Thermomechanische Ermiidung von
Aluminium-Silizium-Gusslegierungen unter ottomotorischen
Beanspruchungen

Zur Erlangung des akademischen Grades
Doktor der Ingenieurwissenschaften

der Fakultat fiir Maschinenbau
Universitat Karlsruhe (TH)

genehmigte
Dissertation
von

Dipl.-Ing. Sebastian Thalmair

Tag der mundlichen Priifung: 23.7.2009
Hauptreferent: Prof. Dr.-Ing. D. Lohe
Korreferent: Dr. rer. nat. habil. A. Constantinescu






Vorwort

An dieser Stelle mochte ich all denjenigen ein herzliches Dankeschén aussprechen, die
mir wahrend meiner Promotionszeit in vielfaltiger Weise hilfreich zur Seite standen. Dies
ermoglichte nicht nur das Zustande kommen dieser Arbeit, sondern liefl mich die Zeit in
der Abteilung Strukturmechanik Grundmotor EA-34 bei BMW auch als sehr angenehm
und wichtig empfinden. Herrn Dr.-Ing Andreas Fischersworring-Bunk danke ich, der als
mein unmittelbarer Betreuer, diese Arbeit anregte und mir den ganzen Zeitraum iiber
mit Rat und Tat zur Seite stand, mir dabei jedoch auch viel Freiraum tberlie. Prof.
Dr.-Ing. D. Lohe gilt mein ausdriicklicher Dank fiir die Bereitschaft zur Ubernahme
des Hauptreferates und die Betreuung der Arbeit. Dr.rer.nat. A. Constantinescu bin ich
sehr zu Dank verpflichtet fiir die Ubernahme des Korreferates und angenehme Stunden
in Paris.

In ganz besonderer Weise mochte ich mich bei Herrn Dr.-Ing. K.-H. Lang fiir die tat-
kraftige Unterstiitzung der am Schwingfestigkeitslaboratorium des Institutes fiir Werk-
stoffkunde I an der Universitat Karlsruhe durchgefiihrten Arbeiten, zahllose fruchtbare
Diskussionen und kritische Anregungen bedanken. Wéhrend der ganzen Arbeit beglei-
tete mich seine freundschaftliche und motivierende Art.

Dipl.-Ing. Martin Hoyer mochte ich fiir seine moralische Unterstiitzung, seine begei-
sternde Art, sowie fiir viele niitzliche Anregungen und Hilfen in allen Phasen der Arbeit
danken.

Dipl.technomath. Jan Thiele gilt mein ganz besonderer Dank, da er mir die Moglichkeiten
MATLAB’s erschloss und entscheidende Unterstiitzung bei allen Implementierungsfra-
gen gab.

Meinem Doktorandenkollegen, Tischgenossen und Freund Dr.-Ing. Martin Kunst danke
ich sehr fiir viele Diskussionen iiber werkstoffkundliche Fragestellungen, gute Kamerad-
schaft und grosse Unterstiitzung bei der Korrektur der Arbeit.

Dr.-Ing. Frank Doérnenburg danke ich fiir die freundschaftliche und erfolgreiche Zusam-
menarbeit, welche meine Arbeit um die Betrachtung und Auswertung realer Motorver-
suche erweiterte.

Dr.-Ing. Franz-Josef Klinkenberg bescherte mir durch seine hintersinnige und ironische
Art viele freudige und lehrreiche Stunden bis in die Tiefen der Metallurgie.

Dr.rer.nat. Robert Ehart danke ich herzlich fiir die lehrreichen Gespréche zur Alterung



und Modellierung.
Dipl.-Ing. Karl-Siegfried Flechsig danke ich fiir die metallographische Hilfe, die Diskus-
sionen und die Aufnahme in das Labor.

Meinen Kollegen bei EA-34 im Team Strukturmechanik Grundmotor gilt mein Dank fiir
die freundliche und kameradschaftliche Aufnahme, die zahlreichen Unterstiitzungen in
vielen Dingen und das jederzeit gute und arbeitsame Klima. Den beiden Herren Dipl.-
Ing. Oliver Kiithnert und Dipl.-Ing. Ralf Zimmermann gilt mein Dank fiir die gute Zu-
sammenarbeit und die stete Bereitschaft zur Hilfe auf dem Gebiet der Finiten Elemente
Simulation. Dipl.-Ing. Thomas Briiner gilt mein Dank fiir das stetige Interesse an der
Arbeit und das gute Klima, das in unserer Abteilung herrscht.

Die Begeisterung von Prof. Dr.-Ing. Tilmann Beck fiir wissenschaftliche Fragestellungen
auf werkstoffkundlichem Gebiet hatte einen inspirierenden und motivierenden Einfluss
auf mich, fir den ich ihm sehr dankbar bin.

Den Herren Dr.-Ing. Arne Klaska, Sebastian Hohne, Dr.-Ing. Roumen Ratchev, Dipl.-
Ing. Tobias Egly, Dipl.-Ing. Ralf Hauss, Dipl.-Ing. Andreas Uihlein und Dr.-Ing. Ingo
Henne gilt mein Dank fiir die gute Zusammenarbeit, die Durchfithrung meiner Versuche
und viele angenehme Stunden in Karlsruhe.

