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1 Einleitung

In der Vergangenheit zeigte sich in zunehmendem Mafle, dafl die Ermiidungs-
festigkeit von Detailkonstruktionen grofen Einflufl auf Eigenschaften wie etwa
Sicherheit oder Gebrauchsfidhigkeit einer ganzen Struktur haben kann. In die-
sem Zusammenhang sei z. B. an den Untergang des Halbtauchers , Alexander
Kielland” Ende der 70er Jahre erinnert. Bei schiffbaulichen und meerestechni-
schen Konstruktionen ist oft besonders der Anrifbildung an schwingri3gefdhr-
deten Strukturen Aufmerksamkeit zu widmen, weil bei vielen Bauteilen die
AnriBlebensdauer den gréBten Anteil an der Gesamtlebensdauer ausmacht.

Grundsatzliches Ziel von anwendungsbezogener Forschung auf dem Gebiet der
Ermiidungsfestigkeit muf die Bereitstellung von industriell anwendbaren Ver-
fahren sein, die ausreichend abgesicherte Vorhersagen zu Bauteil(rest)lebens-
dauern ermoglichen. Eng verkniipft mit dieser Forderung sind Fortschritte
bei der Auslegung von Konstruktionen in Bezug auf erhéhte Sicherheit bei
gleichzeitig verringertem Konstruktionsgewicht, geringere Produktionskosten,
verbesserte Entwurfsbedingungen.

2 Aufgabenstellung

Die Bewertung der Schwingfestigkeit von Schweiiverbindungen wird derzeit
iberwiegend mit Hilfe des Nennspannungskonzeptes oder des Strukturspan-
nungskonzeptes vorgenommen. Letzteres bietet insbesondere dann Vorteile,
wenn eine sinnvolle Definition von Nennquerschnitten problematisch wird.
Beide Verfahren erfordern eine oftmals als stérend empfundene Katalogisierung
der Verbindungen, die von den Ortlichen Konzepten vermieden wird. Heute
wird das Entwicklungspotential der erstgenannten Verfahren im Vergleich zu
dem der Ortlichen Konzepte als deutlich geringer beurteilt.

Ein bedeutender Vertreter aus der Gruppe der Ortlichen Konzepte ist das
Kerbgrundkonzept. Es handelt sich dabei um eine Theorie, deren Anwendung
auf Kerben im Grundwerkstoff als weitgehend abgesichert gilt. Eine Ausdeh-
nung auf die Bewertung des Schwingfestigkeitsverhaltens von Schweiflverbin-
dungen ist wiinschenswert und wird seit geraumer Zeit und mit unterschiedli-
chem Erfolg versucht. Mit der vorliegenden Arbeit soll ein weiterer Schritt in
diese Richtung getan werden.

Ein Ziel der Arbeit ist damit die Beurteilung der Schwingfestigkeit eines ge-
schweifiten Bauteils auf der Basis der Kerbgrundbeanspruchungen. Als exem-
plarischer Untersuchungsgegenstand wurde eine Rohrverzweigung ausgewéhlt.
Sie stellt mit ihren vielfaltigen Teilproblemen (z. B. Schalenstruktur mit ver-
anderlicher Schweifinahtgeometrie, zweiachsiger Zugspannungszustand vor der
Schweifinaht) hohe Anforderungen an das Kerbgrundkonzept.
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Die Anwendung des Kerbgrundkonzeptes setzt die Kenntnis des zyklischen ela-
stoplastischen Materialverhaltens voraus. Zur Ermittlung sind Experimente
an Kleinproben geeignet. Da der Kerbgrund in der Schweifinaht liegt, wurden
Proben mit den Gefliigen der Warmeeinflufzone (WEZ) und des Nahtgutes
(NG) entwickelt. Zusétzliche Versuche an Grundwerkstoffproben (GW) ver-
vollstindigen den Materialdatensatz. Die Ubertragung der an Kleinproben ge-
wonnenen Woéhlerlinien geschieht mit Hilfe von Schiadigungsparameterwdhler-
linien. Dabei hat sich der Schadigungsparameter von Smith, Watson, Topper
auch im Schiffbau stark durchgesetzt. In der vorliegenden Arbeit iiberzeugte
die Anwendung wegen des ausgeprigten zweiachsigen Zugspannungszustandes
im Kerbgrund nicht uneingeschrankt. Mit dem von Kandil, Brown und Miller
entwickelten Parameter wird eine Alternative erarbeitet.

Neben dem Kerbgrundkonzept haben linearelastische Kerbspannungsbewer-
tungen in den letzten Jahren eine starke Entwicklung erfahren. Dem Konzept
von Radaj wird eine besondere Bedeutung beigemessen. Es gilt heute fiir ebene
und normalspannungsbeanspruchte SchweiflstéBe als weitgehend abgesichert.
Die vorliegende Arbeit wendet sich Fragestellungen zur Ubertragbarkeit auf
mehrachsig beanspruchte SchweiBverbindungen zu.

Das besondere Interesse insbesondere der Offshore-Industrie am Strukturele-
ment Rohrverzweigung findet u. a. in einer umfangreichen wissenschaftlichen
Literatur ihren Niederschlag. Damit ist die Grundlage fiir eine vergleichende
Beurteilung der Konzepte gegeben.

Im Rahmen einer Kooperation mit der GKSS-FORSCHUNGSZENTRUM GEEST-
HACHT GMBH wurden vom Autor Bauteilversuche zur Schwingfestigkeit von
Pipelineverzweigungen betreut. Eine experimentell abgesicherte rechnerische
Behandlung des Betriebsfestigkeitsverhaltens hitte u. a. eine Anzahl zusétz-
licher Bauteilmodelle erfordert, die aus den zur Verfiigung stehenden Mitteln
nicht beschafft werden konnten. Speziellen Fragestellungen zur Erfassung von
nicht-einstufigen Kollektiven wird deshalb nicht nachgegangen.

3 Stand der Wissenschaft und Technik

Rechnerische Ansatze zur Bewertung der Schwingfestigkeit von Bauteilen kénnen
nach verschiedensten Gesichtspunkten unterteilt werden. Eine methodische
Charakterisierung fiihrt auf eine Einteilung in folgende 4 Gruppen:

¢ Nennspannungskonzept

o Strukturspannungskonzept

o Ortliches Konzept
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e Bruchmechanisches Konzept

Diese Konzepte sind allerdings nicht in allen Féllen streng voneinander abzu-
grenzen. So besitzt das Strukturspannungskonzept wesentliche Eigenschaften
sowohl des Nennspannungs- wie auch des Ortlichen Konzeptes. Das Bruchme-
chanische Konzept kénnte auch den Ortlichen Konzepten zugeordnet werden.

3.1 Nennspannungskonzept

Eine seit vielen Jahren etablierte Methode ist das Nennspannungskonzept. Sie
hat Eingang in viele Regelwerke und Empfehlungen gefunden, wie [2] — [§].
Das Konzept basiert auf einer vergleichenden Betrachtung eines zur Diskus-
sion stehenden Bauteils mit einem Konstruktionsdetail, dessen Wohlerlinie
aus Kleinproben- oder auch Bauteilversuchen bekannt und katalogisiert ist.
Als Bezugsgrofie dient die Beanspruchung im ungestérten Querschnitt. Sie ist
also globalen Charakters und wird auf der Grundlage elementarer Beziehungen
der Festigkeitslehre berechnet. Das Festlegen des Nennquerschnittes und da-
mit der maBgeblichen Beanspruchung kann bei komplexen Bauteilen mitunter
sehr schwierig sein. Nachteilig ist ferner, daf eine Ubertragung der Daten fiir
Standardfalle auf besondere Konstruktionselemente problematisch sein kann.
Experimentelle Nachweise stellen in solchen Fallen weder in wissenschaftli-
cher Hinsicht noch unter wirtschaftlichen Gesichtspunkten eine befriedigende
Lésung dar.

3.2 Strukturspannungskonzepte

Das Problem der Nennspannungsdefinition wird im Strukturspannungskonzept
durch die Annahme umgangen, daf sich von der Gesamtbeanspruchung einer
Schweifinaht ein konstruktionsbedingter Anteil abspalten 148t. Dieser Anteil
wird als Strukturspannung (engl.: Hot Spot Stress oder auch Geometric Stress)
bezeichnet und dient der Lebensdauerprognose als BezugsgroBe.

Das Hot Spot Konzept wurde urspriinglich zur Bewertung von Rohrkonstruk-
tionen entwickelt und war zuerst im Regelwerk fiir Offshore-Installationen ver-

ankert [9] — [13].

Die weitere Entwicklung fithrte zu Anwenderempfehlungen fiir angrenzende
Stahlbaubereiche [1] [2] [3] [8] [14] [15], sodaB seine Anwendung langst nicht
mehr nur auf Hohlprofile beschrankt ist. Umfangreiche Versuche an Bauteil-
modellen aus der Schiffskonstruktion dokumentieren dies u. a. in [16].

Die Entwicklung des Konzeptes ist bis heute nicht abgeschlossen. Insbeson-
dere die Frage nach der Definition der Hot Spot Spannung und in Verbindung



4 3 STATUS QUO

damit die ,richtige” Bemessungskurve bedarf noch weiterer Diskussion. Ver-
schiedene Empfehlungen propagieren derzeit eine lineare Extrapolation der
Strukturspannung auf den Hot Spot, z. B. UEG [17] . Andere stellen Loka-
lisierung und Quantifizierung des Hot Spot Stress dem Berechnungsingenieur

anheim [2] [3] [13] [14] [15].

Fir Details aus der Schiffskonstruktion wurden im Forschungsvorhaben [1]
Vorschlige erarbeitet, die auf einer quadratischen Extrapolation von Berech-
nungsergebnissen zur Hot Spot Spannung beruhen und im Vorhaben [18] sy-
stematisch aufbereitet wurden, sodaf8 heute fiir eine grofle Anzahl schiffbauli-
cher Details Strukturformzahlen vorliegen. Die beiden letztgenannten Arbei-
ten widmeten sich auch der Abhingigkeit der mit der Finite Element Methode
berechneten Strukturspannungen vom verwendeten Berechnungsmodell.

Vereinzelt wurden auch Definitionen benutzt [11], die eher dem von Haibach
[19] vorgestellten Konzept zuzuordnen sind. Als fiir die Schwingfestigkeit ma8-
gebliche Strukturbeanspruchung gilt die gemessene Dehnung 3 mm vor dem
Nahtiibergang. Dies Konzept wurde in umfangreichen Untersuchungen weiter
abgesichert [20].

Wenn auch bei allen Varianten des Hot Spot Konzeptes die Strukturspannung
im Kerbgrund abgeschatzt wird, so ist doch eine Einordnung in die Gruppe
der Ortlichen Konzepte problematisch. Mit der zur Erfassung lokaler Effekte
notwendigen Differenzierung, die beispielsweise der Beriicksichtigung unter-
schiedlicher Nahtformen dient, und dem fiktiven Maf} Strukturspannung weist
dies Konzept doch auch wesentliche Elemente des Nennspannungskonzeptes
auf, weshalb es gelegentlich auch als ymodifiziertes Nennspannungskonzept”
bezeichnet wird. Das fiir den Schiffbau entwickelte Hot Spot Konzept [1] steht
dabei den Ortlichen Konzepten am nichsten. Der kennzeichnende Wert der

Schwingfestigkeit ist hier in Anlehnung an das Kerbspannungskonzept nach
Radaj (Kap. 3.3.2) festgelegt.

3.3 Ortliche Konzepte

Neben einer Reihe weiterer Ansitze wird, auch international, dem Kerbspan-
nungskonzept nach Radaj und Seeger und dem Kerbgrundkonzept ein beson-
deres Interesse entgegengebracht. Ortliche Konzepte setzen voraus, daB der
Anrif im héchstbelasteten Werkstoffelement auftritt. Als mafBgebliche Bean-
spruchung gelten die im Kerbgrund wirkenden Spannungen und/oder Dehnun-
gen. Die Ortlichen Konzepte vermeiden die im Nenn- und Strukturspannungs-
konzept notwendige Kerbfallkatalogisierung, erhéhen den durchzufiihrenden
Berechnungsaufwand jedoch ganz betrachtlich.
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3.3.1 Kerbgrundkonzept

Die urspriinglich zur Bewertung mechanischer Kerben entwickelte Theorie be-
trachtet die geschlossenen Hystereseschleifen der Kerbgrundbeanspruchung als
schadigungsrelevante Ereignisse. Auf der Grundlage elastoplastischer Kerb-
grundbeanspruchungen und mit Hilfe geeigneter Schidigungsparameter wer-
den diese bewertet. Durch die Berticksichtigung plastischer Anteile bietet sich
das Konzept besonders fir Fragestellungen zum Zeit- und Kurzzeitfestigkeits-
verhalten an. Den bei der Bewertung von nicht-einstufigen Kollektiven zutage
tretenden Eigenschaften kann hier wegen des eingangs abgegrenzten Rahmens
nicht nachgegangen werden.

Die Frage, ob in der Ableitung geeigneter Schadigungsparameter grundséitzlich
eher der Theorie der kritischen Schnittebene oder der Theorie der integralen
Schidigung der Vorzug zu geben ist, wird gegenwirtig noch kontrovers disku-
tiert [21] [22] [23]. Bomas et. al. [24] sehen den Dauerfestigkeitsbereich besser
durch Integralverfahren wie z. B. der Schubspannungsintensititshypothese [23]
oder einer Hypothese der plastischen Arbeit [25] und die Kurzzeitfestigkeit eher
durch einen Critical Plane Approach (z. B. Pswr, Pxpm, PrLg) beschrieben.

Als besonders geeignet hat sich der Parameter Pswr nach Smith, Watson und
Topper [26] herausgestellt. Er ist schnittebenenbezogen und dient der Bewer-
tung iberwiegend einachsig beanspruchter Kerben. Der Schadigungsparame-
ter wird auch in der Schiffskonstruktion mit Erfolg verwendet [27] — [30]. Die
Entwicklung des Konzeptes ist in [31] mit umfangreichen Schrifttumshinweisen
belegt. Mit [32] [33] und spezieller Literatur wie [34] steht heute eine grofie
Anzahl Schidigungsparameterwoéhlerlinien zur Verfiigung.

Bei der Lebensdauerabschatzung mehrachsig beanspruchter Kerben ist nach
[35] im Zeit- und Dauerfestigkeitsbereich die Verwendung von Vergleichsdeh-
nungswohlerlinien erfolgversprechend. Nachteilig ist jedoch, daB der Mittel-
spannungseinflul nicht enthalten ist. Schwierigkeiten kann die Bestimmung
der elastoplastischen Querkontraktion bereiten; Losungsansitze bieten [36] [37]
[22]. Anhand von Experimenten an axial- und torsionsbelasteten Kerbstiben
untersuchen Amstutz und Hoffmann [22] u. a. die Anwendung eines nach dem
von Mises-Kriterium gebildeten Pswr-Derivates, um so dem R-Einflufl wieder
in einer einzigen Wohlerlinie gerecht zu werden. Dadurch wird der streng ein-
parametrige Parameter auf mehrachsige Beanspruchung anwendbar. Er bleibt
der Gruppe ,,Methode der kritischen Schnittebene” zugehdrig, weist aber auch
Elemente der integralen Schadigungstheorie auf. Weitere Untersuchungen von
[22] gelten den Schadigungsparametern Pxppr von Kandil, Brown und Miller
[38] und Prg von Lohr und Ellison [39]. Die Autoren von Pgxpny und Prg
setzen ebenfalls eine bestimmte Schnittebene als schadigungsrelevant voraus
(Einzelheiten unter Kap. 5.3.2). Sie beriicksichtigen keine R-Abhéangigkeit.
Eine von Socie [40] vorgeschlagene Erweiterung des Pxpar zur Erfassung von
Mittelspannungseinfliissen soll diesem Mangel abhelfen. Eine Applikation die-
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ser Parameter ist im maritimen Betatigungsfeld bisher unterblieben.

Bei der Lebensdauerabschatzung mehrachsig beanspruchter Proben muf} zur
Zeit noch mit deutlich unscharferen Prognosen als bei einachsiger Belastung
gerechnet werden. Insbesondere sind ausgeprigte zweiachsige Zugspannungs-
zustdnde nur schwer beherrschbar. Amstutz und Hoffmann ermitteln fiir ver-
schiedene Stahle unter proportionalen Zug-Druck- und Torsionsbelastungen,
daB der Schadensparameter Py gy in der von Socie erweiterten Form mit Ab-
stand die zuverldssigste Beschreibung bietet.

Im Zusammenhang mit Untersuchungen an Stumpfnahtproben stellen Law-
rence et. al. [41] ein Verfahren zur Bestimmung der Kerbwirkungszahl K
von Schweiindhten vor. Dazu sind die o-e-Kurven von WéarmeeinfluBzone
und Nahtgefiige zu bestimmen. Zur Vermeidung aufwendiger Gefligeunter-
suchungen wird eine Korrelation von zyklischen Materialwerten mit der Harte
vorgeschlagen. In [42] und [43] wird dieser Vorschlag aufgegriffen und auf
Kreuzstofiproben angewendet. Prowatke [42] erweitert das Konzept mit Hilfe
des Schadigungsparameters Pswr in den Zeitfestigkeitsbereich hinein.

Gimperlein [44] wendet das Kerbgrundkonzept auf die Anriflorte einer schiff-
baulichen Schweikonstruktion an. Die Abweichungen von den experimentellen
Befunden sind von sehr unterschiedlicher GréBe.

Im Gegensatz zur Beanspruchung im Grundwerkstoff zeigen Schweifiverbin-
dungen bei Grenzspannungsverhaltnissen £ > 0 nur eine schwache Mittel-
spannungsabhangigkeit [45]. Der Grund liegt in der Existenz von Zugeigen-
spannungen, die selbst durch Spannungsarmgliihen nicht vollkommen abge-
baut werden [46]. Resultate aus Eigenspannungsmessungen sind in der Regel
und auch im vorliegenden Fall der Rohrverbindung nicht verfiigbar, weshalb zu
ihrer ndherungsweisen Beriicksichtigung Annahmen getroffen werden miissen.
Lawrence [43] geht dabei von Eigenspannungen in Hoéhe der halben Zugfe-
stigkeit aus. Im BMFT-Vorhaben [47] werden Eigenspannungen in Hohe der
statischen FlieBgrenze vorausgesetzt. Prowatke [42] nimmt die Existenz von
Eigenspannungen in Hoéhe der zyklischen 0,2 %-Grenze an und erzielt damit
deutlich auf der sicheren Seite liegende Ergebnisse.

Besondere Probleme sind derzeit noch mit der Behandlung der Mittelspan-
nungsrelaxation verbunden. Lawrence et al. [48] und Prowatke [42] verwenden
Néaherungslésungen, die Lawrence an einer Reihe verschiedener Stdhle und
Gefige (GW, WEZ, NG) ableitete. [47] berichtet von vergeblichen numeri-
schen Experimenten zur Relaxationssimulation. Busch [49] zeigt am Grund-
werkstoff, dafl unter Inkaufnahme ganz erheblichen Aufwandes eine entspre-
chende Simulation des értlichen o-¢-Pfades iiber mehrere Lastwechsel moglich
ist.
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3.3.2 Kerbspannungskonzept nach Radaj

Im Vergleich zu Strukturspannungskonzepten zeichnen sich linearelastische
Kerbspannungskonzepte dadurch aus, daf iiber die Beschreibung der struktur-
bedingten Spannungskonzentration hinaus auch technologisch bedingte Span-
nungstiberhéhungen am Nahtiibergang bzw. an der Nahtwurzel erfaBt werden.
Das von Radaj vorgeschlagene Konzept [50] basiert ebenso wie [41] und eine
Reihe weiterer Verfahren auf dem Konzept der Kerbwirkungszahlen. Die expe-
rimentelle Absicherung des Konzeptes [50] ist weit gediehen [20] und auch im
Schiffbau erfolgreich eingesetzt worden [51]. Derzeit wird die Aufnahme in die
Neufassung der [IW-Empfehlungen diskutiert [52]. Allerdings beschrankt sich
die sichere Anwendbarkeit des Verfahrens noch auf stihlerne Schweiflverbin-
dungen in ebenen Beanspruchungssituationen [20]. Zur Bewertung mehrachsig
beanspruchter Kerbfalle kann nach einem Vorschlag in [53] verfahren werden.
Der Ubertragung auf den Werkstoff Aluminium gilt ein vom Laboratorium fiir
Betriebsfestigkeit (LBF), Darmstadt initiiertes und derzeit in der Bearbeitung
befindliches Forschungsvorhaben.

