3782
. mber 201
Geotechnik und Baubetrieb o ™49 (0)40/428 78-4020 September 2013
Univ.-Prof. Dr.-Ing. Jirgen Grabe www.tu-harburg.de/gbt
TRIAXIALVERSUCH
DIN 18137 - CD
Projekt Nr.i1211 Probe Nr. 1 2 3
Schiffbau Anfangswassergehalt [%] 0,0 0,0 0,0
Endwassergehalt [%]] 0,0 0,0 0,0
Anfangstrockendichte| [g/cm?] 0,244 0,223 0,244
Anfangsporenzahl [[1l 0,56 0,70 0,56
Entnahmestelle: - Korndichte [g/cm?]| 0,38 0,38 0,38
Entnahmetiefe: - Zelldruck o5 [kPa]| 150 190 240
Bodenart OMEGA Bubbles C-XL Vorschubgeschw. mm/min| 1,3 1,3 1,3
Art der Entnahme MP Prifkérper h/d [mm]} 121/50 | 130/50 | 120/50
Sattigungsdruck u [kPa] 0 0 0

Effektive Spannungspfade und die Bruchgerade bei max ¢'y / 6'5

500

450 Die Auswertung der Scherparameter erfolgt gemaR der
0. g. DIN zur Bestimmung der Scherfestigkeit von
400 Bdden durch Triaxialversuche .

350
E 300
=

= 250
Qq

S 200
L 50

100

50

0 50 100 150 200 250 300 350 400 450 500

(G, +G3)/2 [kN/m?]

tg o' - Neigung der Bruchgerade = 0,2393
b' - Achsenabschnitt der Bruchgerade = 953
tg o' = sin ¢' b'=c'cos ¢
effektiver Reibungswinkel (P' = 13!8 ° Bearbeiter: ..................
effektive Kohasion ¢’ = 98,2 kN/m? Geprift von: ...

Abbildung A.12.: Bruchdiagramm 150,/190/240
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Harburger SchloRstr. 20 Anlage .....
21079 Hamburg
Technische Universitat Hamburg-Harburg — Tel.: +49 (0)40 / 428 78-3782 S t Br|:]ItTJ3/: 20 1 3
Geotechnik und Baubetrieb o ™49 (0)40/428 784020 eplemboe
Univ.-Prof. Dr.-Ing. Jirgen Grabe www.tu-harburg.de/gbt
TRIAXIALVERSUCH
DIN 18137 - CD
Projekt Nr.: i1211 Probe Nr. 1 2 3
Schiffbau Anfangswassergehalt [%] 0,0 0,0 0,0
Endwassergehalt [%]] 0,0 0,0 0,0
Anfangstrockendichte [g/cm?] 0,244 0,223 0,244
Anfangsporenzahl [[1l 0,56 0,70 0,56
Entnahmestelle: - Korndichte [g/cm?]| 0,38 0,38 0,38
Entnahmetiefe; - Zelldruck o3 [kPa]| 150 190 240
Bodenart OMEGA Bubbles C-XL Vorschubgeschw. mm/min| 1,3 1,3 1,3
Art der Enthahme MP Prifkérper h/d [mm]| 121/50 | 130/50 | 120/50
Sattigungsdruck u [kPa] 0 0 0

Spannungskreise im Grenzzustand und die gerade Umbhdillende
als Grenzbedingung nach Mohr-Coulomb

Die Auswertung der Scherparameter erfolgt gemall der
600 - 0. g. DIN zur Bestimmung der Scherfestigkeit von
Bdden durch Triaxialversuche .
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effektive Normalspannung o' [kPa]
effektiver Reibungswinkel ¢'=138° Bearbeiter: ...
effektive Kohasion c' = 98,2 kN/m? Geprlft von: .........c........

Abbildung A.13.: Spannungskreise im Grenzzustand 150,/190/240
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—o— Probe Nr. 1
—— Probe Nr. 2