Clormann [54] versucht die Kerbwirkungszahl einer Rohrstumpfnaht mit ela-
stoplastischer FE-Analyse und unter Modellierung verschiedener Materialge-
setze fiir Grundwerkstoff, WarmeeinfluBzone und Nahtgefiige zu berechnen.
Aus der Modellierung (extrem feines FE-Netz) erwachsen Schwierigkeiten, de-
ren Losung in der Einfithrung einer fiktiven Kerbausrundung (p* nach Neu-
ber/Radaj) gesucht wird.

Fricke und Prowatke [55] stellen ein Verfahren vor, welches das Kerbgrund-
konzept mit dem Kerbspannungskonzept nach Radaj verbindet. Untersucht
werden Kleinproben und Bauteilmodelle. Wahrend fiir die Kleinproben durch-
weg Ergebnisse auf der sicheren Seite erzielt werden, ist die rechnerische Bau-
teilwohlerlinie der untersuchten Spanteckverbindungen im Zeit- und Kurzzeit-
festigkeitsbereich unkonservativ. Angaben zur Dauerfestigkeit werden nicht
gemacht.

3.4 Bruchmechanisches Konzept

Bruchmechanische Ansédtze eignen sich in besonderer Weise zur Analyse von
Schweilverbindungen mit riflartigen Imperfektionen. Als Ziel kann z. B. die
Berechnung der (Rest)lebensdauer oder die Festlegung von Inspektionsinter-
vallen angegeben werden.

In der vorliegenden Arbeit wird das Konzept eingesetzt, um AnriBllastspiel-
zahlen fiir einheitliche AnriBlangen aus experimentell gefundenen, stark streu-
enden AnriBlastspielzahlen zu berechnen. Die daflir durchgefiihrten Rififort-
schrittsberechnungen gelten trotz mancher Unsicherheiten heute als Stand der
Technik. Sie werden nicht nur vom IIW [56] oder [17] [45] [57] empfohlen,
sondern sind auch in vielen Vorschriften verankert.
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4 Experimentelle Untersuchungen an Bauteil-
modellen

4.1 Versuchsaufbau und -durchfiithrung

Wihrend der Entwurfsphase der Bauteilmodelle waren Planungen beziiglich
der Errichtung einer Anlage fiir Mehrphasen- und Mehrkomponentenexperi-
mente im Flufl. Mit Blick auf diese Projektierung wurden die Abmessungen
festgelegt. Der MaBstab wurde zu ca. 2 : 1 gewéahlt.

Die Modellierung einer Pipelinesektion machte die Entfernung des Plug, der
vom Innendurchmesser des abzweigenden Rohres (Brace) begrenzten Flache
des durchlaufenden Rohres (Chord), notwendig. Insgesamt wurden 12 Mo-
delle beschafft. Das Halbzeug entspricht DIN 17172 [58]. In Tab. 1 sind die

wesentlichen Eigenschaften des verwendeten Werkstoffes aufgelistet.

Die Fugenform der Schweifinaht geht aus Abb. 1 hervor. Die Wurzel der mehr-
lagigen Handschweifung wurde im WIG-Verfahren eingebracht; alle anderen
Lagen elektrisch. Die erforderliche Schweierqualifikation richtete sich nach
DIN 8560 [59]. Auf Vor- und Nachwirmungen konnte gemafl [6] verzichtet
werden. Details konnen Tab. 2 entnommen werden. Die verwendeten Elek-
troden (DIN 1913 — E 5132 [60]) weisen héhere Streckgrenzen- und Zugfestig-
keitskennwerte auf als der Grundwerkstoff. Es ist bekannt, dafl das sog. Mis-
matching (hier: overmatching) erheblichen Einflul auf das (statische) Bruch-
verhalten einer Schweifinaht ausiiben kann. Von Seiten der US-amerikanischen
Industrie werden in der Quantifizierung noch erhebliche Fortschritte erwartet
[61]. Im vorliegenden Anwendungsfall kommt den Festigkeitsunterschieden
jedoch nur eine untergeordnete Rolle zu, weil sich in den Schwingfestigkeitsex-
perimenten zeigte, dafl nicht das Nahtgut, sondern die Warmeeinfluzone der
Verbindung ermidungskritisch ist.

Der Versuchsaufbau ist in Abb. 2 skizziert. Am Flansch des Brace lag die aktive
Seite der Belastungsvorrichtung. An den Enden des Chord wurde die Last iiber
eine spezielle Schnittstelle an das Widerlager ibergeben. Das Kernstiick dieser
Kupplung bestand aus dicken, gebohrten Augplatten, in denen die Flansche
des Chord mit wenig Spiel lose aufgelagert waren. Durch die gewihlte Kon-
struktion der Rohraufnahmen sollten die Versuchsmodelle durch reine Drei-
punktbiegung beansprucht werden. Die losen Auflagen sollten also keine Mo-
mente {ibertragen; tatsdchlich konnten durch Messungen der Augplattenver-
schiebungen in Richtung der Chordachse geringe Einspanngrade nachgewiesen
werden. Sie wurden ausschliefllich durch Reibung verursacht und blieben we-
gen der gefahrenen Versuchsfrequenzen von 2 bis 30 Hz auch bel Schmierung
praktisch unveradnderlich. Thr Einflul auf das Steifigkeitsverhalten der Ver-
suchsmodelle ist jedoch ohne Belang.
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Die Bauteilmodelle waren mit DehnungsmeBstreifen (DMS) versehen. Sie
dienten im einzelnen

¢ als Detektoren fiir unerwiinschte Unsymmetrien
e zur Ermittlung der Nenn- und Kerbdehnungen

e zur Uberwachung des Versuchsablaufes

Verwendet wurden DMS der Firma HOTTINGER BALDWIN MESSTECHNIK
(HBM). Appliziert wurde mit dem Schnellklebstoff Z 70.

Die symmetrische Rohrknotenausbildung wurde u. a. deshalb gewéhlt, um an
jeder Probe mehrere einander gleichwertige Anriflorte zu schaffen. Zur Be-
grenzung der Beanspruchungsdifferenzen der moglichen Anrifistellen auf lokale
Einflisse waren die Modelle vor Beginn der Schwingpriifungen mit Hilfe der
DMS sorgfaltig auszurichten. Die dazu bendtigten Belastungen lagen stets
unter den eigentlichen Priiflasten.

Waihrend der Versuche wurden die Dehnungen und die zugehorigen Krifte
nach vorgegebenen Lastspielzahlen liber die MeBwerterfassungsanlage UNI-
LOG 2500, PEEKEL INSTRUMENTS B.V., Essen abgefragt. Die Lastverldufe
waren kraftgeregelt und sinusférmig. Um ein Schlagen der Chordflansche in
den Augplatten zu verhindern, betrugen die Unterlasten 10 k. Die Oberla-
sten lagen in den Rifinitiierungsphasen zwischen 100N und 225kN, soda8
durchaus von reiner Schwellbeanspruchung gesprochen werden darf.

Zur Bestimmung der Wohlerlinie wurden zwei Lasthorizonte angefahren. Da
ein besonderes Interesse dem kennzeichnenden Wert der Schwingfestigkeit galt,
wurde ein Horizont sehr nahe an die vorab eingeschitzte Dauerfestigkeitsgrenze
gelegt. Als Versagenskriterium wurde der Oberflichenanrifl verwendet. Das
Feststellen der Anrisse geschah mit Hilfe des Farbeindringverfahrens.

Zur Untersuchung des Verhaltens angerissener Bauteile wurde ein grofler An-
teil der Schwingversuche mit der Rastlinientechnik betrieben. Zur Rastlini-
enerzeugung wurde in Anlehnung an [62] die Unterlast angehoben. Die in [62]
untersuchten Rastlinien basieren z. T. auf einer kurzzeitigen Umstellung von
R = 0 auf R = 0,7. Abweichend davon wurde hier eine Schwellbeanspru-
chung von nur R = 0,5 angestrebt, weil je Modellkérper in der Regel meh-
rere verwertbare Anrisse erzeugt wurden. Da die Rastlinientechnik spatestens
nach dem Entdecken des ersten Anrisses einzusetzen hat, war ein Einflufl der
héheren Unterlasten auf die Riflinitiierung der folgenden Anrisse vorstellbar.
Um diesen unerwiinschten Effekt weitgehend zu unterdriicken, muflte eine ge-
ringere Auspragung der Rastlinien in Kauf genommen werden. Aufgrund von
Vibrationsproblemen wurde das Grenzspannungsverhdltnis noch einmal ver-

kleinert. Es betrug in den Experimenten R = 0,4. Die Oberlasten waren auf
F = 140kN eingestellt. Zyklen, bei denen auf 30000 Lastwechsel mit R = 0
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weitere 10 000 Lastwechsel mit R = 0, 4 folgten, fithrten zu Bruchflichen, deren
Auswertung in Bezug auf Qualitdt und Aufwand vertretbar waren.

Der Rififortschritt der Anrisse wurde auf der Rohroberfliche mit Hilfe des
Farbeindringverfahrens visualisiert und aufgemessen. Die Bruchflachen wur-
den nach Beendigung der Experimente freigelegt und mit einer Lupe vermes-
sen.

Eine alternative Methode zur Rastlinienerzeugung, die unter Beibehaltung der
Extremwerte den zeitlichen Kraftverlauf &ndert, war aus technischen Griinden
nicht durchfiihrbar.

4.2 Dehnungsmessungen

Im Folgenden werden Beanspruchungen (Dehnungen, Spannungen) haufig nach
MafBgabe der Richtung, die den Messungen bzw. Rechnungen zugrunde liegen,
in axiale und tangentiale Beanspruchungen unterschieden. Mit axial wird die in
Richtung der jeweiligen Rohrachse verlaufende Beanspruchung angesprochen.
Radiale Komponenten weisen in Richtung der Normalen zur Rohrachse. Eine
tangentiale Beanspruchung ist normal zu axialer und radialer Komponente.

In Abb. 3 ist der MeBstellenplan von Probe 1 auszugsweise wiedergegeben. Die
Meflstellen A 13, B 13, 19 und 20 sowie die Axialkomponenten von A3 und B 3
wurden neben der Ermittlung der Globalbeanspruchungen auch zum Einrich-
ten der Versuchsmodelle und zur Kontrolle der aufgebrachten Versuchslasten
verwendet. Sie waren deshalb an allen Probekérpern vorzusehen. In den Ta-
bellen 3 bis 6 sind deren Ergebnisse als Schwingweite der aus der gemessenen
Dehnung berechneten einachsigen Spannung (Acgz, = Ae- E) notiert. Die in
Tab. 4 ausgewiesenen Variationskoeflizienten von ca. 8 % (auf den Mittelwert
bezogene Standardabweichungen) lassen sich auf Rohrbiegung, Unterschiede
in der Wandstirke (zuldssig nach DIN 17172 sind £10%), Ausrichtung der
DMS usw. zuriickfihren.

Die in Tab. 6 aufgefiihrten Mittelwerte von jeweils Acgy, = 37,1 N/mm?
fiir globale Axialspannungen auf einander zugeordneten Positionen des Chord
belegen zusammen mit den geringen Streuungen den hohen Fertigungsstandard
von Modellkérpern und Versuchsaufbau sowie die sorgfaltige Ausrichtung der
Modelle im Versuchsstand.

An ausgewidhlten Modellen wurden weitere Dehnungsmessungen zur Erfassung
der globalen Beanspruchungsverteilung vorgenommen (Tab. 7 bis 16). Das
Modell 2 fillt deutlich aus dem Rahmen (Tab. 9) und ist an spiterer Stelle
eingehender zu untersuchen.

Zur Beurteilung der auftretenden Kerbbeanspruchungen ist eine Reihe von Mo-
dellen mit DMS-Rosetten bestiickt worden. Die Mefigitterlinge betrug 3mm.
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Sie wurden auf dem Chord plaziert. Ihre MefBgittermitte hatte einen Ab-
stand von 3 mm zum Schweiinahtrand. In Tab. 17 sind die Ergebnisse notiert.
Tab. 18, 19 und 20 zeigen die aufbereiteten Rohdaten. Besonders auffallig
sind die sehr geringen Streuungen. Allerdings ist die statistische Absicherung
insbesondere auf den 45°-Positionen nicht vollkommen.

Haibach [19] findet in umfangreichen Untersuchungen an geschweifiten Klein-
proben fiir 3 mm vor der Naht applizierte lineare 3 mm-DMS Variationskoefhi-
zienten von 8,2 %. Die vorliegenden Messungen fiigen sich mit 3% < v < 13%
in dieses Bild ein.

Um neben den absoluten Beanspruchungen im Schweiinahtbereich auch Aus-
sagen iber das Verhalten des Spannungsgradienten zu erlauben, wurden zwei
Modelle normal zur Naht mit DMS-Ketten bestiickt. Die Sattelpunkte (Abb.
11) wurden mit insgesamt 4 Ketten (je 2 auf Chord und Brace) versehen. In
Abb. 4 sind u. a. die am Modell 1 gemessenen einachsigen Spannungsverlaufe
aufgetragen. Das Maximum der gemessenen Spannung liegt auf dem Chord.
Keines der Experimente brachte einen vom Brace ausgehenden Anrif hervor,
sodaf die exemplarische Darstellung sicher verallgemeinerungsfihig ist.

4.3 Schwingfestigkeit

Die registrierten Anrisse wurden nach dem Entstehungsort und der Méglich-
keit einer EinfluBnahme von benachbarten Anrissen auf die Riflentwicklung in
typische und atypische Anrisse unterschieden.

Den Abbildungen 35 und 36 ist zu entnehmen, dafl die berechneten maxima-
len Beanspruchungen im Nahtiibergang zum Chord von gleicher Gréfle sind
wie die Wurzelbelastungen am Sattelpunkt. Daraus kénnte abgeleitet werden,
daB es sich bezliglich der Schwingfestigkeit um konkurrierende Kerben handelt.
Tatsachlich ist jedoch die innere Kerbe wegen der ausgepragt einachsigen und
parallel zur Wurzelkerbe verlaufenden Beanspruchung unkritisch. Diese am li-
nearelastischen FE-Modell V2 abgeleitete Feststellung wurde durch die Expe-
rimente bestatigt. Die typischen Anrisse starteten an der Rohraulenwand des
Chord an der Einbrandkerbe der Schweinaht und folgten der Warmeeinflul-
zone, bevor sie dann bei merklichen Anderungen in der Spannungsverteilung
in das Grundmaterial des Chord abbogen und den Chord nahezu senkrecht zu
seiner Rohrachse zu durchtrennen versuchten.

Insgesamt wurden 5 innen gestartete Anrisse registriert. Davon sind zwei Wur-
zelanrisse auf Fertigungsfehler zuriickzufithren: Am Modell 5 startete ein sol-
cher Anrifl an einem sehr stark ausgeprdgten Wurzelfehler (Tropfenbildung)
und am Modell 12 kam es aufgrund eines fehlerhaft ausgedrehten Plugs zu
Verdnderungen in der Spannungsverteilung. Ein weiterer Wurzelanrifl am Mo-
dell 5 startete so spit, daB eine Beeinflussung durch 3 benachbarte Anrisse
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mit Langen zwischen 15 und 40 mm offensichtlich war. Ein vergleichbares
Verhalten wurde am Modell 3 beobachtet.

Das Modell 2 zeigte bereits bei den Dehnungsmessungen ein auffalliges Ver-
halten (Tab. 9, 10). Der InnenriB startete an der héchst beanspruchten Stelle
der Wurzellage (Sattelpunkt, Abb. 36); der AuBenri} auf der gegeniiberlie-
genden Seite ca. 4° neben dem Sattel. Lediglich zwei weitere AuBenrisse sind
annahernd so weit vom mittleren Anrifflort aufgefunden worden (Tab. 21). Die
weiteren Untersuchungen brachten keinen gesicherten Aufschlu Gber mogli-
che Wechselwirkungen zwischen AuBen- und Innenrifl. Das Rifwachstum des
Modells 2 wich sehr stark von dem der anderen Proben ab. Es kam nicht zum
sonst beobachteten Durchtrennen des Chord, sondern zu einem Ausreiflen der
Schweiung an der WarmeeinfluBzone aus dem Chord, weshalb das Modellver-
halten als nicht reprisentativ bewertet werden mufite. Von einer Einbeziehung

des Modells 2 in die statistische Auswertung zur Wohlerlinienbestimmung war
deshalb abzusehen.

Die Rohdaten der Lastspielzahlen und Anriflangen der typischen Anrisse sind
in Tab. 22 aufgelistet. Da die gemessenen Langen der Anrisse erheblich streuen,
war es zweckmaBig, die im Experiment registrierten Lastspielzahlen mit Hilfe
bruchmechanischer Ansitze fiir eine konstante Anrifilinge umzurechnen. Als
MafBstab fiir diese Rechnungen diente die Lange des technischen Anrisses, die
hier zu 2¢ = 2mm festgesetzt worden ist.

Zahlreiche Arbeiten und Regelwerke empfehlen die Anwendung der Paris-
Erdogan-Beziehung fiir Rohrkonstruktionen [14] [17] [56] [57] :

de
— =C-(AK)" 1
& =0 (aK) )
mit de/dN : RiBfortschrittsgeschwindigkeit an der Rohroberflache
C,m : Konstante
AK . Spannungsintensitatsfaktor [N/mm?3/?]

Der Spannungsintensitdtsfaktor betrigt:

AK =Y Acvr-a (2)

mit Y : Geometriefunktion
Ao : Spannungsschwingweite [N/mm?]
a : Rifitiefe [mm] mit a = f(c)

Die experimentelle Bestimmung der Konstanten und der Geometriefunktion
hatte im vorliegenden Anwendungsfall einen unvertretbaren Aufwand verur-
sacht, sodaB statt dessen auf Literaturangaben zuriickgegriffen wurde. Eine
Uberpriifung der getroffenen Annahmen in einer generalisierten Form ist mog-
lich, indem der auf Annahmen fiir C, m und Y basierende rechnerische Rif3fort-
schritt den protokollierten Riflfortschritten der Experimente gegentibergestellt
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wird. Dazu sollte das Rifffortschrittverhalten der Proben durch Aufmessen von
auf den Schwingbruchflichen erzeugten Rastlinien studiert werden. Abb. 3
zeigt am Beispiel des Modells 7 die Entwicklung des typischen Anrisses. Da
die Rastlinien zumeist nicht besonders ausgeprigt waren, der Zeitpunkt zur
Umschaltung auf Rastlinienversuche nur schwer prognostizierbar war und zu-
dem aus organisatorischen Griinden nur 7 Modelle fiir Rastlinienexperimente
genutzt werden konnten, mufBiten Schwierigkeiten bei der Identifizierung von
Rastlinien insbesondere an kleinen Rifitiefen hingenommen werden. Beispiels-
weise wurde am Modell 7 lediglich eine Rastlinie in diesem Bereich vorgefun-
den. Sie wurde durch eine Erhéhung der Oberlast von 100 kN auf 140 kN ver-
ursacht, die der Beschleunigung des Versuchsablaufes diente. Die Verwendung
der gemessenen RiBtiefen war deshalb wenig geeignet, um die Riflfortschritts-
berechnungen am Experiment zu verifizieren. Hingegen war die Feststellung
der Riflausbreitung an der Oberfliche an 17 Anrissen von 10 Modellen gelun-
gen.

Vor der Abschitzung der Geometriefunktion sind zunéchst C und m zu be-
stimmen. Der Exponent m liegt meist zwischen 2 < m < 4. In dieser
Arbeit wurde der vom IIW [56] fiir RiBwachstum an Luft und Stdhlen mit
Ry0,2 < 600 N/mm? vorgeschlagene Wert von m = 3 verwendet. Die Wéhlerli-
nie eines angerissenen Bauteils kann durch Integration von Gl. 1 gewonnen wer-
den. Die Konstante m steht dann fiir die Neigung der logarithmierten Wéhler-
linie. Die Auswertung der vorliegenden Experimente ergab eine Wohlerlinien-
neigung von m = 3,97. Da die Neigungen von Bauteilwdhlerlinien in der
RiBinitiierungsphase oftmals flacher sind als wahrend des RiBfortschritts, wird
durch verschiedene Exponenten nicht zwingend ein Widerspruch gebildet. Eine
Beurteilung wird durch die Kombination aus Riflinitiierung und Rif8fortschritt
bis zum technischen Anrif allerdings etwas erschwert. Die Konstante C' kor-
reliert mit m. UEG [17] und ITW [56] formulieren fiir eine Uberlebenswahr-
scheinlichkeit von p; = 50 % und in den Einheiten N und mm:

1,315 - 104
C= 895, 4m (3)

Gl. 3 gilt fir allgemeine und hochfeste Baustihle. Auflerdem besteht kein sig-
nifikanter Unterschied zwischen dem Rififortschrittsverhalten von Grundwerk-
stoff, Schweiigut und Wairmeeinfluizone, sodafl die Verwendung von m = 3
und C = 1,834 - 107*° keine auBergewohnlichen Unschirfen erwarten 1aft.

Die Geometriefunktion Y dient der Anpassung des elementaren Spannungsin-
tensitatsfaktors an das aktuelle Problem. Dabei ist die Definition der verwen-
deten Spannungsschwingweite von Bedeutung. In der klassischen Bruchmecha-
nik ist mit dem Begriff der Spannungsschwingweite Ao aus Gl. 2 die Nennspan-
nung verbunden. An komplexen Bauteilen ist jedoch eine sinnvolle Definition
der Nennspannung mitunter schwierig oder sogar unmoglich. Dementspre-
chend finden sich in der Literatur verschiedene Ansatze zur Bestimmung von
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Ac an Rohrkonstruktionen. Den in Abb. 6 dargestellten Geometriefunktio-
nen liegt als Spannungsschwingweite die Hot Spot Spannung nach UEG [17]
zugrunde. Sie wird durch lineare Extrapolation iiber vorgeschriebene Stitz-
punkte aus der grofien Hauptspannung am Ort der maximalen Beanspruchung
berechnet. Der von Dover [63] angegebenen Funktion liegen nur wenige Expe-
rimente an axial belasteten T-Knoten zugrunde. Die mangelhafte Datenbasis
veranlafte UEG [17] zur gemeinsamen Auswertung aller verfiigharen Rohrkno-
tenformen und Belastungsarten. Stellvertretend fiir die Pipelineverzweigung
ist der Y-Verlauf des Modells 7 angegeben. Im Hinblick auf die mit bruch-
mechanischen Berechnungen verbundenen Unschirfen unterscheiden sich die
Kurven nicht iberméfig. Im weiteren wird die Funktion der UEG verwendet.
Sie geniigt der Gleichung:

T 05
Y =0,35- (——) T: Wandstarke (4)
a

Aus den eingangs genannten Griinden wird hier die Einfithrung einer Rilange
und -tiefe verkniipfenden Funktion notwendig. Es herrscht heute noch keine
Klarheit dariber, welcher Art diese Funktion bei Rohrknoten grundsétzlich ist.
Es wird sowohl von linearen, von sinusférmigen und von gemischten Abhéngig-
keiten berichtet. Die an T-f6rmigen Rohrverzweigungen der Offshore-Industrie
gewonnenen Erkenntnisse [63] lassen sich nicht auf das vorliegende Problem
ibertragen, weil die dort beobachteten Anrisse sich vor allem in der Umfangs-
richtung der Rohre ausbreiteten. Die Seitenverhéltnisse der Ellipsen sind bei
einem Mittelwert von a/c = 0,14 und einem als Ausreifler anzusehenden Ma-
ximum von a/c = 0, 36 erheblich kleiner als bei den Pipelineverzweigungen mit
a/c > 0,5. Der Grund dirfte vor allem in den unterschiedlichen &rtlichen Stei-
figkeitsverhaltnissen liegen. Die geometrischen Abmessungen der Schweifindhte
an den Pipelineknoten sind vergleichsweise groff und dadurch von geringerer
Kerbschéarfe. Zusatzlich bewirkt der fehlende Plug eine Verringerung der ort-
lichen Steifigkeit.

Wegen des Mangels an verwertbaren Rastlinien auf den Pipelineanrissen mufl
eine exemplarische Ableitung von a = f(c) am Modell 7 vorgenommen wer-
den. An Abb. 7 fallt auf, daB die Seitenverhéltnisse der zur Schweiinaht und
der zum Chord wachsenden Riffronten sich mit gleichem Gradienten, aber
auf unterschiedlichem Niveau fortpflanzen. Allerdings sind die Differenzen
fiir die weitere Auswertung ohne Belang, sodafl zum Zuriickrechnen der An-
riflastspielzahlen eine gemeinsame Gerade angenommen werden darf. Die bei
zunehmender relativer Rifitiefe a/T wachsende Unsicherheit wirkt sich wegen
der zugehorigen grofilen AnfangsriBlinge von ca. 2¢ = 40 mm nicht aus. Die
groBte zuriickzurechnende Anrildnge betrug nur 2¢ = 20 mm. Damit kénnte
auch ein Verzicht auf die Beschreibung bei mittleren und grofien a/T diskutiert
werden. Zum Zeitpunkt der Bearbeitung waren jedoch noch 5 Modelle zu un-
tersuchen, sodal mit lingeren Anrissen zu rechnen war. Etwas schwieriger ist
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wegen der in der Rastlinientechnik begriindeten Probleme eine Bewertung bei
kieinen a/T. In Anlehnung an [64] wird gleiches Riwachstum in Oberflichen-
und Dickenrichtung angenommen.

Zur Uberpriifung der getroffenen Annahmen fir C, m, ¥ und a = f(c) wird
fir alle protokollierten Anrilentwicklungen der rechnerische Rifffortschritt be-
stimmt und den experimentellen Ergebnissen gegeniibergestellt (Abb. 8). Als
Startwert einer Berechnung dient jeweils die im Versuch registrierte AnriBlast-
spielzahl. In Abb. 8 liegen diese Ausgangspunkte auf der Linie der exak-
ten Ubereinstimmung von Rechnung und Messung. Die Ergebnisse liegen
ausnahmslos innerhalb eines Streubandes von 1 : 3. Die Rechnungen un-
terschatzen den tatsichlichen RiBfortschritt zumeist ein wenig. Lediglich im
Bereich der hohen Lastspielzahlen kommt es zu geringfiigigen Uberschatzun-
gen. Die Ubereinstimmung von Rechnung und Messung ist selbst bei grofien
Rifllangen noch gut. Weniger zutreffende Ergebnisse wie z. B. ein Ri} am
Modell 5 (Rechnung/Messung = 0,5) unterschitzen den realen RiSfortschritt
auch deshalb, weil die Rechnung keine Wechselwirkungen zwischen benachbar-
ten Anrissen simuliert.

Die verwendeten Parameter der Paris-Erdogan-Beziehung sind damit soweit
abgesichert, daf} eine Umrechnung von den Rohdaten der Versuche auf den
technischen Anri mit guter Genauigkeit durchfithrbar ist. In Tab. 23 sind
die korrigierten AnriBlastspielzahlen der typischen Anrisse aufgefithrt. Der
Einfachheit halber wird die Spannungsschwingweite aus dem Sollwert der Ver-
suchskraft bestimmt. Eine individuelle Umstellung auf den Istwert wére zwar
moglich; jedoch sind die Unterschiede im Spannungsintensitatsfaktor mit ca.
2 % nicht relevant. Eine Ausnahme bildet das Modell 9. Hier versagt die Rech-
nung, obwohl das RiBfortschrittsverhalten im gemessenen RiBlangenbereich
von 2¢ = 20mm bis 2¢ = 30mm zutreffend wiedergegeben wird (Abb. 8).
Das Riflwachstum vom einheitlichen Anrifl 2¢ = 2mm bis zur tatsichlichen
Entdeckung bei 20 mm wird jedoch stark unterschéatzt. Im weiteren wird noch
gezeigt, dafl das auBergewohnliche Verhalten seine Ursache in der Schweinaht-
geometrie hat. Zunédchst wird die Bauteilwohlerlinie ohne Beriicksichtigung
dieser Probe ermittelt.

Die Annahme normalverteilter Anrifilastspielzahlen eines Horizontes erlaubt
eine Auswertung im Gauflschen Wahrscheinlichkeitsnetz (Abb. 9). Das Mo-
dell 11 wurde nach 2,7 - 10 Lastwechseln auf dem Horizont AF = 90kN
als Durchldufer registriert und anschliefend mit AF' = 130kN weitergefah-
ren (Tab. 22). Der auf dem hoheren Horizont erzeugte Anrifl ordnet sich
in die brigen Versuchspunkte ein und rechtfertigt somit die Annahme eines

Durchléufers (Abb. 10).

Ahnliche Uberlegungen erlauben auch die Einbeziehung der Ergebnisse von
Modell 10. Nachdem bei 4,8 - 10° Lastwechseln, davon 2,2 - 10° auf dem
Horizont AF = 130kN noch kein Anri8 feststellbar war, wurde die Priiflast
auf die max. verflighare von AF = 215 kN festgesetzt (Tab. 22). Nach weiteren
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68000 Zyklen wurden 2 Anrisse ausgemacht. Die These vom Durchlaufer auch
auf AF = 130 kN kann anhand der Abb. 10 belegt werden. Die Anrisse lassen
sich einwandfrei in das Streuband einordnen. Durch die Einbeziehung von
Modell 10 nimmt die Streuung T = Ngo/Nyio des héheren Horizontes von
1:4,7auf 1 : 8,1 erheblich zu. Sie liegt damit deutlich iiber der von [65] an
Kleinproben abgeleiteten normierten Wohlerlinie mit Lebensdauerstreuungen
von 1 :3 bis 1 : 4 im Zeit- und Dauerfestigkeitsbereich. [44] findet mit 7 : 1
vergleichbare Streuspannen.

Abb. 10 zeigt die aus den Experimenten ohne Beriicksichtigung des Modell 9,
aber mit den Modellen 10 und 11, abgeleitete Wéhlerlinie fiir 50 % Uberle-
benswahrscheinlichkeit. Die Neigung betrdgt £ = 3,97. Bei Ausschlufl des
Durchl8ufers 10 aus den Berechnungen ergibt sich mit £ = 4, 14 eine etwas fla-
chere Wohlerlinie. Die Neigung der 90 %-Linie fallt von 4, 82 auf 4, 53 leicht ab;
bei 10% Uberlebenswahrscheinlichkeit steigt sie von 3,10 auf 3,73. Fiir den
10 %- Wert wird eine Wohlerlinie ohne Abknickpunkt vorausgesetzt, worunter
die Aussagekraft etwas leidet.

Die Lebensdauerlinie fiir p; = 50% ist mit & = 3,97 geringfiigig flacher als
die mit £ = 3,75 in [65] angegebene normierte Linie. In Anbetracht der Le-
bensdauerlinien anhaftenden Unsicherheit darf dem Unterschied keine grofie
Bedeutung zugemessen werden; er widerspricht jedenfalls nicht neueren Er-
kenntnissen der Betriebsfestigkeitsforschung, nach denen Bauteilwéhlerlinien
flacher geneigt sein kénnen als vergleichbare Kleinprobenlinien. Die Wahler-
linien fiir 10% und 90% zeigen in Bezug auf ihre Neigungen ein auffalliges
Verhalten. Mit zunehmender Belastung wird die Streuung in der Lebensdauer
groBer. Es kann nicht erwartet werden, dafl das Bauteilverhalten damit korrekt
wiedergegeben wird. Anhand der in Abb. 9 aufgefiihrten Strenungen mit und
ohne Beriicksichtigung des Modells 10 wird deutlich, dafl dieser Effekt wesent-
lich durch das Modell 10 verursacht wird. Deshalb ist das an Schweiiverbin-
dungen bewihrte Streuband aus [65] in die Abb. 10 aufgenommen worden. Es
wurde aus der Streuung T =1 :3bei 10° LW und T, =1:1,5 bei 2-10°5 LW
gewonnen. Hilfreich ware in diesem Zusammenhang die Durchfithrung von
Experimenten auf dem Horizont AF = 215kN. Es standen jedoch nur 12
Modelle zur Verfiigung und zum Zeitpunkt der Versuchsdurchfithrung hatte
die Bestimmung des kennzeichnenden Wertes der Schwingfestigkeit Prioritat.

Die Wahlerlinie fiir p;; = 50 % darf mit 10 bzw. 12 Versuchspunkten je Hori-
zont als ausreichend abgesichert angesehen werden. Der kennzeichnende Wert
der Schwingfestigkeit ist AFyp0, = 85,3 kN (ohne Modell 10: 82,3kN). Die
10%- bzw. 90 %-Werte der normierten Wohlerlinie [65] unterscheiden sich
um den Faktor /1,5 vom Mittelwert. Wenn auch das vorliegende Streuband
nicht vollstindig befriedigen kann, so sind doch die Abweichungen am kenn-
zeichnenden Wert der Wohlerlinie gering. Das Ergebnis fiir 10 % Uberlebens-
wahrscheinlichkeit liegt 1,02-+/T,5 iiber dem Mittelwert; bei 90 % Uberlebens-
wahrscheinlichkeit 0,94 - /1,5 darunter.
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Die Untersuchung der Schweinaht an Probe 9 zeigte, dal an der AnriBstelle
eine steilere Nahtflanke vorlag als an den ibrigen Versuchsmodellen. Ein Naht-
abdruck lieferte fiir den Anrifort einen Flankenwinkel (Abb. 11) von © = 58°;
der an 6 anderen Modellen bestimmte Winkel betrug dagegen am Sattelpunkt
nur © = 30°. Da der AnriBort des Modells 9 nur 20° neben dem Sattel liegt,
diirfen beide Positionen ohne Abstriche in der Genauigkeit direkt miteinan-
der verglichen werden. Nach [1] kann die Abhdngigkeit der kennzeichnenden
Schwingfestigkeit 04 von Schweilverbindungen mit Hilfe der Nahtformzahl anx
beschrieben werden:

0\ .
wa~an=2(5) 6)

Demnach liegt der Abknickpunkt von Modell 9 um den Faktor

an 30\ 21
2N (=) =071
anNg (58)

unter dem der durchschnittlichen Nahtformzahl @y. Eine Ubertragung der
Gl. 5 auf den Lasthorizont der Probe 9 ist statthaft, weil dieser mit AF =
90 kN sehr nahe am kennzeichnenden Wert von 85,3 kN liegt. Unter diesen
Voraussetzungen betragt die dquivalente Prifkraft AF = 1/0,731 - 90kN =
123,1 kN. Die zu diesem Horizont gehérende Anrilastwechselzahl von 400 000
(Tab. 22) wird zur gemeinsamen Auswertung mit der mittleren Neigung k£ =
3,97 auf den Horizont AF = 90kN transformiert. Das Ergebnis von 1,39 -
10° LW kann in einer Rif3fortschrittsrechnung von der im Experiment beobach-
teten AnriBlinge 2¢ = 20mm auf den technischen Anrif} 2¢ = 2mm zuriick-
gerechnet werden. Das Resultat von 749641 Lastspielen liegt jetzt auf der
90 %-Linie (Abb. 10) und sichert damit die Wohlerlinie weiter ab.

5 Kleinprobenexperimente

Die numerische Simulation des elastoplastischen Kerbgrundverhaltens der Rohr-
verzweigung setzt die Kenntnis des zyklischen Werkstoffverhaltens voraus. Zu-
dem verlangt die Anwendung des Kerbgrundkonzeptes die Bereitstellung ge-
eigneter Schadigungsparameterwohlerlinien. Die an 3 Serien von Kleinpro-
ben (GW, WEZ, NG) durchgefithrten Schwingfestigkeitsexperimente dienen
deshalb vordergriindig der Ermittlung zyklischer Werkstoffgesetze und Scha-
densparameterwohlerlinien der Rohrverzweigung. Dariiber hinaus kénnen die
Ergebnisse die aus der Literatur bekannte, vergleichsweise kleine Datenbasis
bezliglich zyklischer Kennwerte von WEZ und NG um einen Datensatz erwei-
tern.
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5.1 Probenfertigung

Abb. 12 zeigt die entsprechend der ASTM-Richtlinie [66] gefertigten Proben.
Der nach Peterson [67] bestimmte Kerbfaktor betrdgt K; = 1,02 = 1. Um
einen eventuell vorhandenen Formeinflufl zu kompensieren, besitzen alle Serien
die gleiche Probenform. An einer Vorserie wurden Probenform und Schwei8-
nahtfuge optimiert. Die Proben wurden aus durchlaufenden Rohren von ver-
"schiedenen Bauteilmodellen ausgesigt. Die wesentlichen Eigenschaften des ver-
wendeten Grundwerkstoffes sind in Tab. 1 aufgefithrt. Alle Rohlinge wurden
auf der Drehbank weiterverarbeitet und anschlieBend so lange in Langsrichtung
poliert (Kérnung < 800), bis unter 8-facher Vergroflerung keine Querriefen
mehr erkennbar waren.

Die fiir SchweiBgutuntersuchungen vorgesehenen Rohre wurden vor dem Zer-
legen in Kleinprobenrohlinge, wie in Abb. 12 skizziert, geschweifit. Die in
Anlehnung an DIN 8551 [68] simulierte einseitige U-Naht ohne Spalt wurde
in Mehrlagentechnik und horizontal von Hand eingebracht. Zur Bestimmung
der Streckenenergie wurden die Schweiparameter protokolliert. Die Nachbe-
handlung dieser Proben ging zugunsten schweiBporenfreier Oberflichen tber
das ibliche MaB hinaus. Eine Beseitigung der vollstindig eingebetteten Im-
perfektionen ist nicht mdoglich; erwartungsgemaf starteten die Schwingbriche
stets an solchen Inhomogenitaten.

Die zur WEZ-Simulation vorgesehenen Proben wurden in einem ZTU-Simula-
tor Contric 96E der Firma SMIT WELD BV, Niederlande einer Gliihbehand-
lung zur Erzeugung des gewiinschten Gefliges unterzogen. Die Ermittlung
des dazu bendtigten Zeit-Temperatur-Verlaufes der an den Bauteilmodellen
ausgefithrten Schweifungen auf versuchstechnischem Wege war wegen des da-
mit verbundenen Aufwandes nicht vertretbar. Zudem stehen in der Literatur
umfangreiche Untersuchungen zu diesem Teilproblem zur Verfigung, soda8
eine zuverlissige Abschatzung gelingen kann: Die Erwirmzeit von A. bis
zur Spitzentemperatur ist bei den wichtigsten Schweiiverfahren nahezu un-
abhangig vom Verfahren und betrigt 2 bis 5s [69]. Die Spitzentemperatur
der Uberhitzungszone betrigt zwischen 1200°C und 1400°C [70]. Hier wurde
der von Seyffarth [71] in umfangreichen Versuchen zur Analyse von ziigigen
WEZ-Eigenschaften verwendete Wert von 1350°C ibernommen. Zur weite-
ren Charakterisierung von Temperaturzyklen hat sich die mit ¢5/5 bezeichnete
Abkiihlzeit von 850°C auf 500°C' gut bewahrt. Seyffarth bietet eine Zusam-
menstellung verschiedener Niherungsverfahren zur Bestimmung von ts/s in
Abhangigkeit von Schweiflverfahren, Nahtform, Warmeeintrag, Plattendicke
und Vorwdrmtemperatur an.