—&—Probe Nr. 3

Harburger SchloRstr. 20 An|age .....
U ADHL 21079 Hamburg Blatt /3
echnische universitat Hamourg-marourg — Tel.: +49 (0)40/428 78-3782
Geotechnik und Baubetrieb T 49 (0140/42878-4020 September 2013
Univ.-Prof. Dr.-Ing. Jirgen Grabe www.tu-harburg.de/gbt
TRIAXIALVERSUCH
DIN 18 137 -CD
Projekt Nr.:i1211 Probe Nr. 1 2 3
Schiffbau Anfangswassergehalt [%] 0,0 0,0 0,0
Endwassergehalt [%]] 0,0 0,0 0,0
Anfangstrockendichte [g/cm?] 0,240 0,246 0,246
Anfangsporenzahl [[1l 0,59 0,55 0,54
Entnahmestelle: - Korndichte [g/cm?]| 0,38 0,38 0,38
Entnahmetiefe: - Zelldruck o4 [kPa]| 240 290 380
Bodenart OMEGA Bubbles C-XL Vorschubgeschw. mm/min| 1,3 1,3 1,3
Art der Entnahme MP Prufkorper h/d [mm]| 120/50 | 121/50 | 120/50
Sattigungsdruck u [kPa] 0 0 0
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Abbildung A.14.: Eintritt des Scherbruches 240/290/380
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TRIAXIALVERSUCH
DIN 18137 - CD
Projekt Nr.i1211 Probe Nr. 1 2 3
Schiffbau Anfangswassergehalt [%] 0,0 0,0 0,0
Endwassergehalt [%]] 0,0 0,0 0,0
Anfangstrockendichte [g/cm?] 0,240 0,246 0,246
Anfangsporenzahl [[1l 0,59 0,55 0,54
Entnahmestelle: - Korndichte [g/cm?]| 0,38 0,38 0,38
Entnahmetiefe: - Zelldruck o5 [kPa]| 240 290 380
Bodenart OMEGA Bubbles C-XL Vorschubgeschw. mm/min| 1,3 1,3 1,3
Art der Enthahme MP Prifkérper h/d [mm]} 120/50 | 121/50 | 120/50
Sattigungsdruck u [kPa] 0 0 0

Effektive Spannungspfade und die Bruchgerade bei max ¢'; / G'5

600 Die Auswertung der Scherparameter erfolgt gemaR der
0. g. DIN zur Bestimmung der Scherfestigkeit von
Boden durch Triaxialversuche .
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tg o' = sin ¢' b'=c'cos ¢
effektiver Reibungswinkel (P' = 6,2 ° Bearbeiter: ..................
effektive Kohéasion c' = 148,7 kN/m? Gepriift von: ......coo........

Abbildung A.15.: Bruchdiagramm 240/290/380
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TRIAXIALVERSUCH
DIN 18137 - CD
Projekt Nr.: i1211 Probe Nr. 1 2 3
Schiffbau Anfangswassergehalt [%] 0,0 0,0 0,0
Endwassergehalt [%] 0,0 0,0 0,0
Anfangstrockendichte [g/cm?] 0,240 0,246 0,246
Anfangsporenzahl [[1l 0,59 0,55 0,54
Entnahmestelle: - Korndichte [g/cm?]| 0,38 0,38 0,38
Entnahmetiefe: - Zelldruck o3 [kPa]| 240 290 380
Bodenart OMEGA Bubbles C-XL Vorschubgeschw. mm/min| 1,3 1,3 1,3
Art der Entnahme MP Prifkérper h/d [mm]| 120/50 | 121/50 | 120/50
Sattigungsdruck u [kPa] 0 0 0

Schubspannung T [kPa]

Spannungskreise im Grenzzustand und die gerade Umhdillende
als Grenzbedingung nach Mohr-Coulomb
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Abbildung A.16.: Spannungskreise im Grenzzustand 240,/290/380
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A.7. Uniaxialer Drucktest - Bestimmung des
Reibbeiwertes

Fiir die Abschitzung des Reibbeiwertes sind die Werte der Umfangsspannung zwi-
schen den drei Messebenen sowie ihre Nulldurchginge zu generieren. Hierzu werden
die ermittelten Werte der Radialspannung durch ein Spline verbunden. Dieses er-
folgt fiir fiinf gewdhlte Zusténde, sieche Abbildung AT8 und ATY. Zwischen der Ebe-
ne 1 und 2 sowie zwischen Ebene 2 und 3 werden zuséitzliche Stiitzstellen erstellt.
Der Spannungsverlauf wird abschnittsweise linear gemittelt und in eine implizite
FE-Berechnung mit dem Programm ANSYS iiberfiihrt. Exemplarisch ist dieses fiir
den Lastschritt 5 (maximaler Stempelweg)in Abbildung A T7a) eingetragen. Das
ANSYS-Modell beschrénkt sich auf den Aluminiumzylinder aus Abbildung B-T6c),
der auf halber Plattenstirke mit dem Elementtyp Shell63 diskretisiert wurde. Das
FE-Modell wird vereinfacht an seiner Unterseite translatorisch in allen Raumrich-

tungen fixiert. Aus der Berechnung lésst sich der Verlauf der Umfangsspannung
ausgeben, sieche Abbildung BT7b).

a) 300 b) 300
° umgerechnete l ® gemittelte
__.250 Messwerte 2507 Messwerte
£ — Spline ——  Werte aus
e | R ANSYS
o 200 200 | | 1 ‘
'Q 4 i 1 |
S 1 ]
o Stempel’
'_8 150 // ////// p/ / 150 e i St e e e e
i= T Stiitzstelle ] !
> N Ebene 2
N 100 00T [ i
Stiuitzstelle 1
50 Grindplatte /| sobb——" B
0 — —_— 0 + } + t + } + } +
0 0,5 0 2 4 6 8 10
Radialspannung [MPa] Umfangsspannung [Mpa]

Abbildung A.17.: Ermittlung der Spannungsverldufe: a) Radialspannung; b) Um-
fangsspannung

Die Umfangsspannung kann mittels Kesselformel nach Beziehung AT, unter Ver-
nachlissigung der Endlichkeit des Modells, fiir die ANSYS-Eingabewerte in den ra-
dial wirkenden Innendruck umgerechnet werden.

£ o (z)
u n t
pi(zn) = M bzw. p=—

Al
Ta Tal (A1)

Dabei ist p; der Innendruck, o, die Umfangsspannung, z, die Laufvariable, n die
Anzahl der ausgewerteten Umfangspannungen aus der ANSYS-Rechnung iiber die

Héhe und ¢ die Plattenstérke sowie r, der Auftenradius des Aluminiumzylinders. Um
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die gesamt wirkende Normalkraft P; aus Gleichung BA~2 zu erhalten, muss der ermit-
telte Innendruck mit der Fliache bestehend aus der Hohe zwischen den Nulldurch-
gingen Az und inneren Umfang 27 r; (r; = Innenradius) des Aluminiumzylinders
multipliziert werden.

£ o (z)

P, = Az2mr; (A.2)

Tal

Die iibertragene Reibkraft R; ist die Differenz der in den beiden Kraftsensoren
F5 und F; gemessenen Werte. Werden die gefundenen Terme in das Coulombsche
Reibgesetz implementiert und umgestellt, so lidsst sich der Reibbeiwert nach Zusam-
menhang [A73 bestimmen.

(FQ — Fl) nrg

R;
=1 = A.

' Zau(zn) Az2mr;t
1

Mit den nachstehend gewiahlten Lastschritten aus Abbildung A—T8 und ATY, wird
der Reibbeiwert bestimmt.

z
o Lastschritt 1 nach 20 mm Hub
o Fi=6,59 kN
Ebene 3 o F,=14,04 kN
Fbene 2| o n=203
Ebene 1) o Az=203 mm
0 2 4 6 203
} Oymfang [MPa] O 1 oy (Zi) = 231 MPa
7
zZ
A
‘ e Lastschritt 2 nach 40 mm Hub
o Fi=13,79 kN
Ebene 3 s ° o Fy=27,63 kN
Ebene 2 | & - o o n=175
Fbene 1) O o Az=175mm
0 2 4 6
} OUmfang [MPa] O %75 O-u (Zi) = 350 MPa
7

Abbildung A.18.: Gemessene Umfangsspannung: Lastschritt 1; Lastschritt 2
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ene 3 | .
Ebene 2 | nesassanaas
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o Lastschritt 3 nach 60 mm Hub

o

o

F=19,82 kN
F»=36,88 kN
n=156
Az=156 mm
156 4, (z;) = 433 MPa

o Lastschritt 4 nach 80 mm Hub

F1=29,28 kN
Fy=49,63 kN
n=140
Az=140 mm
140 6., (z)) = 498 MPa

e Lastschritt 5 nach 93 mm Hub

O

o

F1=39,38 kN
F,=62,61 kN
n=125
Az=125 mm
1%56,(z) = 582 MPa

Abbildung A.19.: Gemessene Umfangsspannung: Lastschritt 3; Lastschritt 4; Last-

schritt 5
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A.8. Reibversuch

a)
gedrehter
Versuchskorper
Aluminiumplatte
b) Aluminium
245 N—  970N—— 1219 N——
0,75
— 0,70
+~ Sk 1 k;““ Lap 210 ' 1]
8 0,65 b S H ‘”'m |m M” I rwm. h\ 0,65
S 0,60 | [ ’ Mi bl W‘Tl ll] L“\ |
[
S s WA "W A
'M )
= 0,50
3
P~ 045
0,40 ;
c) Stahl mit Primer
AT6N —— 96,6 N
0,90
=080
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< 0,70
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S | UG BN . L/ YL A
8 0.60 i ' L T O ] R 0’65
N b
2 050
0,40 |

Imaginére Zeit [-]

Abbildung A.20.: Reibversuch: a) Aufbau; b) Ergebnis fiir Aluminium; c¢) Ergebnis
fiir Stahl mit Primer



A.9. Energieaufnahme von Spanten und AuBenhaut
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Tabelle A.6.: Flachenverhéltnis Spant zu Aufenhaut

Kollisionsversuche | ConRo 220 | URD | Schute

Apgp 1.243 3.611 3.489 1.052
Aan 1.120 8.255 14.250 | 5.900
App/Aag 1,11 0,44 0,25 | 0,186

A.10. Energiebilanz der Schute

Energie [MJ]

Energie [MJ]

40

@
Eq

\S\ —-o— EkinfSchiH(t)
30 - Ekin Schute(t)

. -~

e
Qe\e
10
O, )“"' | | | |
0 0.5 1 1.5 2 2.5 3
Zeit [s]
Abbildung A.22.: Schutenstruktur ohne Fiillstoff
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\Sge\—e\ Epy(t)

20 M
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Zeit [s]

Abbildung A.23.: Schutenstruktur mit Fiillstoff
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