Ohne Beriicksichtigung einer Vorwarmung ergab sich fiir die Bauteilmodelle
eine tg/s-Zeit von 11s. Mit diesem Wert wurden die WEZ-Proben eingestellt.
Abb. 13 zeigt die Zeit-Temperatur-Funktion im Vergleich zu ausgewahlter Li-
teratur [48] [72].
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Wegen der Wahl der Probenform (Sanduhr) war in der Langenausdehnung des
Prifquerschnittes ein kleiner Gradient in der Stromdichte und infolgedessen
auch in der Glihtemperatur unvermeidlich. Der Radius des Priifquerschnittes
war jedoch mit 60 mm so groB eingestellt, dafl der entstehende Fehler als ver-
nachléssigbar eingestuft werden kann. Die vom verwendeten ZTU-Simulator
erreichte Genauigkeit beztiglich Spitzentemperatur und ts;s-Zeit lag im Mit-
tel bei £10%. Bedingt durch das Regelverhalten der Strecke wurden einige
Proben bis an den Schmelzpunkt erwdrmt und dadurch ganz oder teilweise
zerstort. Sie wurden nicht weiter bearbeitet.

Das Schweiprotokoll (Tab. 2) stand aus nichttechnischen Griinden erst zur
Verfiigung, als die Arbeiten am ZTU-Simulator bereits abgeschlossen waren.
Eine Reanalyse unter Verwendung der vom Protokoll ausgewiesenen maxima-
len Zwischentemperatur von 250°C ergab eine Verdnderung auf tg;5s = 24s.
Den Auswirkungen wird auf S. 23 nachgegangen.

5.2 Versuchsdurchfiihrung

Fiir die Experimente stand eine 25k/V-Sdulenmaschine der Firma SCHENCK
AG, Darmstadt zur Verfiigung. Die Versuche wurden an Luft und bei Raum-
temperatur durchgefiihrt. Die Belastungen waren sinusférmig mit dem Grenz-
spannungsverhaltnis R = —1. Protokolliert wurden totale Dehnung, Zylinder-
kraft und Lastspielzahl. Als Fihrungsgré8e wurde die Dehnung verwendet, um
der in den Bauteilmodellen auftretenden weitgehenden dehnungskontrollierten
Kerbgrundbeanspruchung gerecht zu werden. In den Tab. 24 und 25 sind die
aufbereiteten Rohdaten und die aus diesen ermittelten zyklischen Werkstoff-
kennwerte aller Versuchsserien aufgefiihrt.

An den Grundwerkstoff- und Nahtgutproben wurde die Dehnung mit einem
Extensiometer mit 10 mm MeBlange aufgenommen. Im Fall der WEZ-Proben
muBte wegen der zu groBen MeBlange auf DMS-Messungen umgestellt werden.
Verwendet wurden lineare DehnungsmeBstreifen 3/120 LY'11 und Schnellkleb-
stoff Z 70 der Firma HBM. Nach Herstellerangaben [73] ist wegen der z. T.
hohen Beanspruchungen bei den DMS fallweise mit Nullpunktdrift zu rech-
nen. Sie wirkt sich in der Erstellung der Dehnungswohlerlinien (Ae-Konzept)
jedoch nicht negativ aus. MeBgitterschiden aufgrund dynamischer Uberbean-
spruchung waren nach [73] nicht zu erwarten. Wahrend der Versuche zeigte
sich jedoch, daB der Klebstoff den Anforderungen nicht immer geniigen konnte.
Es kam verschiedentlich zur Ablésung von DMS und damit zum vorzeitigen
Bruch der betroffenen Proben. Dadurch, dafl alle Versuche im Bereich der
zyklischen Entfestigung gefahren wurden, bestand die Méglichkeit, auch DMS
mit geringfiigig unzureichender Haftung zu erkennen.

Der typische Anrifort der Bauteilmodelle lag in der WEZ am Nahtiibergang.
Mit den Kleinprobenexperimenten sollten deshalb vorrangig die Eigenschaf-
ten des Uberhitzungsbereiches der WEZ (Grobkorn) ermittelt werden. Als
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MeBlange wurde anhand des in Abb. 14 dargestellten Schliffbildes und un-
ter Beriicksichtigung der handelsiiblichen DMS-Mefgitterlingen 3 mm festge-
legt. Mit der gezielten Simulation des Uberhitzungsbereiches wurde zugleich
der Nachteil in Kauf genommen, da8 sich die WEZ der Bauteilmodelle insge-
samt etwas duktiler verhalten als die geglithten Kleinproben. (Schubert [72]
gibt den Unterschied zwischen WEZ-Feinkorn (Normalisierungszone) zu WEZ-
Grobkorn (Uberhitzungszone) mit etwa 1 : 1,6 in der Spannung an.)

5.3 Versuchsauswertung

5.3.1 Zyklisches Werkstoffgesetz und Dehnungswdéhlerlinien

Zur Beschreibung des zyklischen o-¢-Verhaltens von Metallen ist die Ramberg-
Osgood-Gleichung gut geeignet:

1

Tq Ta \ 77
Eat=et.w,l'*“cfaz:'l:"_ ‘E—+ <K,> (6)

Mit Gl. 6 wird vorausgesetzt, daf sich die totale Dehnungsamplitude €,; durch
Superposition elastischer (¢, ) und plastischer (€,,/) Dehnungsanteile beschrei-
ben 1aBt. Im doppeltlogarithmischen Mafistab gehorcht €,,; = f(o,) einer Ge-
radengleichung, was bei der Auswertung der Experimente am Nahtgefiige noch
eine wesentliche Rolle spielen wird.

An allen Serien (GW, WEZ, NG) wurde die elastische Dehnung durch einach-
sige elastizitdtstheoretische Rechnung bestimmt. Der plastische Anteil ergibt
sich sodann durch Vergleich mit der gemessenen totalen Dehnung des stabili-
sierten Zustandes. Abb. 16 zeigt die stabilisierte Hysterese einer Grundwerk-
stoffprobe.

AF
Aépl = Aﬁt ot ﬂ (7)

mit Ae; : Schwingweite der Dehnung (Fiihrungsgrofe)
AF : Zylinderkraft
E - A : Zugsteifigkeit der Probe

Bei einer verschiedentlich angewandten und grundsétzlich gleichwertigen Me-
thode werden die Dehnungsanteile durch Aufmessen sowohl der elastischen als
auch der plastischen Dehnung ermittelt. In der Regel ist die berechnete pla-
stische Dehnung grofer als die gemessene. Der Unterschied ist im Vergleich zu
anderen Unschéirfen belanglos. Am Beispiel der Abb. 16 liegt er innerhalb der
Zeichengenauigkeit. Bei kleinen Lasten kommt es verschiedentlich zur physika-
lisch nicht denkbaren Situation, daf die berechnete elastische Dehnung gréfer
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ist als die gemessene totale (Abb. 19). In Anlehnung an [32] [33] wurden des-
halb fir die Bestimmung plastischer Dehnungswdhlerlinien nur Experimente
mit €;,; > 100 4 verwertet.

Zur analytischen Beschreibung von Dehnungswohlerlinien hat sich die von
Morrow und Manson vorgeschlagene Form gut bewahrt (Abb. 17):

€at = €gel T €apl (8)
oy b

= —= (2N 9

€ael E (2NV) (9)

60.171 = 63‘ : (ZN)C (10)

mit: o%,b elastische Ermiidungskoeffizienten
€;,c  plastische "
N Bruchlastspielzahl

Anstelle der Bruchlastspielzahl wird oft auch die AnriBlebensdauer verwendet.
Als Anrifkriterium dient dann bei dehnungskontrollierten Experimenten z. B.
ein Abfall der Versuchskraft um 3-5%. In der Lebensdauer von Kleinproben
betragt der Unterschied zumeist wesentlich unter 10 %. Die Gl. 9 und 10 gelten
streng genommen fiir wahre Dehnungen und Spannungen [74]. Der Unterschied
zur technischen Definition der BeanspruchungsgréBen kommt bei sehr kurzen
Lebensdauern zum Tragen, ist hier aber ohne Einbuflen an Genauigkeit ver-
nachldssigbar. Die Gl. 6 und 8 bis 10 sind nicht unabh&ngig voneinander,
sondern es gilt:

!
n =

(11)

K = = (12)
€f

quQ“
o~

|

Die Abbildungen 18 bis 25 reflektieren die Ergebnisse der GW- und WEZ-
Versuche. Die Durchldufer werden in die Auswertungen nicht einbezogen. Die
Dehnungswohlerlinien und das o-e-Verhalten werden durch die vorstehenden
Gleichungen gut beschrieben. Der Umfang der Datenbasis 148t vor allem im
Fall der WEZ noch Wiinsche offen. Die Ausbeute liegt hier mit 5 Ergeb-
nissen aus 15 Proben wegen der genannten Griinde unter den urspriinglichen
Erwartungen. Der von Liu und Zenner [75] beobachtete Abknickpunkt der
Spannungsamplitude bei €,,; = 0,026 % kann beim Grundwerkstoff wegen ei-
ner zu geringen Zahl von Versuchen im hohen Lastwechselbereich und in der
Warmeeinflulzone wegen insgesamt zu geringer Probenzahl nicht unmittelbar
nachvollzogen werden (Abb. 20 und 21). Allerdings kann festgestellt werden,
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daf die erzielten Ergebnisse dem nicht entgegenstehen. Nach [75] markiert
€api = 0,026 % gleichzeitig den Abknickpunkt der Wéhlerlinie von ungekerb-
ten, polierten Kleinproben unter Zug-Druck-Wechsellast und der Uberlebens-
wahrscheinlichkeit p; = 50 %. Damit ergibe sich fir den Grundwerkstoff eine
Dauerwechselfestigkeit von oy = 236 N/mm?. Naherungsformeln aus [21] und
[5] schitzen die Dauerfestigkeit zwischen 218 N/mm? < ow < 242 N/mm? ein.
Die Dauergrenze des StE 290-Grundwerkstoffes kann damit ndherungsweise zu
ow = 230 N/mm? abgeschitzt werden. Fiir Einstufenversuche an polierten
Proben gilt ow =~ 04. Aus der Wohlerlinie der totalen Dehnung berechnet
sich o4 zu 201 N/mm?. Der Unterschied ist mit 230/201 = 1,14 vertretbar,
wenn die Unsicherheiten vor allem aus der Schidtzung von ow und auch aus
der Annahme des Abknickpunktes der Wohlerlinie bei 2 - 10° beriicksichtigt
werden.

Auf eine Ermittlung der vollstindigen statischen Fliefkurve wird verzichtet.
Der Vergleich der ziigigen mit der zyklischen Streckgrenze des Grundwerk-
stoffes (Tab. 1 und 25, Abb. 22) zeigt schon das fir niedrig- bis mittelfeste
Stahle typische entfestigende Verhalten bei niedrigen Dehnungsamplituden. In
Abb. 22 deutet sich bei ca. ¢, = 0,4 % der Beginn der zyklischen Verfestigung
an.

Im Vergleich zum Grundwerkstoff ist eine Abschétzung der Dauerfestigkeit
beim WEZ-Geflige ungleich schwieriger. Nach Liu/Zenner wiirde die Dauer-
festigkeit bei ow = 385 N/mm? liegen. Die aus den Experimenten bestimmte
kennzeichnende Schwingfestigkeit betragt nur o4 = 251 N/mm?. Die Diskre-
panz ist erheblich. Vergleichbare Experimente an einem simulierten WEZ-
Gefiige aus normalfestem Stahl SB 42 (entspricht St 42) [33] ergaben einen
Abknickpunkt der Wéhlerlinie bei 1,4 - 10° und eine zugehérige Spannung
von ow = 223 N/mm?; die Abschitzung nach Liu/Zenner gelingt gut mit
ow = 240 N/mm?. Eine WEZ-Simulation am Feinkornbaustahl A 514 (ent-
spricht StE 500) aus [48] zeigt jedoch das am StE 290 beobachtete Verhalten:

N
ow = 771 5
mm
N
o4 = 5T5——
mm

Experimentelle Daten zum Abknickpunkt des A 514-WEZ oder anderer Fein-
kornbaustihle wurden bisher nicht bekannt. Uberhaupt liegen derzeit nur sehr
wenige Schwingversuche an der Warmeeinfluizone von Feinkornbaustdhlen
vor. Es ist deshalb davon auszugehen, daB eine Anwendung des Verfahrens
[75] auf WEZ-Gefiige eine besonders kritische Wiirdigung der Ergebnisse er-
fordert.

Grundwerkstoff und WarmeeinfluBzone zeigen im Vergleich zueinander die
auch aus [74] bekannten typischen Unterschiede zwischen duktilen und weniger
duktilen (hier: aufgehirteten) Werkstoffen. Die elastische Dehnungswéhlerli-
nie der WEZ liegt iber der des GW (0% gy = 1117, 0foy = 853, bwez ~
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bow). Bei der plastischen Wohlerlinie ist es gerade umgekehrt. Aufgrund
der etwas groBeren Neigung der WEZ-Linie verstirkt sich der in ¢} schon
bemerkenswerte Unterschied im Zeitfestigkeitsbereich noch. Die Gesamtdeh-
nungswohlerlinien schneiden sich bei ca. 5 - 10° Lastwechseln im oberen Zeit-
festigkeitsgebiet.

Die Abb. 24 und 25 ermoéglichen die Einordnung der eigenen Experimente
in ausgewertete Literatur [32] [33] [48]. Die Verfestigungskoeffizienten n’ des
StE 290-GW und -WEZ figen sich nahtlos in das Gesamtbild ein. Damit
diirfen auch die Neigungen der elastischen und plastischen Dehnungswdhler-
linien trotz des geringen Probenumfanges als zutreffend erachtet werden. In
einer gemeinsamen Auswertung aller in [32] gesammelten Experimente fanden
Baumel und Seeger ein mittleres n’ = 0,15. Fir die untersuchten Feinkorn-
baustihle zeigt sich eine Tendenz zu etwas kleineren Werten. Ein relevanter
Unterschied zwischen GW und WEZ besteht nicht. Das fiir StE 290-GW be-
stimmte K’ ordnet sich entsprechend der statischen Festigkeit zwischen den
Stahlen 10CrMo9 10 und SB 42 ein (Abb. 24). Die durch Glihen erzeugte
Aufhértung driickt sich auch in den Ermiidungskoeffizienten o’ und ¢/ des
StE 290-WEZ aus (0} T,€¢; |). K’ liegt iiber der Kurve des SB 42-WEZ
(Abb. 25).

Wie in Kap. 5.1 ausgefiihrt, kithlten die Kleinproben schneller ab als die
Schweifindhte der Bauteilmodelle. Nach Seyffarth [71] korreliert die Bruch-
grenze R, mit der Abkiihlzeit t3/5. Fiir die Kleinproben darf demnach R, =
698 N/mm? erwartet werden; fiir die Bauteilmodelle nur R,, = 608 N/mm?.
Aus der Verdnderung in R,, kénnen nach Biumel und Seeger die zyklischen
Kennwerte o, ¢/, und K' der WEZ der Pipelineknoten berechnet werden :

o’ e’f K’
K' | B? K B K B
1117 1971 1,224 | 1,275 | 1089 | 947

Ein relevanter Einflufl der Abkiihlzeit ist auf n’ nicht gegeben. Aus Abb. 23
wird der Unterschied zwischen Kleinproben und Bauteilmodellen ersichtlich.
Demnach sind auch schon im technisch relevanten Bereich (¢, < 0,5 %) merk-
liche Verinderungen in Materialverhalten zu verzeichnen.

Im Zusammenhang mit der im Kap. 9 einzusetzenden Mittelspannungsrelaxa-
tion nach [48] wird fir die WEZ der Bauteilmodelle noch die Transitionsdeh-
nung er bendtigt. Sie ergibt sich aus dem Schnittpunkt der elastischen mit
der plastischen Dehnungswohlerlinie und betrigt er = € = €, = 2037 p.

1Kleinproben
2Bauteilmodelle
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Im Hinblick auf die gestellte Aufgabe wurden die Experimente im wesentlichen
der Zeitfestigkeit gewidmet, weshalb eine Extrapolation der abgeleiteten Deh-
nungswohlerlinien in den Kurzzeitfestigkeitsbereich hinein mit Unsicherheiten
verbunden ist.

Die an Schweiflgut durchgefiihrten Experimente dienen lediglich der Bestim-
mung des zyklischen Werkstoffgesetzes. Auf die Verwirklichung der Vorha-
bensziele bleibt die Vernachlassigung von Dehnungs- und Schidigungspara-
meterwdohlerlinien ohne Einflufl, denn die Experimente an den Pipelineknoten
zeigen, dafl die Anrisse stets in der WEZ auftreten; d. h. die Dehnungs- und
Schadigungsparameterwohlerlinien des Nahtgefiiges sind fiir die Lebensdau-
erberechnungen ohnehin nicht von Interesse. Allein die Kenntnis des zykli-
schen o-e-Verhaltens ist wegen der durchzufiihrenden elastoplastischen FE-
Rechnungen von Belang.

Zur zusétzlichen Ableitung von Kleinprobendehnungswohlerlinien hétte es ei-
ner wesentlichen Verbesserung der Schweifinahtqualitidt bedurft, die unter den
gegebenen Bedingungen nicht erhéltlich war. Die untersuchten Schweipro-
ben wiesen Imperfektionen, vor allem Schlackeneinschliisse auf, die in den
Schwingversuchen als Anrifistarter wirkten. Die Riinitiierungsphase verkirzte
sich dadurch drastisch. Das Riffortschrittsverhalten bekam dominanten Ein-
flu auf die Lebensdauer. Wegen der unterschiedlichen Anrificharakteristika
ist eine Ubertragung der Dehnungswohlerlinien auf die Bauteilversuche nicht
zweckméfBig. In [76] konnte anhand systematischer Versuche an geschweifiten
Kleinproben unterschiedlicher Nahtqualitdten gezeigt werden, dafl die zyklische
Entfestigung des Schweifigutes von der Nahtqualitat praktisch unabhangig ist,
sodaB in der Ubertragung des zyklischen Werkstoffgesetzes auf die Bauteil-
modelle keine auBergewdhnlichen Unscharfen zu erwarten sind. Die Abb. 26
zeigt das o-¢-Verhalten der eigenen Experimente als Funktion der aus Gl. 7
ermittelten plastischen Dehnung. Die Verfestigungskoeffizienten K’ und n’
werden mittels linearer Regression aus log o, und log ¢, ,; berechnet. Versuchs-
ergebnisse mit €,,; < 100 & werden wieder von der Berechnung ausgenommen.
Im Vergleich zu den Stahlen 10CtMo9 10, SWT 32 und SB 42 [32] [33] und
StE 355 [47] zeigt das SchweiBgut des StE 290 die grofite Verfestigung. Da-
bei darf unterstellt werden, dafl weitere Experimente an StE 290 bei grofieren
Dehnungen das n’ = 0,119 noch etwas verringern wiirden. Nach Baumel
und Seeger kann aus K’ =~ 1,65 - R,, die Zugfestigkeit des Schweifigutes ab-
geschitzt werden. Sie liegt mit R, & 560 N/mm? an der oberen Grenze des
in DIN 1913 angegebenen Bereiches von 430 N/mm? < R,, < 550 N/mm?
fir die eingesetzte Elektrodenklasse E 4322. Die in den Bauteilschweilungen
verwendete Elektrodenklasse E 5132 gewahrleistet Bruchgrenzen zwischen 510
und 650 N/mm?. Die Mindeststreckgrenzen beider Klassen sind mit 360/380
nahezu gleich. Damit ergibt sich fir Kleinproben und Bauteile ndherungsweise
die gleiche Dauerfestigkeit [21] und unter Voraussetzung gleicher Wohlerlini-
enneigungen ibereinstimmendes Verhalten auch im Zeitfestigkeitsbereich.
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5.3.2 Schidigungsparameterwdohlerlinien

Eine Reihe von Schiadigungsparametern wurde in der Vergangenheit entwickelt,
mit deren Hilfe u. a. der Einflul des Grenzspannungsverhéltnisses erfaflt wer-
den soll. Anstatt durch eine Schar von Woéhlerlinien mit unterschiedlichem
R und sonst gleichen Bedingungen wird das Ermidungsverhalten (Anrifl oder
Bruch) durch eine einzige Lebensdauerlinie P = f(IV) darstellbar.

Schadigungsparameter Pswt Der Schidigungsparameter von Smith, Wat-
son und Topper [26] hat sich bisher am weitesten durchgesetzt. Im Sinne
der Normalspannungshypothese wird unterstellt, daf allein die Beanspruchung
normal zum Anrifl ermidungsrelevant ist. Dem R-Einflu8 wird durch Verschie-
ben der Hysteresenmittelpunkte um die Mittelspannung o, begegnet.

PSWT=\/(0a+0'm)-6a-E=\/omaz-ea-E (13)

mit: o, Spannungsamplitude
€,  Dehnungsamplitude
om Mittelspannung

Durch Einsetzen der GI. 8 bis 10 ergibt sich die Wéhlerlinie des Schédigungs-

parameters:

Pswr = \/0’}2 2N+ E - ol € (2N )bte (14)

Héaufig wird die Schidigungsparameterwdhlerlinie auch unmittelbar aus den
Versuchsergebnissen bestimmt. Dazu wird eine im log-log-Koordinatenkreuz
als Gerade erscheinende Exponentialfunktion unterstellt, die mittels linearer
Regression leicht aus den Versuchen bestimmt werden kann. Gegebenenfalls
wird die Darstellung noch durch Annahme eines, ausnahmsweise auch zweier
Abknickpunkte im Bereich der Zeitfestigkeit verfeinert.

Abb. 28 und 29 zeigen die Pswr-Linien des Grundwerkstoffes und der Warme-
einfluBzone. Zur Berechnung der unmittelbar durch Regression bestimmten
Wohlerlinie werden die Durchldufer ausgeklammert. Im Fall des Grundwerk-
stoffs deutet sich bei 10° Lastwechseln ein Abknickpunkt dieser Linie an. Zur
Absicherung waren eine Rethe weiterer Versuche vor allem im hohen Last-
spielzahlbereich erforderlich. Es darf als sicher angenommen werden, dafl
die kennzeichnende Festigkeit ohne Beriicksichtigung des Abknickpunktes mit
Pswr = 165 N/mm? unterschitzt wird. Der nach Gl. 14 bestimmte Wert von
Pswr = 210 N/mm? ist deshalb als zutreffender anzusehen. Unter der Vor-
aussetzung, daf} der kennzeichnende Wert der Schwingfestigkeit zugleich die
Dauergrenze reprasentiert, kénnte Pswr auch tber die 0,026 %-Dehngrenze
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[75] beschafft werden. Das Ergebnis unterscheidet sich mit 263 N/mm? wie-
derum deutlich von dem nach Gl. 14 ermittelten. Da die dieser Gleichung
zugrunde liegenden Dehnungswohlerlinien den Ubergang zur Dauerfestigkeit
weniger genau zu beschreiben vermogen als den Bereich der Zeitfestigkeit,
erscheint die Diskrepanz leicht erklarlich. Allerdings fand Paetzold [34] das
gleiche Verhalten an den Schiffbaustihlen GL-A24 und GL-D36, ohne dabei
auf die Dehnungswohlerlinienbeschreibung von Morrow/Manson zuriickzugrei-
fen. Der Unterschied ist zu einem gewissen Teil auf die Annahme Ny = Np
zurlickzufithren. Weiter spielt die Anzahl der Proben insbesondere nahe der
Dauerfestigkeit eine Rolle. Vor allem aber ist zu beriicksichtigen, daf8 so-
wohl das Pswr-Konzept als auch die Annahme der plastischen Dehngrenze als
Schwingfestigkeitskennwert nicht aus dem Verstdndnis um die im Material ab-
laufenden Schadigungsvorginge abgeleitet wurden und deshalb absolute Werte
nur bei Nennung der zugrunde liegenden Theorien Aussagekraft erhalten.

Die unter betriebsdhnlichen Belastungen zu diskutierende Frage nach dem
Verlauf der Pswr-Linie fir N > N4 stellt sich in dieser Arbeit wegen der
Beschrankung auf Einstufenkollektive nicht.

Die am WEZ-Gefiige vorgenommenen Experimente erlauben keine Aussage
zum Abknickpunkt der ,linearen” Schadensparameterwohlerlinie (Abb. 29).
Die Anwendung des zyklischen Dehngrenzenkriteriums zeigte schon in der
Abschétzung der Dauergrenze Schwichen (s. S. 22), die sich auch im Scha-
densparameter widerspiegeln. Ansonsten haben die am Grundwerkstoff ange-
stellten Uberlegungen auch fiir die WEZ Giiltigkeit, sodaB als kennzeichnender
Wert Pswr = 253 N/mm? angegeben werden kann.

Der Vergleich GW-WEZ liefert das von den Dehnungswohlerlinien bekannte
Bild. Der Schnittpunkt der Pswr-Kurven ist aber um eine Gré8enordnung der
Lastspiele zur Kurzzeitfestigkeit verlagert. Hier driickt sich wieder die schon
angesprochene Abhéngigkeit der Ergebnisse vom verwendeten Konzept aus.

Im Abschnitt 5.3.1 wurden bereits einige wesentliche Unterschiede im Mate-
rialverhalten der simulierten WEZ der Kleinproben zu den Bauteilmodellen
herausgearbeitet. In Abb. 29 ist zusdtzlich die Schadensparameterwéhlerlinie
abgetragen, wie sie sich nach Gl. 14 unter Verwendung der auf S. 23 aufgefiihr-
ten Koeflizienten ergibt. Die Neigungen b und ¢ werden dabei wegen der zu
erwartenden kleinen Anderungen und in Ubereinstimmung mit dem Uniform
Material Law von [33] als konstante GréBen betrachtet.

Schadigungsparameter Pxpy  Mit Pyrpy wird heute ein Schidigungspa-
rameter bezeichnet, der auf Kandil, Brown und Miller [38] zuriickgeht und
zur Beschreibung der Schwingfestigkeit von mehrachsig beanspruchten Klein-
proben entwickelt wurde. Dieser Theorie zufolge wird ein Anrifl durch die
Schubbeanspruchung initiiert. Die Ebene des maximalen Gleitwinkels gilt als
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Kerbgrund. Abb. 30 verdeutlicht: Ein Schaden tritt entweder in der Kerbober-
fliche auf oder der Rif} entsteht in der Ebene normal zur Oberfliche. Da es sich
um einen Schubrifl handelt, entwickelt sich ein ins Innere des Materials vordrin-
gender Anrifl unter 45° zur Oberfliche. Durch Annahme des v,,,-Kriteriums
empfiehlt sich die Theorie besonders fiir duktile Werkstoffe. Weiter wird ange-
nommen, daf} die Phase von der Riflinitiierung bis zum technischen Anrif3 bzw.
Bruch der Probe von der normal zum Anrif§ gerichteten Dehnungskomponente
en beeinfluit wird:

/V\mw + /6\N: konst. fiir Bruchlastspielzahl (15)

mit ’/;’, e Gleitungs-/Dehnungsamplitude.

Auf die Arbeiten von Socie et al. [40] geht die Erfassung unterschiedlicher
Grenzspannungsverhaltnisse durch Addition der elastischen Mitteldehnung
on,0/E in der Schnittebene zuriick. Damit lautet die heute gebrauchliche Form
des Schidigungsparameters:

PI\"BA/I =’/;maz' + /éN +%)‘ (16)
Pr-grr-Wohlerlinien kénnen ebenso wie die Pgwr-Linien aus Kleinprobenex-
perimenten unter Zug-Druckwechselbeanspruchung abgeleitet werden. Dies ist
umso bemerkenswerter, als einachsige Experimente die Grundlage zur Bewer-
tung mehrachsiger (Betriebs)beanspruchung bilden. Fiir Versuche mit R = —1
ergibt sich fiir den Schadensparameter unter Verwendung des Mohr’schen Deh-
nungskreises

Prgpm = = (3 e — /6\3) (17)

[N

mit: /6\1 grofle Hauptdehnung

23 kleine Hauptdehnung

Die kleine Hauptdehnung ist iiber die Querdehnungsbehinderung mit der grofien
gekoppelt. Wegen der Moglichkeit auch plastischer Verformungen gilt 0,3 <

Vo= — /6\3 / @1§ 0,5. Die Querkontraktionszahl »' im konkreten Anwendungs-

fall zu bestimmen ist schwierig und in Anbetracht eines maximalen Fehlers
von 3% in Pkpym auch von sekundirer Bedeutung.

Der Verbindung des Schidigungsparameters mit der Lebensdauer dienen die
Dehnungswohlerlinien nach Morrow/Manson. Durch Einsetzen der Gl. 8 bis 10
in Gl 17 und unter Annahme von v, = 0,3 im elastischen und v,; = 0, 5 im pla-
stischen Dehnungsanteil ist die Gleichung der Schidigungsparameterwdhlerli-
nie der Kleinproben bestimmt:
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/

g
Pray = 1,65-Ei S(2N)® 4+ 1,75¢; - (2N)° (18)

Von Lohr und Ellison wurde ein Schidigungsparameter Ppg eingefithrt [39], der
sich von Pgpar grundsatzlich nur dadurch unterscheidet, dal ein Anrif nicht
unbedingt in der Schnittebene der maximalen Gleitung entsteht. Vielmehr
wird angenommen, dafl sich der Anrif} stets unter 45° in das Materialinnere
entwickelt (Abb. 30 und 31). Ein geringfligiger Unterschied besteht in der
Wichtung von Rifinitilerung und Mikrorilwachstum. Nach Leese [35] spre-
chen die am Experiment gewonnenen Erfahrungen fiir den Ansatz Pxpp. Zur
Berechnung der Schidigungsparameterwohlerlinien Pxpas von StE 290, GW
und WEZ, kénnen wieder die im Abschnitt 5.3.1 gesammelten Erkenntnisse
herangezogen werden (Tab. 25). Die Abb. 32 und 33 reflektieren die ausge-
wertete Gl. 18; die Versuchspunkte stehen fir Pxpy = 1,7 Ae, /2 (Gl 17 mit
v =0,4).

Die Einheit des Parameters kénnte analog zum Vorgehen beim Pswr durch
einfache Multiplikation mit dem E-Modul auf Spannungen abgestimmt wer-
den. Zugunsten einer Betonung des grundsatzlichen Charakters von Prxpar als
Dehnungsparameter wird darauf verzichtet.

Anstelle einer ausfiihrlichen Diskussion der Abb. 32 und 33 darf auf den vo-
rigen Abschnitt verwiesen werden. Die entsprechenden Passagen gelten hier
sinngemas.

6 Numerische Untersuchungen an den Bau-
teilmodellen

Der iiberwiegende Anteil der numerischen Untersuchungen wurde nach der
Methode der Finiten Elemente (FEM) mit Hilfe des Programmsystems ADINA
[77] durchgefiihrt.

Die aus Strukturspannungs- und Kerbgrundkonzepten zur Lebensdauerabschat-
zung abzuleitenden Anforderungen an die FE-Modellierung fiihrten zur Ent-
wicklung einer Reihe von Modellvarianten. Alle Modellierungen wurden aus

dem Basismodell V0 (Abb. 34) abgeleitet.

6.1 FE-Modellierungen

Fir das Modell V0 wurde im wesentlichen auf Schalenelemente zuriickgegrif-
fen. Die Schweifinaht ist auf eine Knotenreihe reduziert. Entsprechend ge-
ring ist an dieser Stelle die Aussagekraft der berechneten Spannungen. Die
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Uberpriifung der mit V0 erzielten Ergebnisse zeigt, daf das Modell zur Be-
schreibung der globalen Beanspruchung gut geeignet ist. Die Ausnutzung der
Symmetrieeigenschaften 1at die Erstellung eines Viertelmodells mit entspre-
chenden Randbedingungen zu. Das Materialverhalten ist linearelastisch. Auf
eine Diskussion der weiteren Modelleigenschaften soll an dieser Stelle verzich-
tet werden. Sie werden im Zusammenhang mit den weiteren Modellierungen
sichtbar.

Durch die Entwicklung von V2 und V4 lieB sich die Genauigkeit der nume-
rischen Schweinahtsimulation erheblich verbessern. Diese Modelle solliten
den Anspriichen gentigen, die aus dem Einsatz der Strukturspannungskon-
zepte erwachsen. Sie unterscheiden sich von V0 und voneinander im stark
umrandeten Bereich der Abb. 34. Anstelle der Schalenelemente wurden 3D-
Kontinuumselemente verwendet. Fiir die Abbildung der Schweinaht durch
tetraederformige 3D-Elemente wurden an einigen Rohrknoten die Sattel- und
Kronenpunkte aufgemessen (Abb. 11).

Das Modell V2 stellt dabei eine Zwischenstufe der Entwicklung von V0 nach
V4 dar. Es verfiigt bereits {iber die wesentlichen Eigenschaften von V4. Die
Beschreibung der Schweiinahtgeometrie ist in V2 etwas unschéarfer. Der Naht-
bereich ist im Hinblick auf Untersuchungen zum Strukturspannungskonzept [1]
so vernetzt, dafl die Kantenldngen der Volumenelemente ungefihr der Blech-
dicke entsprechen. Aus den Abb. 35 und 36 ist neben den berechneten Haupt-
spannungsverteilungen das verwendete Netz ersichtlich. Der Hot Spot liegt
auf der 45°-Position und ist damit auf 10° genau berechnet (Tab. 21). Durch
eine gleichméaBigere Vernetzung in diesem Bereich liefle sich der Fehler ver-
ringern. Die max. Hauptspannung betrigt 196 N/mm? bei AF = 100kN
Priflast (=~ p; = 10% fiir N4y = 2 - 10°). Bei der Bewertung der Spannungs-
verteilung ist zu beriicksichtigen, dafl die ausgewerteten Integrationspunkte
nicht auf der Rohroberfliche liegen, sondern ca. 5% der Blechdicke darun-
ter (TINT=3). Die Biegung in der Symmetrieebene z = 0mm ist nahe der
Naht vor allem tangential und von etwa gleicher Gré8le wie die Membranbe-
anspruchung, sodafl der Fehler ca. 2% betragt. Das Konzept [1] setzt zur Hot
Spot Spannungsberechnung die Extrapolation der Strukturspannungen aus be-
stimmten Integrationspunkten (TINT=2) voraus; V2a erfiillt diese Bedingung.
An spaterer Stelle werden Vergleiche mit Offshore-Knoten benétigt, weshalb
an einer weiteren Variante von V2 die aus der Entfernung des Plug resultie-
renden Einflisse untersucht wurden. Dabei ergab sich, dafl der Hot Spot einer
Konstruktion mit Plug um 7% geringer belastet ist.

Im Modell V4 (Abb. 37) wurde der Anderung der Nahtgeometrie zwischen
Sattel und Krone am Nahtiibergang zum Chord durch Annahme einer Cos-
Funktion Rechnung getragen. Weiterhin wurde im Vergleich zu den anderen
FE-Modellen ein deutlich feineres Netz generiert. Die normal zur Naht liegen-
den Kantenlangen entsprechen in etwa dem a-Mafl der Schweiflung. Um die
Spannungen direkt auf der Oberfliche zu erhalten, wurden die Volumenele-
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mente auf der Auflenseite mit sehr diinnen Scheibenelementen (,Seifenhaut”)
iberzogen. Die maximale Hauptspannung liegt, vom Sattel gemessen, auf
ca. 23°. Sie betragt 227 N/mm? bei AF = 100kN. Die Verschiebung des
Hot Spot rithrt von der gegeniiber V2 verbesserten, aber immer noch etwas
ungleichméBigen Vernetzung des Chord an der Einbrandkerbe her. (Die Kan-
tenlangen normal zur Naht variieren leicht iiber dem Rohrumfang.) Der Fehler
in der Ortsbestimmung des Hot Spot ist von gleicher Gréfle wie bei V2, wenn
auch mit anderem Vorzeichen. Der Gradient der Spannung entlang der Ein-
brandkerbe ist klein. Beispielsweise wird fiir die 45°-Position noch 208 N/mm?
ausgewiesen. Auch von diesem Modell wurde ein dem Strukturspannungskon-
zept [1] angepafiter Abzug erstellt (V4a).

Mit den Modellen V7 und V8 wurden die Voraussetzungen fiir numerische
Untersuchungen zum Kerbgrundkonzept geschaffen. Die aus V4 abgeleiteten
Modelle simulieren auch das unterschiedliche elastoplastische Materialverhal-
ten von Grundwerkstoff, Warmeeinfluizone und Nahtgefiige. Sie unterschei-
den sich lediglich in der Modellierung der o-¢-Verlaufe: Die in V7 verwendeten
Naherungen (Werkstoffkennwerte von SB 42 [32] [33]) konnten nach Been-
digung der Kleinprobenexperimente durch Implementieren des tatsichlichen
Verhaltens der Rohrverzweigung in V8 ersetzt werden. Dabei wurde in der nu-
merischen Simulation zugunsten einer genaueren Nachbildung der Verhéaltnisse
am AnriBort eine weniger zutreffende Simulation insbesondere am Ubergang
zum Grundwerkstoff in Kauf genommen (s. S. 19). Fiir die Darstellung der
WEZ am Chord wurde eine Netzverfeinerung in Dickenrichtung unumgénglich
(Abb. 38). Fiir die Referenzlast AF = 100 kN betragt die grofite rechnerische
Hauptspannung des Modells V8 Ao = 308,9 N/mm?2. Der berechnete Hot
Spot liegt mit 27° vom Sattel nahe an dem im Experiment beobachteten von
35°.

Die elastoplastischen FE-Rechnungen erfordern eine tatsichlich nicht gege-
bene diskrete Trennung der Gefiigearten voneinander. Zudem ist insbesondere
die WEZ nicht homogen, sodafl die Annahme unverdnderlicher Materialeigen-
schaften innerhalb eines Gefiiges eine erhebliche Idealisierung darstellen kann.
Allerdings ist letzteres keine ausgesprochene Eigenheit der FE-Modelle, denn
auch die Kleinprobenexperimente zur Bestimmung der verschiedenen Materi-
algesetze bericksichtigen die Gefiigednderungen nicht im einzelnen. Die Ent-
wicklung der plastischen Zonen ist in Abb. 39 dargestellt. Die jeweilige Flief3-
grenze R, wurde den im Abschnitt 5.3.1 bestimmten Spannungs-Dehnungs-
Gesetzen entnommen. Auffallig ist, dal zuerst der Grundwerkstoff seine Flief3-
grenze iberschreitet. Die WEZ folgt unmittelbar danach, was aus der Ab-
bildung allerdings nur schwer erkennbar ist. Besonders die kleinen Lasten
(85,3kN und 104,5kN) zeigen mit ihrer ausgepriagten Trennung zwischen
Grundwerkstoff und WEZ den Nachteil, der zugunsten einer besseren Simula-
tion des Materialverhaltens am Anriflort in Kauf genommen werden mu8.

Die Ausdehnung der WEZ wird anhand von Schliffbildern bestimmt (Abb. 15).
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Sie schwankt in Dickenrichtung zwischen 1 und 3mm. An der AnriBistelle,
also dem Nahtiibergang zum Chord, betragt sie an der Rohroberfliche etwa
2mm. Das Ergebnis deckt sich mit Literaturauswertungen [48] [54] [72] und
kann daher als typisch bezeichnet werden. Der Chord der elastoplastischen
Rechenmodelle ist mit einer WEZ-Geometrie ausgestattet, die am Hot Spot
in Dickenrichtung 1,6 mm mifft und sich auf der Oberfliche 2,3mm vom
Nahtiibergang erstreckt. Am elastoplastischen Modell V7 wurden eine Reihe
von Variationsrechnungen durchgefiihrt, um den EinfluB der unvermeidlichen
Schwankungen in der Ausdehnung der WEZ auf die rechnerische Kerbgrund-
beanspruchung zu verifizieren. Dazu wurden die Abmessungen bei sonst glei-
chen Bedingungen systematisch in der Dickenrichtung bzw. vor der Einbrand-
kerbe verandert. Auf Rechnungen mit wechselnden Abmessungen der WEZ
innerhalb eines Modells wurde verzichtet. Als Belastung wurde die kennzeich-
nende Schwingfestigkeit von 85,3 kN gewihlt, die auf maximale Vergleichs-
spannungen von ca. 215 N/mm? fiilhren und damit die Fliegrenze der WEZ
(V7. R,y = 184 N/mm?) deutlich iiberschreiten. Die Auswertung der Berech-
nungen ergibt, dafl bei Verinderungen der WEZ-Ausdehnungen um ca. 50 %
mit Unterschieden in der maximalen Vergleichsspannung und -dehnung sowie
beim Schidigungsparameter Pswr von etwa 5% zu rechnen ist. Eine Ver-
kleinerung der WEZ erhoht die Beanspruchung; ihre Vergréferung fihrt zur
Entlastung.

Mit Blick auf die Lebensdauerabschdtzungen anhaftenden Unsicherheiten darf
deshalb unterstellt werden, daf eine noch weitergehende Simulation der WEZ
keine wesentlichen Verbesserungen in der Prognosegenauigkeit erwarten 1afit.
Es soll dabei jedoch nicht verschwiegen werden, dafl grundséitzlich fiir die An-
wendung des Ortlichen Konzeptes eine besonders feine Diskretisierung der Geo-
metrie, wie sie z. B. bei linearelastischer Betrachtungsweise mit Hilfe der Boun-
dary Element-Methode (BEM) vorteilhaft durchgefiihrt werden kann, sehr
wilnschenswert ist. Die verfligbare Rechentechnik (Vektorrechner SNI 100/10
und VMS-Rechner VAX 6310) 148t weitere Modellverfeinerungen jedoch nicht
sinnvoll erscheinen. Beispielsweise verbrauchen die besonders zeitintensiven
elastoplastischen Modellierungen mit jeweils 24 000 Freiheitsgraden und 9 Last-
inkrementen ca. 3 CPU-Stunden des Vektorrechners je Rechenlauf. Der Vek-
torisierungsgrad des verwendeten Programms ADINA betrégt etwa 85 %. Eine
Handhabung dieser Modelle auf dem VMS-Rechner verbietet sich damit von
selbst.

Die FE-Vernetzung fir die WEZ am Nahtiibergang zum Brace ist gemessen
an der des Chord wesentlich einfacher zu erstellen, weil eine Unterteilung in
Dickenrichtung nicht benétigt wird. Die Ausdehnung der WEZ wurde wieder
aus Schliffbildern ermittelt und mit 2 mm einheitlich implementiert.
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6.2 Vergleich Rechnung - Messung

Zur Uberpriifung der numerischen Simulation dienen nach den iiblichen Plausi-
bilitdtskontrollen und einer ersten Naherung mit Hilfe der Datensammlung [78]
vor allem die MeBergebnisse. Der Abgleich wird, sofern nicht anders vermerkt,
am linearelastischen FE-Modell V4 durchgefihrt. In den globalen Beanspru-
chungen unterscheiden sich die einzelnen Modelle nur marginal voneinander.
Fine Differenzierung eriibrigt sich deshalb.

Rosetten liefern vollstindige Informationen zur zwelachsigen Spannungsbe-
rechnung und werden im folgenden direkt mit den FE-Ergebnissen vergli-
chen. Um auch einen Vergleich zwischen einachsigen Messungen (Lineare
DMS, Kreuze) und mehrachsigen Berechnungsergebnissen zu erméglichen, ist
an solchen Mefstellen der Einflul der Querkontraktion aus den FE-Ergebnissen
eliminiert worden (s. S. 10).

Aus Tab. 4 ist ersichtlich, dafl die FE-Rechnung die tatsichliche Belastung der
Positionen 19 und 20 iiberschitzt, wihrend sie auf den Positionen A 13 und
B 13 die Realitat nahezu exakt wiedergibt. Der Quotient Rechnung/Messung
betrdgt bei 413 und B 13 0,96; an den MeBstellen 19 und 20 1,13. Nach
stichprobenartigen Messungen der Rohrwandstarken kénnte vermutet werden,
dafB sich die tatsdchlichen Materialstirken im oberen Bereich des zuldssigen
Toleranzfeldes (s. S. 10) befinden. Eine mittlere Erhdhung von 5% wiirde die
Genauigkeit der Positionen A 13 und B 13 auf 0,91, die der Positionen 19 und
20 auf 1,07 verdndern.

Die Tab. 6, 10 und 14 geben die ansonsten sehr gute Ubereinstimmung der
berechneten globalen Rohrbeanspruchungen mit den MeBergebnissen wieder.
Anhand der Tab. 8, 12 und 16 148t sich demonstrieren, daf3 die berechneten
Tangentialspannungen von gleicher Giite sind.

Auffallig ist das Verhalten der Axialspannung des Modells 2 auf z = 90 mm,
a = 180°. Wihrend die gemessene Tangentialspannung von 49 N/mm? ex-
akt berechnet wird (Tab. 12), weichen die MeBwerte der Axialspannung mit
89 N/mm? deutlich vom berechneten und an Modell 1 verifizierten Wert von
62 N/mm? ab (Tab. 10). Weiteren Aufschluf hitten DMS-Rosetten geben
kénnen, wie sie an den Modellen 3 bis 6 appliziert waren. Das Modell 2 zeigte
wahrend der Schwingversuche ein untypisches Anriiverhalten und muflte des-
halb aus der Waohlerlinienbestimmung ausgeschlossen werden. Da die Ergeb-
nisse von Rechnung und Messung unzweifelhaft sind, kann die Diskrepanz als
Hinweis auf ungewdhnliche ortliche Steifigkeitsverhéltnisse am Modell 2 inter-
pretiert werden.

An 4 Modellen wurden die am Nahtiibergang zum Chord auftretenden Struk-
turspannungen bestimmt (Tab. 17). Die Schweilungen weisen sanfte Naht-
tibergédnge auf, die im FE-Modell durch eine Ecke simuliert werden. Im Gegen-

satz zu den DMS erfaft das FE-Modell V4 lokale Effekte nur mangelhaft, wes-
halb die Spannungen von der Rechnung zumeist iberschatzt werden (Abb. 4).
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Die Auswertung der Rosetten zeigt, dal das Modell V4 beide Hauptspannun-
gen auf 3% bis 13 % genau berechnet (Tab. 18 bis 20). Im Fall des 6. Modells
kommt es auf der 45°-Position rechnerisch zu einer 10 %-igen Unterschétzung
der kleinen Hauptspannung. Da diese Position nur an einem Modell gemes-
sen werden konnte, muf eine Ubertragung auf das gesamte Los entsprechend
vorsichtig erfolgen.

7 Bewertung der Schwingfestigkeit mit Struk-
turspannungskonzepten

Strukturspannungskonzepten liegt die Annahme zugrunde, da8 sich von der to-
talen Beanspruchung einer Schweiinahtkerbe ein konstruktionsbedingter An-
teil, die Strukturspannung, abspalten 148t, der die aus Geometriednderungen
am Bauteil entstehenden Spannungserh6hungen erfaBt und mit der Schwingfe-
stigkeit der Verbindung korreliert. Die Differenz zur Gesamtbeanspruchung
entsteht aus Kerbwirkungen, die unmittelbar der Schweifinaht zuzuordnen
sind. Dazu zdhlen z. B. fertigungsbedingte Abweichungen von einer ideali-
sierten Nahtform oder schweilbedingte Unterschiede in den Materialgefiigen
nahe der Naht oder in der Naht. Der Einflul von Kerbwirkungen wirkt sich
nur sehr lokal, in der Gré8enordnung weniger Millimeter aus. Die Struktur-
spannung kann deshalb aus gemessenen oder berechneten Spannungen nahe
dem Hot Spot extrapoliert werden.

Zur Bewertung der Rohrknoten mit Hilfe von Strukturspannungskonzepten
wurden Bemessungsempfehlungen eingesetzt, die den derzeitigen Stand der
Wissenschaft und Technik reprasentieren. Im vorliegenden Anwendungsfall
zeichnen sie sich u. a. dadurch aus, daB sie konservative Bewertungen liefern.

Die den Berechnungen zugrunde liegenden Hot Spot Spannungsschwingweiten
Acgs sind nicht einheitlich definiert, weshalb zur vergleichenden Darstellung
(Abb. 40) die dquivalenten Zylinderlasten der Bauteilexperimente herangezo-
gen wurden. Die Entwurfslinien gelten fiir 97,7 % Uberlebenswahrscheinlich-
keit. Deshalb wurde die experimentell abgesicherte 50 %-Linie der Rohrknoten
(Abb. 10) mit Hilfe des normierten Streubandes aus [65] auf p; = 97,7 % um-
gestellt:

10g ZV9717% = Cs()% —_ 1, 96 R R kso% log AF (19)
mit | s log. Standardabweichung
s =10,1864 fir N = 10° LW
s =0,2352 fir N =106 LW

C50% == 13.9674
/Cso% = 3, 97
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- 10g IV97,7% = 12, 744 — 3, 59 log AF (20)

7.1 UEG - Entwurfslinie
log JV97,7% = 12, 164 — 3 10g AO'HS (21)

Diese Entwurfslinie ist das Ergebnis einer ibergreifenden Auswertung um-
fangreicher, bis dahin nicht zusammenhéngend ausgewerteter Experimente an
Rohrknoten und einer kritischen Wiirdigung von im Regelwerk verankerten
Verfahren zur Berechnung von Offshore-Bauwerken. Die Extrapolation der
Hot Spot Spannung erfolgt iber Stitzpunkte an den Sattel- und Kronenposi-
tionen, die als Funktion der Rohrabmessungen festgelegt sind. Ausgewerteten
Messungen entsprechend wird auf den Hot Spot linear extrapoliert.

Zur Lebensdauerberechnung der Pipelineknoten nach diesem Konzept ist die
FE-Modellierung V2 geeignet. Da der berechnete Hot Spot auf der 45°-
Position liegt, wurde fiir die aktuellen Extrapolationsstiitzpunkte zwischen
Sattel- und Kronenpunkten interpoliert. Die UEG-Entwurfslinie wurde an
Bauteilmodellen abgeleitet, deren Dimensionen Groflausfithrungen entspra-
chen (Wandstarken bis T = 32mm). FEiner Schwingfestigkeitsverbesserung
infolge kleinerer Wandstarken T wird durch Abminderung der Spannungs-
schwingweite mit dem Faktor (7/32)°?® Rechnung getragen. Es gilt eine Un-
tergrenze von T = 22mm, was noch der doppelten Wandstarke der hier vor-
liegenden Pipelineknoten entspricht. Die Hot Spot Spannung betrigt Aoys =
188 N/mm? fiir AF = 100kN. Das FE-Modell V/ liefert fiir die 45°-Position,
also unter Vernachlassigung der rechnerischen Verlagerung des Hot Spot, Aogs
202 N/mm?. Auf den Einflufl der Modellierung auf die Lebensdauerberechnung
wird im Abschnitt 7.5 eingegangen.

Zunachst ist festzustellen, dafl die Lebensdauer der vorliegenden Rohrkno-
ten von der UEG-Entwurfslinie im hohen Lastwechselbereich auch bei Ein-
satz des groberen FE-Modells V2 unterschitzt wird (Abb. 40). Zur verbesser-
ten Lebensdauerprognose kann eine Serie von [17] entnommenen Experimen-
ten an 36 T- und DT-Verbindungen dienen (Linie ausgewahlte Experimente,
Abb. 40), die mit Chorddurchmessern von D = 457mm und Wandstarken
von T = 16 mm &hnliche Abmessungen (vergl. Abb. 1) aufweisen. Die aus
den immer noch leicht unterschiedlichen Wanddicken herriihrenden Lebens-
dauerunterschiede werden an den UEG-Knoten durch Manipulation der Hot
Spot Spannung mit (12,7/16)%2?% egalisiert. Um zusétzlich den lebensdauer-
verlangernden Einflufl des Plug zu kompensieren, wird die Hot Spot Spannung
noch um 7% angehoben (s. S. 29). Anhand von Abb. 40 wird die wesentliche
Verbesserung der berechneten Waéhlerlinie deutlich. Fiir den kennzeichnenden
Wert der Schwingfestigkeit (A Fsoy = 85,3 k) prognostiziert die modifizierte
UEG-Linie nunmehr 1,39 - 10 ~ N4 = 2 - 10% Lastwechsel.
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Die Wahlerlinienneigungen fallen mit kg, = 3,97 und kygg = 3,25 verschie-
den aus, was zum wesentlichen Teil in der unterschiedlichen Definition der
AnriBlebensdauer begriindet sein mag. Nach UEG ist das Durchschlagen des
Risses durch die Wand als Lebensdauer zu registrieren, wahrend fiir die Pipe-
lineuntersuchungen der technische Anriff auf der RohrauBenwand als Krite-
rium gilt. Eine Quantifizierung dieses Effektes ist nicht ohne weiteres méglich,
denn die Adaption der eigenen Experimente an die der UEG-Linie zugrunde-
liegenden Verhaltnisse war aus labortechnischen Griinden nicht durchfiihrbar;
Riffortschrittsberechnungen stellen hier keine Alternative dar. Es kann jedoch
festgestellt werden, dafl die Wohlerlinienneigung der Pipelineknoten tendenzi-
ell zunehmen und sich damit an die Experimente der UEG anndhern wiirde.
Zusétzlich ergaben sich allerdings auch langere Laufzeiten.

Eine sehr konservative Abschitzung der zu erwartenden Lebensdauern lie-
fern die Parameterformeln der UEG. Neben den Unschéarfen, die generell mit
stark vereinfachenden Beschreibungen verbunden werden, ist der angegebene
Giltigkeitsbereich der Parameterformeln teilweise iiberschritten. Die tatsachli-
che Hot Spot Beanspruchung wird stark tiberschatzt mit der Folge, dafl die
Abschatzung tibermaBig konservativ ausfallt.

7.2 EKS - Linie

Die von EKS vorgeschlagenen Konstanten sind identisch mit denen der UEG-
Entwurfslinie (Gl. 21). Als Hot Spot Spannung gilt die auf den Nahtrand
extrapolierte Strukturspannung. Beim gleichzeitigen Auftreten von Normal-
spannung und Schub wird die groe Hauptspannung als Strukturspannung
verwendet. Der Abminderung der Schwingfestigkeit bei grofen Blechdicken
wird bei Wandstarken iiber 25 mm Rechnung getragen. Ein Bonus fir gerin-
gere Wandstarken ist nicht vorgesehen, sodafl die berechneten Lebensdauern
der Pipelineknoten auf der sicheren Seite erwartet werden. Als Grenzwand-
dicke wird von EKS T = 8mm angegeben. Die untersuchten Rohrknoten
(Thmin = 8,6 mm) konnten damit die Empfehlung nach unten hin weiter absi-
chern.

Eine besondere Vorschrift zur Extrapolation der Hot Spot Spannung ist im
Gegensatz zur UEG und in Ubereinstimmung mit ITW nicht vorgesehen. Al-
lerdings sollen zur Berechnung der Hot Spot Beanspruchung entwickelte FE-
Modelle wegen der mit der Elementierung zusammenhingenden Schwierigkei-
ten moglichst durch Experimente abgesichert werden. Das Beispiel der FE-
Modelle V2 und V4 zeigt deutlich die damit verbundenen Probleme: Bei
beiden ist die berechnete Globalbeanspruchung durch Experimente hervor-
ragend abgesichert und unter dem Aspekt einer nicht vollkommenen statisti-
schen Absicherung der Rosettenauswertungen sind die lokalen Beanspruchun-
gen gleichwertig zu behandeln. Die Verwendung des FE-Modells V2 fithrt
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mit Aogs = 194 N/mm? (extrapoliert ohne Riicksichtnahme auf die UEG-
Stitzpunkte) erwartungsgemaf zu Ergebnissen, die nahezu deckungsgleich mit
denen der UEG-Entwurfslinie sind. Wird statt dessen der Hot Spot dem FE-
Modell V4 entnommen (Aogs = 227 N/mm? fir AF = 100kN auf 23° vom
Sattel), so wird die Lebensdauer wie in Abb. 40 dargestellt merklich konservati-
ver abgeschatzt. Dabei wurde wegen des feinen Netzes und des geringen Span-
nungsgradienten vor der Naht auf eine Extrapolation auf den Nahtiibergang
verzichtet und statt dessen der dem Hot Spot néchstliegende Integrationspunkt
ausgewertet.

7.3 EUROCODE 3

Der Eurocode sieht fiir den vorliegenden Fall zwei Optionen vor:

e Als Entwurfslinie dient die aus Experimenten gewonnene p; = 95 %-Linie
fiir ein Vertrauensintervall von 75 %.
Die experimentelle Lebensdauerprognose ist nur eingeschrankt auf dhn-
lich gelagerte Schwingfestigkeitsprobleme tibertragbar.

e Die Bewertung erfolgt anhand der ungiinstigsten Detailkategorie (36).
Die Worst-Case-Bewertung fithrt u. U. zu unvertretbar niedrigen zuléssi-
gen Spannungsschwingweiten. Beispielsweise dirfte fir AF = 90kN
nur mit 1,67 - 10* LW gerechnet werden. Damit wiirde die tatsichliche
Schwingfestigkeit um 2 Groflenordnungen unterschétzt.

7.4 Empfehlungen des ITW

Die Intention des IIW war die Erarbeitung eines Diskussionspapiers, wel-
ches als Basis fiir die Erstellung von Richtlinien wie Eurocode, EKS, Natio-
nalen Standards usw. dienen soll. Als Strukturspannung wird die auf den
Nahtiibergang extrapolierte groe Hauptspannung vorgeschlagen. Eine Ex-
trapolationsvorschrift wird nicht angegeben. Mit den Konstanten Cgr 79 =
12,271( flirAogs) und k = 3 wird die Wohlerlinie geringfiigig unkonservativer
angegeben als von UEG oder EKS. Von besonderem Interesse ist die teilweise
Koppelung des Blechdickeneinflusses an die Lastspielzahl: Bei Wandstarken
dmm < T < 22mm und Lastspielzahlen im Bereich der Dauergrenze, vom
IIW mit 5 - 10° Lastwechseln angenommen, betragen die Hot Spot Spannun-
gen nur das (7/22)%?5-fache der berechneten Spannungsschwingweite. Am
Ubergang zum Kurzzeitfestigkeitsgebiet wird ein relevanter Einfluff der Blech-
dicke auf die Schwingfestigkeit ausgeschlossen. Fir Wandstarken iiber T =
22mm wird der Abminderung der Schwingfestigkeit unabhingig vom Last-
spielzahlbereich durch den o. g. Faktor Rechnung getragen. In der Anwendung
auf den Anriflort der Pipelineknoten ergibt sich mit £ = 3,22 eine Neigung der
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[IW-Linie, die die Verhiltnisse der untersuchten Rohrknoten (k = 3,39) tref-
fend widergibt. Aus Abb. 40 geht hervor, da die mit Hilfe des FE-Modells
V2 durchgefithrte Rechnung etwas auf der sicheren Seite liegt und ansonsten
die im Experiment gefundenen Verhéaltnisse sehr gut prognostiziert. Mit V4
berechnete Lebensdauern sind in der Lebensdauer ca. um das 1, 7-fache kon-
servativer, was allein auf die Abhéangigkeit der Hot Spot Spannungen vom
verwendeten FE-Netz zuriickzufiihren ist.

7.5 Strukturspannungskonzept nach [1]

Im Rahmen eines vom Bundesminister fiir Forschung und Technologie geférder-
ten Forschungsschwerpunktes ist zur Berechnung der Schwingfestigkeit ge-
schweifiter Bauteile ein Strukturspannungskonzept [1] entwickelt worden, wel-
ches u. a. die besonderen Belange der Schiffskonstruktion berticksichtigen soll.
Mit der Ubertragung dieses an Flachenbauwerken abgeleiteten Konzeptes auf
Rohrverbindungen soll einer Erweiterung der Einsatzmoglichkeiten Vorschub
geleistet werden.

Der aus der Schweiflung resultierende Einfluf auf die Kerbspannung wird in
Abhéngigkeit vom Nahtanstiegswinkel der idealisierten Nahtform beschrieben.
Er ist als Nahtformzahl bezeichnet und betrigt

L

@ 2.1
=2- 22
an ( 30°> (22)
ap : Nahtformzahl

© : Nahtanstiegswinkel in [deg] (s. Abb. 11)

Die Strukturspannung Acg kann entweder aus der Nennspannung on und der
Strukturformzahl as (z. B. Katalog in [18]) abgeschitzt werden oder sie wird
direkt berechnet. Ein geeignetes Werkzeug zur direkten Berechnung ist die
Finite-Elemente-Methode.

Die Kerbspannung betragt somit
Ok = QN Qs ON = QN * 0§ (23)
Als Entwurfswert setzt [1] den von Radaj [50] eingefiihrten Wert von Aok =

270 N/mm? ein. Er gilt fir 2 - 10® Lastspiele und 90 %-ige Uberlebenswahr-
scheinlichkeit.

Der auf dem geschilderten Strukturspannungskonzept basierende kennzeich-
nende Wert der Schwingfestigkeit berechnet sich damit zu

27 300\ 71 N
Nosp = 0~ 135. (3()) [ : } (24)

aN ® mm?
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Fir Streuung und Neigung der Wohlerlinie wird die normierte Wohlerlinie von
[65] verwendet.

Eine zutreffende Bestimmung des Nahtflankenwinkels kann besonders bei klei-
nen Winkeln schwierig sein und dadurch im Einzelfall zu Unschérfen in der
kennzeichnenden Strukturspannung fithren. Der an den Pipelineverzweigungen
gemessene Nahtflankenwinkel betragt auf der Sattelposition © = 30° und auf
der Kronenposition © = 42° (Abb. 11). Fir den experimentell auf 35° vom Sat-
tel ausgemachten mittleren AnriBort wird linear interpoliert. Der im Struktur-
spannungskonzept verwendbare Nahtflankenwinkel betragt damit © = 35° und
fiihrt auf eine kennzeichnende Strukturspannung von Acspgoy = 125 N/mm?
bzw. Aospson = 154 N/mm?.

Viele schiffbauliche Betriebsfestigkeitsprobleme zeichnen sich durch ausgepragt
einachsige Kerbbeanspruchungen aus. [1] trigt dem Rechnung, indem der
Spannungskomponente normal zum Anri eine mafgebliche Bedeutung zuge-
messen wird. Das Spannungsfeld von Rohrknoten ist am Hot Spot zweiachsig.
Die am Modell 6 auf der 45°-Position und 3mm vor dem Nahtrand durch-
gefilhrten Dehnungsmessungen ergaben beispielsweise, daf bei einer Zylinder-
last von AF = 100 kN mit einer Spannung von 167 N/mm? normal zur Naht,
mit 129 N/mm? tangential und mit 39 N/mm? Schub gerechnet werden mu8
(Tab. 18 bis 20). Im Nennspannungskonzept des Eurocode wird die Wirkung
des Schub bis zu einem Betrag von 15 % der Normalspannung als vernachlassig-
bar betrachtet; wenn auch nicht unmittelbar auf das Strukturspannungskon-
zept iibertragbar, so ist bei 7/o; = 23% doch durchaus mit Auswirkungen
zu rechnen. Von EKS und Eurocode wird bei gleichzeitigem Auftreten von
Schub und Normalspannung die groe Hauptspannung zum Lebensdauernach-
weis herangezogen. [IW und UEG gehen grundsatzlich von der Hypothese der
Normalspannung aus. Im Hinblick auf die zitierten Hot Spot Konzepte ist
es deshalb sinnvoll, das Verfahren (1] dahingehend zu interpretieren, daf als
maBgebliche Spannungsschwingweite die grole Hauptspannung des Hot Spot
verwendet wird.

Im Gegensatz zu den vorgenannten, stark von experimentellen Gesichtspunk-
ten gepragten Konzepten widmet sich das Konzept [1] auch ausfihrlich dem
mit FE-Berechnungen verbundenen Problem, da die in der unmittelbaren
Umgebung des Hot Spot berechneten Beanspruchungen von der FE-Vernetzung
abhidngen. Die ibliche FE-Modellierung des Nahtiiberganges durch eine ein-
springende Ecke fithrt theoretisch zu einer Spannungssingularitit, die von der
numerischen Simulation umso besser nachgebildet wird, je feiner das erstellte
Netz ist. Anhand der vorgestellten Berechnungsmodelle V2 und V/ wurde
bereits die dadurch bedingte starke Anwenderabhangigkeit der Lebensdauer-
prognosen belegt. Zur Vermeidung dessen entwickelt [1] Richtlinien zur FE-
Modellierung, die den Einflul weitgehend verringern sollen. Demnach ist die

Naht mit Volumenelementen zu idealisieren, die an der Oberfliche in etwa
die Abmessungen des a-Mafles der Naht haben. Uber die Dicke wird 1 Ele-
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ment angeordnet. Eine Integrationsordnung von 2 -2 - 2 soll eine von der
Nahtkerbe moglichst wenig beeinflufite lineare Spannungsverteilung tber die
Dicke erzwingen. Als Strukturspannung eines Elementes gilt die linear auf die
Oberfliche extrapolierte Spannung o, auf halber Kantenldnge. Die Hot Spot
Spannung wird aus 3 gleich groflen Elementen vor dem Nahtiibergang durch
quadratische Extrapolation bestimmt (Abb. 41):

Acgs = 1,8T50m1 —1,250m2 + 0,375 03 (25)

Die Indizierung beginnt mit 1 am dem Nahtiibergang nachstliegenden Element.

Das Modell V/a geniigt den in [1] genannten Voraussetzungen. Die berechnete
Hot Spot Spannung betragt fir AF = 100&NV:

om1 = 202,4 N/mm?
Om2 = 174, 9N/mm?
Oms = 159,0 N/mm?
— Aogs = 220,3 N/mm?

Der daraus berechnete kennzeichnende Wert der Schwingfestigkeit von AF4509%
100kN - 154 + 220,3 = 69,9k liegt um 18% unter dem im Experiment
bestimmten Wert von 85,3kN. In Verbindung mit der normierten Neigung
von k = 3,75 ist die rechnerische Wohlerlinie trotz der vergleichsweise grofle-
ren Neigung auch im unteren Zeitfestigkeitsbereich noch auf der sicheren Seite
(Abb. 40). Neuere Untersuchungen [20] geben den Entwurfswert fir p; = 50 %
und R = 0 mit Aog = 312 N/mm? an, was fiir die Rohrverzweigung auf
Aosp = 145 N/mm? fiithrt und damit die kennzeichnende Schwingfestigkeit
um weitere 5 % konservativer einschitzen wiirde.

Eine Uberpriifung des Konzeptes am FE-Modell V2a, bei dem sich die Ele-
mentgréfe an der Wandstirke orientiert, fithrt auf ogs = 212 N/mm? und
damit auf ein vergleichbares Ergebnis wie das Modell V/a mit seiner an das
a-Maf angelehnten Vernetzung. Dies ist insofern bemerkenswert, als die Ex-
trapolationsvorschrift offenbar den Vernetzungseinflufl in einem fiir praktische
Belange ausreichenden Maf einzufangen vermag. An anderer Stelle wird der-
zeit untersucht, ob diese speziell an Rohrknoten getroffene Feststellung allge-
meingiltig ist.

8 Bewertung der Schwingfestigkeit nach dem
Kerbspannungskonzept [50]

Das von Radaj vorgeschlagene Verfahren zielt auf die Bestimmung der kenn-
zeichnenden Schwingfestigkeit von geschweiiten Bauteilen ab. Dazu wird
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die Kerbgeometrie an der Schweiinaht numerisch simuliert. Fir konserva-
tive Absch&tzungen im Sinne eines Worst-Case-Konzeptes wird angenommen,
da8 der vorhandene Kerbradius vernachlissigbar klein ist (r = 0). Basie-
rend auf der Spannungsmittelwerttheorie von Neuber [79] berechnet Radaj die
Stiitzwirkung im Kerbgrund und schlagt vor, diese einheitlich durch eine fiktive
VergroBerung des Kerbradius um ry = 1 mm fiir Stahlbauteile zu berficksich-
tigen.

Die linearelastische Berechnung eines Schweifnahtmodells mit einem Uber-
gangsradius r = r; liefert die Kerbwirkungszahl Sx (intern. Ky). Sie soll
fiir Wechselfestigkeit gelten. Zur Anpassung an die fir Schwellbeanspruchung
vorliegenden Verhaltnisse nimmt Radaj eine Erhohung der berechneten Kerb-
wirkungszahl um 0, 1 vor. Als kennzeichnenden Wert der Schwellfestigkeit gibt
Radaj Aopgon = 270 N/mm? an. Dieser Wert soll unabhingig vom eingesetz-
ten Stahl fiir ungekerbte polierte Stibe bei 90 % Uberlebenswahrscheinlichkeit,
und 2-10° Lastwechsel gelten. Neuere, sehr umfangreiche Untersuchungen [20]
geben den Entwurfswert fiir p; = 50 % und R = 0 mit Acpsoy = 312 N/mm?
an. Die Streuung ist mit 7, = 1 : 1,34 gering, was von [20] mit den speziellen
Fertigungsbedingungen der Proben in Zusammenhang gebracht wird. Unter
Zugrundelegung des bei Schweiflverbindungen bewahrten Streubandes aus [65]
mit T, = 1 : 1,5 ergibt sich fiir p; = 90 % eine kennzeichnende Schwingfestig-
keit von Acpggy = 255 N/mm?2.

Das Konzept gilt in der Anwendung auf ebene normalspannungsbeanspruchte
Kerbfille als weitgehend abgesichert. Zur Beurteilung zweiachsig schrag be-
anspruchter Schweisto8e entwickelte Radaj [53] eine Naherung fir K. An 2
durch Schnitte in Richtung der Hauptspannungsrichtungen erzeugten Detail-
modellen werden die Formzahlen berechnet und nach der v.-Mises-Hypothese
eine Vergleichsformzahl gebildet. Der zur Berticksichtigung der Mikrostiitzwir-
kung verwendete Ersatzradius entartet demnach zu 2 Ellipsen mit im Regelfall
verschieden groflen Seitenverhéaltnissen.

Fine unmittelbare Anwendung des Konzeptes auf die Rohrverzweigung, also
die Berechnung ihrer Kerbwirkungszahl ist wegen der damit verbundenen Not-
wendigkeit zur Definition einer geeigneten Nennspannung nicht gut durchfiihr-
bar. Dennoch kann der kennzeichnende Wert berechnet werden: Die Detailmo-
delle der Schweifiverbindung werden mit Randschnittlasten beansprucht, die
einer linearelastischen FE-Rechnung entstammen. Dadurch ergibt sich eine
Korrelation der maximalen Kerbspannung mit den Strukturspannungen, die
wiederum in bekanntem Verhaltnis zur dufleren Last stehen.

Die globalen Beanspruchungen wurden dem FE-Modell V4 entnommen. Zur
Absicherung des in [53] vorgestellten Verfahrens wurden 2 BE-Modelle gene-
riert, deren gemeinsame Ausgangssituation ein Schnitt auf der 45°-Position
normal zur Schweiinaht ist und die in ihrer individuellen Ausrichtung den
an dieser Stelle im FE-Modell vorgefundenen Hauptspannungsrichtungen fol-
gen. Dabei traten unerwartete massive Softwareprobleme auf. Es stellte sich
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heraus, dal das fiir die Berechnungen verwendete BE-Programm [80] in zu
geringem Umfang Unterstiitzung in der Modellierung krummlinig begrenzter
Flachen leistet. Da das Verfahren gleichzeitig extrem sensibel in Bezug auf
kleinste, unerwiinschte Berandungsecken reagiert, sind ausreichend verlaflliche
Aussagen zum Kerbspannungsverlauf nicht erhéltlich.

Aus fritheren Arbeiten, z. B. [51] [81] ist diese Problematik gut bekannt. Durch
Generieren des Ersatzradius in Polarkoordinatensystemen und Vorwahl geeig-
neter Funktionen zur Beschreibung der aus Geraden und Kreisbégen bestehen-
den Randkontur konnte jedoch stets die gewiinschte Kontur eingestellt werden.
Mit der verwendeten Programmversion gelingt jedoch keine ausreichende Be-
schreibung des zur Ellipse entarteten Ersatzradius. Abhilfe schaffen konnte
eine weitere Modifikation des Verfahrens dergestalt, dafl anstelle einer El-
lipse ein Kreisbogen generiert wird, dessen Radius mit der Scheitelkriimmung
der Schnittellipse korreliert. Diese von Radaj fir analytische Untersuchungen
verwendete Naherung dirfte auf leicht konservativere Abschitzungen fiithren.
Fine weitere Alternative liegt in der Durchfithrung von FE-Rechnungen an-
stelle des Einsatzes der BEM; wegen der fiktiv gerundeten Kerbgeometrie
sind hierfiir sehr fein vernetzte Modelle ndtig. Beide Varianten sind erfolg-
versprechend, denn letztlich handelt es sich bei den vorgeschlagenen Mafinah-
men lediglich um marginale Veranderungen der Systematik bzw. Einsatz eines
geeigneteren Berechnungswerkzeuges. Der mit einer erneuten Modellierung
verbundene erhebliche Zeitbedarf verbietet, diese Losungen im Rahmen der
vorliegenden Arbeit zu verwirklichen.

Wesentlich interessanter ist deshalb ein Vorgehen, welches sich durch erheb-
lich verringerten Berechnungsaufwand auszeichnet und, wie im folgenden ge-
zeigt wird, dabei Prognosen von befriedigender Treffsicherheit ermdéglichen
kann: Die groflen Hauptspannungen werden als schiddigungsmaBgebliche Be-
anspruchung betrachtet. Zusdtzlich werden die Hauptspannungsrichtungen
so gedreht, dafl die fragliche Beanspruchung normal zur Schweifinahtkerbe
wirkt. Es wird also unterstellt, da die Kerbwirkung infolge Schubs durch
Erhéhung der normal zur Naht wirkenden Spannung aufgefangen werden kann.
Dies steht in gewisser Analogie zu verschiedenen Strukturspannungskonzep-
ten. Das in Abb. 42 dargestellte BE-Modell reprasentiert den schon ange-
sprochenen Schnitt normal zur Schweifinaht auf der 45°-Position. Es wurde
urspringlich als Basismodell fiir das o. g. Verfahren entwickelt. Der Mi-
krostiitzwirkung wird tiber die Ausrundung der Kerbe mit dem fiktiven Ra-
dius ry = 1 mm entsprochen. Als Beanspruchung werden dem BE-Modell die
dem FE-Modell V/ entnommenen Hauptspannungen fiir eine Schwingweite
der Zylinderlast von 100 kN aufgeprigt. Die erzielten Randspannungsverlaufe
machen im Bereich der Lagerung den Charakter der Naherungslésung deut-
lich; die Randspannungen verschwinden in der Ecke keineswegs vollstandig.
In Anbetracht der mit den Idealisierungen einhergehenden Unschérfen wie z.
B. Krafteungleichgewicht oder Verletzung der Vertraglichkeitsbedingungen ist
das erzielte Ergebnis mit einer berechneten ertragbaren Kerbspannung von
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opooy = 214 N/mm? = 0.84 - 255 N/mm? von durchaus befriedigender Ge-
nauigkeit. Allerdings ist die Losung unkonservativ. Ein Abbau der Lagerreak-
tionen hitte eine leichte Verbesserung in der Ubereinstimmung zur Folge.

9 Das Kerbgrundkonzept an Schweif3verbin-
dungen

Das der Lebensdauerabschitzung schwingbeanspruchter Bauteile dienende Kerb-
grundkonzept wurde urspriinglich zur Bewertung von mechanischen Kerben im
Grundwerkstoff entwickelt. Der Ausdehnung auf schiffbauliche Belange wurde
in Verbindung mit Untersuchungen an thermisch behandelten Blechkanten [31]
[34] der Weg geebnet. Die Arbeiten verschiedener Forschungsstellen zur Er-
weiterung auf Schweifiverbindungen sollen dem Konzept ein weiteres Anwen-
dungsgebiet erschliefen.

Die grundlegende Annahme des Kerbgrundkonzeptes besteht in der Vorstel-
lung, dafl sich Lebensdauern als Funktion der Beanspruchungsgeschichte der
anrilbedrohten Stelle, dem Kerbgrund, darstellen lassen. Damit ergeben sich
unabhangig von der Bauteil- oder Probenform bei gleicher Beanspruchungsge-
schichte auch gleiche Lebensdauern. MafBistabseffekte konnen keine Rolle spie-
len. Die an Kleinproben gewonnenen Erkenntnisse sind unmittelbar auf Bau-
teile anwendbar. Die Theorie stiitzt sich in der Schwingfestigkeitsabschitzung
auf 3 Hauptbestandteile:

Werkstoff: Ermittlung des zyklischen Spannungs-Dehnungs-Gesetzes
Mechanik: Feststellung der Last-Kerbdehnungsbeziehung
Schidigung: Ableitung der Schadigungsparameterwéhlerlinie

Zur Beurteilung von Mehrstufenkollektiven wird zusédtzlich noch eine Scha-

densakkumulationshypothese benétigt. Als schidigungsrelevant gelten geschlos-
sene Hystereseschleifen der Kerbgrundbeanspruchung. Zur Anwendung des

Konzeptes bedarf es daher der Kenntnis des zyklischen Werkstoffverhaltens.

Unter der Voraussetzung von Masing- Verhalten gentigt das Verbinden der Spit-

zenwerte stabilisierter Hysteresen zu seiner Beschreibung. Fir den Fall, dafl

stabilisiertes Werkstoffverhalten nicht eintritt, werden in der Regel die bei hal-

ber AnriBlastspielzahl erzeugten Figuren ausgewertet. Mit Gl. 6 gelingt eine

analytische Darstellung dieser Kurve.

Die Bewertung einer Schweiflverbindung erfordert wegen der ausgepragten In-
homogenitat des Gefliges im Bereich des Kerbgrundes eine differenzierte Be-
trachtung einzelner Gefiigebestandteile. Die Abgrenzung dieser Bestandteile
voneinander und die Notwendigkeit einer Zuordnung bestimmter, innerhalb
einer Zone unverinderlicher Materialeigenschaften stellt wegen der tatsichlich
kontinuierlichen, aber z. T. mit groen Gradienten behafteten Materialeigen-
schaften ein zentrales Problem dar. Das Kap. 5.3.1 widmet sich der Verifikation
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der zyklischen o-¢-Gesetze an der untersuchten Rohrverzweigung. Im Kap. 6.1
wurde u. a. numerisch untersucht, wie empfindlich die Kerbgrundbeanspru-
chungen auf Anderungen in den Gefligeausdehnungen reagieren.

Vor allem wegen der im Schweifiproze unvermeidlichen Schwankungen in
der Abkiihlzeit muf damit gerechnet werden, daf die ermittelten Werkstoff-
kennwerte der Schweilnahtumgebung gréBeren Streuungen unterworfen sind.
Untersuchungen zur Feststellung der aktuellen Abweichungen wiren deshalb
wiinschenswert, sind aber im Rahmen dieser Arbeit nicht durchfiihrbar. Er-
ste numerische Tastversuche mit verdndertem Materialverhalten untermauern
den entstandenen Forschungsbedarf. An dieser Stelle sei auch auf die jingst
verdffentlichte Arbeit [47] hingewiesen, die in der Beurteilung des Status Quo
zum gleichen Ergebnis kommyt.

Ein wesentlicher Unterschied zwischen Grundwerkstoffkerben und den hier
behandelten SchweiBstéBen liegt in deren Geometrie. Wahrend namlich im
herkémmlichen Anwendungsbereich der Kerbgrund eindeutig definiert wer-
den kann, ist die Geometrie einer Schweifinaht in der Regel stark verdnderlich
und eine exakte Beschreibung des Kerbgrundes deshalb nur im Ausnahmefall
realisierbar. Die zur Anwendung der Kerbgrundtheorie auf Schweifiverbin-
dungen unumgéngliche Idealisierung der tatsichlichen Nahtgeometrie steht in
gewissem Widerspruch zum Anspruch des Verfahrens auf die Abbildung der
ermidungskritischen Kerbe. Im Kap. 6.1 wird die Nahtform der Rohrver-
zweigung durch Linearisierung der aufgemessenen, in der Regel etwas hohlen
Nahtflanken sowie durch Vernachlassigung von Einbrandkerben (die hier auch
tatsdchlich ungewdhnlich klein sind) den numerischen Méglichkeiten angepaft.
Indem ein unstetiger Nahtiibergang geschaffen wird, ist die Modellierung auch
im Sinne des im Kerbspannungskonzept nach Radaj angenommenen Worst-
Case-Szenarios (r = 0 = ry = 1 mm) zu interpretieren.

Der Zusammenhang zwischen der ortlichen Bauteilbeanspruchung und der
duBeren Last wird mit Hilfe elastoplastischer FE-Rechnungen hergestellt (Abb.
43). Zur Berechnung der Vergleichsdehnung wird der von der (teilplastischen)
Querkontraktion abhingige Faktor mit v = 0,3 fiir den gesamten Bereich zu
(V2 (1 4+ v))"! = 0,53 angenshert. Damit wird das Dauerfestigkeitsgebiet
praktisch exakt beschrieben. Mit abnehmender Lebensdauer wird die berech-
nete Vergleichsdehnung zunehmend iberhéht berechnet. Der Fehler gegen den
theoretischen Zustand eines rein plastischen Bauteilverhaltens betragt 11 %.
Wegen der elastischen Stitzwirkung der Umgebung féallt die Rechnung im
technisch interessanten Lebensdauerbereich jedoch wesentlich giinstiger aus.
(Geometrische Verlagerungen des Kerbgrundes treten erst bei Lasten ab ca.
250 kN entsprechend 30000 Lastwechseln auf.)

Mit der Erstellung von Schadigungsparameterwdhlerlinien werden schliellich
Kerbgrundbeanspruchungen und Anrifilebensdauern miteinander verkniipft.
In der Angabe geeigneter Parameter liegt ein grundsitzliches Problem des
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Kerbgrundkonzeptes. Zur Bewertung der vorliegenden Schweiiverbindung wer-
den die an Grundwerkstoffkerben bereits bewdhrten Parameter Pswr und
Py gy fiir die verschiedenen Materialgefiige der Rohrverzweigung aufbereitet
(Kap. 5.3.2).

Fir beide Schadigungsparameter wurden Lebensdauerberechnungen unter Be-
rucksichtigung der Schweifleigenspannungen durchgefithrt. Dazu wurde ange-
nommen, dafl im Kerbgrund Eigenspannungen in Hohe der zyklischen Streck-
grenze R, vorliegen. Beim Parameter Pswr ist der Bezug auf die Eigenspan-
nungen durch Verwendung von R, als Mittelspannung o, in Gl. 13 realisiert
worden. Bei Pxpa wird fiir die in der Ebene der grofiten Gleitung zu be-
stimmende Mittelspannung ono (Gl. 16) vorausgesetzt, dafl ESZ vorliegt und
deshalb die Spannung in Dickenrichtung an der Oberfliche verschwindet.

Abb. 44 zeigt fur eine Pxpp-Rechnung mit Eigenspannungseinflul die rech-
nerischen Schidigungsanteile des in seine Bestandteile zerlegten Parameters.
Im gesamten Bereich der Wohlerlinie dominiert der mit der Riflinitiierung in
Verbindung gebrachte Schubanteil. Der Einflul der Mittelspannung auf das
Mikrorifiwachstum wird héher bewertet als der durch die Normaldehnung ver-
ursachte; dabei ist jedoch zu bedenken, daf in Abb. 44 den Auswirkungen der
Mittelspannungsrelaxation kein Raum gegeben wird.

In Abb. 45 ist die kennzeichnende Bauteilbeanspruchung als Funktion des
mit der Normalspannungshypothese berechneten Parameters Psyr dargestellt.
Die Wirkung von Eigenspannungen ist hier ausgeklammert, sodaB der Mittel-
spannungseinflufl ausschlieBlich aus dem die Experimente simulierenden Grenz-
lastverhaltnis B = 0 resultiert. Der sich auf 27° vom Sattelpunkt und in der
WEZ am Nahtiibergang einstellende rechnerische Anriflort stimmt mit dem ex-
perimentellen Befund (Tab. 21) gut iberein. Die geringe Schidigung der am
Brace gelegenen WEZ erklart auch, warum die Experimente an dieser Seite
des Nahtiiberganges keine Anrisse hervorbrachten.

An Abb. 46 fillt auf, daB die berechneten Wohlerlinien flacher verlaufen als
die experimentelle. Der Unterschied in & nimmt aber mit zunehmender Be-
lastung ab. Die unter Beriicksichtigung von Schweifleigenspannungen durch-
gefiihrten Berechnungen (durchgezogene diinne Linien) beschreiben dabei das
tatsdchliche Bauteilverhalten etwas besser als diejenigen Rechnungen, die fir
den Mittelspannungseinflufl nur auf das Grenzspannungsverhiltnis der dufe-
ren Belastung (unterbrochene Linien) setzen. Dabei wiirde die Diskrepanz fir
den Fall R = —1 noch erheblich zunehmen. Erwartungsgemif nahern sich die
Linien mit steigender Last einander an.

Da zur Evaluierung der Rechnungen im Kurzzeitbereich weder Kleinproben-
noch Bauteilexperimente vorliegen, haben diese Berechnungsergebnisse keinen
Eingang in Abb. 46 gefunden.

Bemerkenswert ist, dafl die mit Pswr bzw. Pxpa erzeugten Wohlerlinien trotz
ihrer verschiedenartigen Beschreibung des Versagensmechanismus im unteren
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Zeitfestigkeitsbereich nahezu gleiche Lebensdauern vorhersagen. Die rechneri-
schen kennzeichnenden Werte hingegen divergieren deutlich. Dabei stimmen
die Kurven Pswregm und Pxpy (beide mit Beriicksichtigung der Schweiflei-
genspannungen) auffdllig besser miteinander iiberein als die iibrigen vergleich-
baren Paare, was in ihrer Verwandschaft als Schub- bzw. Gleitungsparameter
begriindet ist. Wegen des zweiachsigen Zugspannungszustandes (Spannungs-
versprodung) liefert die Verwendung des mit der Normalspannungshypothese
gebildeten Pgswr-Parameters die zutreffendere Simulation. In Fallen mit Zug-
Druckhauptspannungen diirften die Parameter Pswr crg und Pxpar geeigne-
ter sein.

Erhebliche Verbesserungen in der Prognosegenauigkeit bei mittleren Lasten
lassen sich erzielen, indem die unter Beriicksichtigung der Schweifleigenspan-
nungen durchgefiihrten Rechnungen um den Einflul der Mittelspannungsre-
laxation erweitert werden. Eine nach Lawrence et al. [48] vorgenommene
Abschitzung am Parameter Psyr fithrt im Ubergang zur Kurzzeitfestigkeit
auf Lebensdauern, die nur noch um den Faktor 2 auf der sicheren Seite liegen.
Die berechnete Wohlerlinie lduft wegen ihrer erweiterten Abhéngigkeit von
der plastischen Dehnung im Zeitfestigkeitsbereich wieder in die Ausgangskurve
ein. Mit Blick auf die Lebensdauerberechnungen anhaftenden Unsicherheiten
ist die analytische Wohlerlinie durchaus als gutes Ergebnis zu bewerten. Al-
lerdings haftet ihr noch der Makel einer leicht unkonservativen Abschatzung
des Dauerfestigkeitsgebietes an.

Neben den bereits diskutierten Abweichungen von der Idealform einer Schweif}-
naht spielt die Rauhigkeit (Schuppenbildung) der Kerboberflichen eine be-
merkenswerte Rolle. Dabei ist eine Trennung von Form und Rauhigkeit einer
Schweifinaht schwierig. Die mafgebliche Oberflichenbeschaffenheit kann ent-
weder der WEZ oder dem GuBgefiige der Naht zugeordnet sein. Der Einfluf}
der Rauhigkeit auf die Schwingfestigkeit ist im Dauerfestigkeitsbereich aus-
gepragt und nimmt mit zunehmender Beanspruchung deutlich ab. Radaj [50]
gibt fiir Schweiflverbindungen unlegierter Baustihle einen Verlust von 11 %
in der kennzeichnenden Spannung der polierten Kleinprobe an. Sehr konser-
vative und deshalb hier weniger geeignete Abschitzungen finden sich bei [7].
Die Verbindung von Rauhtiefe und Zugfestigkeit liefert hier unter der An-
nahme von Rz = 100 (Walzhaut) und R, wgz = 608 N/mm? (s. S. 23) eine
Abminderung um 30 %. Der in der Literatur auch oft als Funktion der Kerb-
formzahl beschriebene Abfall der Schwingfestigkeit im Vergleich zur polierten
Oberflache filhrt an der Rohrverzweigung schon wegen der damit verbundenen
Definition eines geeigneten Nennquerschnittes nicht weiter. Eine Applikation
der Naherung von Radaj auf die Pswr- und Pxpp-Bauteillinien fithrt von
der leicht unkonservativen Berechnung auf die sichere Seite. Die mit Pswr
aus Hauptspannungen/-dehnungen und unter Beriicksichtigung von Schweifei-
genspannungen berechnete kennzeichnende Schwingfestigkeit von 88,6 kN ver-
ringert sich auf 79%kN und liegt damit um ca. 9% unter dem experimentell
abgesicherten Wert 85,3 kN. Der solcherart manipulierte Parameter Pxpas
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trifft genau auf die experimentelle Schwingfestigkeit. Damit gelingt auch eine
befriedigende Prognose der kennzeichnenden Schwingfestigkeit. Wenn auch
im Kerbgrundkonzept das hauptsichliche Augenmerk der Zeit- und nicht der
Dauerfestigkeit gilt, so ist doch im Hinblick auf eine Anwendung unter mehr-
stufiger Belastung eine auf der sicheren Seite liegende Abschatzung der ganzen
Wohlerlinie wiinschenswert.

10 Zusammenfassung und Ausblick

Die vorliegende Arbeit demonstriert am Beispiel einer geschweifiten Rohrver-
zweigung, daB das in der Bewertung mechanischer Kerben bewihrte Kerb-
grundkonzept auch an Schweilverbindungen erfolgreich einsetzbar ist. Da-
neben wird der Frage nach Méglichkeiten einer Ubertragbarkeit des Kerb-
spannungskonzeptes von Radaj auf rdumliche und mehrachsig beanspruchte
SchweilstoBe nachgegangen. Mit Hilfe von Schwingfestigkeitsversuchen an
Bauteilmodellen werden die Berechnungsergebnisse verifiziert. Die untersuchte
Rohrverzweigung stellt vor allem wegen der komplizierten Nahtgeometrie und
des an der Naht herrschenden zweiachsigen Zugspannungszustandes hohe An-
forderungen an die Lebensdauerberechnungen und ist deshalb fiir die Aufgabe
besonders geeignet.

Fir die im Rahmen des Kerbgrundkonzeptes vorzunehmenden Schadigungsbe-
wertungen wurden die Parameter Pswr und Pxpy ausgewahlt. Sie fithren im
Dauerfestigkeitsgebiet bei Berticksichtigung von Schweifleigenspannungen und
Oberflicheneinfliissen zu Ergebnissen, die leicht auf der sicheren Seite liegen.
Der Ubergang zur Kurzzeitfestigkeit wird zunichst deutlich konservativ ab-
geschatzt. Wesentliche Verbesserungen lassen sich hier durch eine angeniherte
Simulation der Mittelspannungsrelaxation erzielen. Eine aufwendige numeri-
sche Simulation des 6rtlichen o-e-Pfades ist dazu nicht erforderlich.

Die Lebensdauerberechnungen sind damit von guter Prognosequalitit. Dem
Vergleich mit anerkannten Verfahren des Strukturspannungskonzeptes halt
das Kerbgrundkonzept stand. Dies ist insofern besonders bemerkenswert, als
Strukturspannungskonzepte als besonders geeignet fiir Rohrverbindungen gel-
ten. Im Unterschied zu diesen bietet die Kerbgrundtheorie besonders bei ho-
hen Lastspielzahlen deutlich genauere Ldsungen an; im Zeitfestigkeitsgebiet
ist es den Strukturspannungskonzepten ebenbiirtig. Zwar ist die Verwendung
des Kerbgrundkonzeptes (auch bei mechanischen Kerben) mit vergleichsweise
sehr groem Rechenaufwand verbunden. Dies steht einer breiteren Einfithrung
in praktische Anwendungen hinderlich entgegen und befliigelt die Suche nach
vereinfachenden Niherungsformeln z. B. zur Umgehung der nichtlinearen FE-
Rechnungen. Mit der stetigen Weiterentwicklung leistungsfihiger Hard- und
Software diirfte diese Hiirde jedoch bestdndig niedriger werden.
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Neben dem Kerbgrundkonzept kommt dem Kerbspannungskonzept nach Ra-
daj eine zunehmende Bedeutung in der Bewertung von Schweifiverbindungen
zu. Das Kerbspannungskonzept gilt fiir ebene und einachsig beanspruchte
Schweifiverbindungen als weitgehend abgesichert. In dieser Arbeit wird ex-
emplarisch die Ausdehnung auf die geometrisch komplizierte und mehrachsig
beanspruchte RohrschweiBung versucht. Es werden verschiedene Losungswege
aufgezeigt. Derzeit fithren aufgrund numerischer Probleme nicht alle angefiihr-
ten Strategien zum Ziel. Erfolgreich ist eine Modellierung, in der der Kerb-
grund unabhdngig vom Richtungswinkel mit der groflen Hauptspannung bean-
sprucht wird. Die erzielten Ergebnisse zeigen eine befriedigende Genauigkeit
in der Berechnung der kennzeichnenden Schwingfestigkeit. Nachteilig ist aller-
dings zu bewerten, da die Prognose unkonservativ ist.

Die Entwicklung von Konzepten zur Lebensdauerprognose ist heute keines-
wegs abgeschlossen. Vielmehr darf erwartet werden, dafl mit der Vertiefung
des derzeitigen Wissensstandes um ermiidungsrelevante Zusammenhéange auch
kiinftig sowohl génzlich neue Ansétze als auch Weiterentwicklungen bestehen-
der Theorien zu diskutieren sind. Der Forschung stellt sich dabei die schwierige
Aufgabe, wie die Betriebsfestigkeit von Bauteilen zunehmend werkstoffmecha-
nisch fundiert und weniger phidnomenologisch beschreibend quantifiziert wer-
den kann. Das Bemithen um eine Weiterentwicklung Ortlicher Konzepte stellt
einen Schritt in diese Richtung dar.
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Verzeichnis der wichtigsten Symbole

RiBtiefe

Neigung der elastischen Dehnungswohlerlinie
Konstante der Paris-Erdogan-Gleichung
Neigung der plastischen Dehnungswdhlerlinie
RiBlange, Ausdehnung an der Oberfliche
Elastizitdtsmodul

Zylinderkraft

Spannungsintensititsfaktor

zyklischer Festigkeitskennwert

Formzahl

Kerbwirkungszahl

Wéhlerlinienneigung

Lastwechselzahl

Exponent der Paris-Erdogan-Gleichung
AnriB- bzw. Bruchlastspielzahl
kennzeichnende Lastspielzahl N4 = 2-10°
Lastspielzahl der Dauerfestigkeitsgrenze
zyklischer Festigkeitskennwert
Schidigungsparameter
Uberlebenswahrscheinlichkeit
Grenzspannungsverhéaltnis

zyklische Streckgrenze

Zugfestigkeit

0,2 %-Dehngrenze

Oberflichenrauhigkeit

fiktiver Kerbradius

Wandstarke

Abkiihlzeit von 850°C auf 500°C

Geometriefunktion

Zylinderkoordinate
Nahtformzahl
Strukturformzahl
Gleitung

Gleitungsamplitude (Prxpp)

Dehnung
Dehnungsamplitude

Ot

Ut



56 A SYMBOLVERZEICHNIS
€qel elastische Dehnungsamplitude

€apl plastische Dehnungsamplitude

€at totale Dehnungsamplitude

EN Normaldehnung (Prpm)

¢ Dehnungsamplitude (Pxpar)

€T Transitionsdehnung

€ groBe Hauptdehnung

€3 kleine Hauptdehnung

Ae Schwingweite der Dehnung

Ao Schwingweite der Spannung

S Nahtflankenwinkel

v Querkontraktionszahl

p* Ersatzstrukturlinge

o Spannung

oA kennzeichnende Spannung bei Ny = 2-10°
o Spannungsamplitude

o’ elastischer Ermiildungskennwert

oHS Hot Spot Spannung

oK Kerbspannung

Om Mittelspannung

Omi FEM-Strukturspannung (¢ = 1,2, 3)
Ormas GroBtspannung

oN Nennspannung

ONp Mittelspannung ( Pxpum)

os Strukturspannung

oSD kennzeichnende Strukturspannung
ow Dauerwechselfestigkeit

T Schubspannung

Abkiirzungen:

BE Boundary Elemente

Exp Experiment

FE Finite Elemente

GEH Gestaltinderungsenergiehypothese
GW Grundwerkstoff

NG Nahtgeftige

NH Normalspannungshypothese

WEZ Wiarmeeinfluizone
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Auswertung von Bauteil- und Kleinprobene
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Abbildung 1: Bauteilmodell Pipelineverzweigung

Abbildung 2: Versuchsaufbau Pipelineverzweigung, schematisch
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Abbildung 3: Auszug aus dem Mefstellenplan, Probe 1
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Abbildung 4: Beanspruchungen in Symmetriebene
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Abbildung 5: Rastlinien am Modell 7
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Abbildung 7: Riwachstum am Modell 7
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Abbildung 8: Vergleich des berechneten und gemessenen RiBfortschritts
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Abbildung 9: Statistische Auswertung der Versuchsergebnisse
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Abbildung 10: Wohlerlinie der Pipelineverzweigung
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Abbildung 11: Aufgemessene Schweifinahtkonturen der Bauteilmodelle
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Abbildung 13: Schweiltemperaturzyklen
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Abbildung 15: Schliffbilder der Schweinaht
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Abbildung 17: Dehnungswohlerlinien nach [74]
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Abbildung 19: Dehnungswdéhlerlinien von StE 290-WEZ
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Zyklisches Spannungs- Dehnungsverhalten von StE 290-GW

-
-

i 41 {

10
(309
8
[
mm2 1

10

Kleinproben

Bauteilmodelle

10’

— (D —
N
o
7 Kleinproben Bauteilmodeile -
K = 1089 K' =947
. n' = 0,126 -
FR,’,(,_2 = 498 R,’m_2 = 433
1] T 1 i Tt l,l[ T I T T LR R L
10"' 2 3 45678910° 2 3 4 S5 6 789
EG pl [°/oo]

Abbildung 21:

Zyklisches Spannungs- Dehnungsverhalten von StE 290-WEZ
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Abbildung 22:

Zyklisches Spannungs- Dehnungsverhalten von StE 290-GW
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Abbildung 23:

Zyklisches Spannungs- Dehnungsverhalten von StE 290-WEZ
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Abbildung 24: Zur Beurteilung der eigenen Experimente
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Abbildung 25: Zur Beurteilung der eigenen Experimente
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Abbildung 26: Zyklisches Spannungs- Dehnungsverhalten von StE 290-NG
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Abbildung 27: Zyklisches Spannungs- Dehnungsverhalten von StE 290-NG
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Abbildung 29: Pswz-Waohlerlinien des StE 290-WEZ
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Abbildung 31: Darstellung von Pxpym und Prg im Mohr’schen Kreis
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Abbildung 33: Pxpp-Wohlerlinien des StE 290-WEZ




__——Shell-Elemente

Shell-Elemente

Scheibenelemente

Abbildung 34: Basismodell V0 der FE-Berechnungen
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Abbildung 35: Am FE-Modell V2 berechnete Hauptspannungsverteilung
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Abbildung 36: Am FE-Modell V2 berechnete Hauptspannungsverteilung
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Abbildung 37: FE-Modell V/ fir elastische Berechnungen
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Abbildung 38: FE-Modell V8 fiir elastoplastische Berechnungen
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Abbildung 40: Rechnerische Bauteillebensdauern, Strukturspannungskon-

zepte
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Abbildung 41: Zur Definition der Hot Spot Spannung [47]
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Abbildung 42: BE-Modellierung und elastische Kerbspannungen
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Abbildung 44: Bezogene Pxsm-Schadigungsanteile an der Rohrverzweigung
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Abbildung 45: Rechnerische Pswr-Beanspruchung der Bauteilmodelle
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Abbildung 46: Rechnerische Bauteillebensdauern, Kerbgrundkonzept