Den beiden ehemaligen Doktoranden der Montanuniversitat Leoben Dr.mont. Robert
Minichmayr und Dr.mont. Martin Riedler gilt mein Dank fiir hilfreiche und kritische
Diskussionen.

Ein grofler Dank gilt Dipl.-Ing. P. Wackers, Dipl.-Kfm. CFA C. Fick, Dr. J. Zormaier,
Dipl.Psych. Dipl.Math. A. Tillmanns, Prof. Dr. G. Goldenberg, Dipl.Pad. U. Kursawe,
Dipl.Psych. O. Gromminger, Dr. F. Bayerlein, und Dr. A. Walther. Sie haben mir nach
einem schweren Unfall sehr viel Gliick , ein Stiick Demut und die wunderbare Welt der
Philosophie geschenkt.

Ein besonderer Dank gilt den Studienarbeitern Melaine Guillou, Alexandre Charles, Mi-
chael Lechner, Johann Zaglauer, Remy Catteau und Mehdi Frikha, deren Arbeiten zum
Gelingen dieser Arbeit entscheidend beigetragen haben. Besonders zu erwéhnen sind da-
bei Melaine Guillou, Mehdi Frikha und Alexandre Charles, die Hervorragendes auf dem
Gebiet der Werkstoffmechanik geleistet haben.

Meine Ehefrau Heike und meine Tochter Amelie gaben mir persénlich den Sinn und den
Antrieb zum Abschluss der Arbeit. Meinen Eltern gilt mein herzlicher Dank fiir den
Riickhalt und die grole Unterstiitzung in allen Dingen.

ii



Inhaltsverzeichnis

1

3

Einleitung 1
1.1 Motivation . . . . . . . .. 1
1.2 Problemstellung und Zielsetzung . . . . . . . . . . . ... ... ... ... 1
1.3 Aufbau . . . . .. 3
Kenntnisstand 5
2.1 Betriebsfestigkeit und TMF am Beispiel Zylinderkopf . . . . . . . .. .. D
2.1.1  Funktionen und Anforderungen des Zylinderkopfes. . . . . . . .. )
2.1.2 Betriebsfestigkeit . . . . .. ..o 6
2.1.3 Thermisch-mechanische Ermiidungsbeanspruchung . . . . . . .. 7
2.2 Aluminium-Gusslegierungen . . . . . . . . ... ... 8
2.2.1  Al-Si Legierungen . . . . . . . .. ..o 9
2.2.2  Thermophysikalische Eigenschaften . . . . . . . . ... ... ... 10
2.2.3 GieBverfahren fir Zylinderkopfe . . . . . .. .. .. ... ... .. 11
2.24  Festigkeit und Duktilitat . . . .. .. ..o 000000 14
2.2.5 Verformungs- und Ermtdungsverhalten . . . . . . . .. ... ... 18
2.3 Modellansatze zur Beschreibung des Verformungs- und Lebensdauerver-
haltens bei Zylinderképfen . . . . . . . .. ..o 0oL 21
2.3.1 Anséatze zur Beschreibung des Verformungsverhaltens . . . . . . . 21
2.3.2 Ansétze zur Beschreibung des Lebensdauerverhaltens . . . . . . . 25
2.4 Numerische Methode zur Ermittlung der Modellparameter . . . . . . . . 30
2.4.1 Direktes Problem . . . . . . ... ... 0oL 31
2.4.2 Inverses Problem . . . . . . . . ... ... L. 32
2.4.3 Optimierungsmethoden . . . . . . . . . ... ... ... 34
Werkstoffe und Versuchsbeschreibung 37
3.1 Untersuchter Werkstoft . . . . . . . ... ... ... ... ... 37
3.2 Probengeometrie . . . ... ..o Lo 39
3.3 Versuchsaufbau und Versuchsfithrung . . . . . . ... ... .. ... ... 40
3.3.1 Hartemessung . . . . . . . ... 40
3.3.2  Thermisch-mechanische Ermtidungsversuche . . . . . . . ... .. 40
3.3.3 Isotherme Ermidung . . . . . .. .. .. ... ... ... ... 42
3.3.4 Modellanpassungsversuche . . . . . . .. ..o 43

3.3.5 Mikrostrukturelle Untersuchungen . . . . . . . ... ... .. ... 43

iii



4 Versuchsergebnisse 45

v

4.1 Isotherme Ermidungsbeanspruchung . . . . . ... .. .. ... .. ... 45
4.1.1 AISiSCu3 ND . . . . . . . 45
4.1.2 AlSI8Cu3 SK . . . . . 49
4.1.3 Diskussion . . . . ... 52

4.2 Thermisch-Mechanische Ermtidungsbeanspruchung . . . . . . . .. . .. 23
421 AISISCu3 ND . . . . . . o 53
4.2.2 AISISCu3 SK . . . . . .. 59
4.2.3  Schédigungsentwicklung unter TMF- und Thermoschockbeanspru-

chung im Motordauerlauf. . . . . .. ... ... ... L. 64
4.2.4 Diskussion . . . . ..o 67

4.3 Warmauslagerungsversuche . . . . . . . . . ... ... L. 71
4.3.1 Hartednderungen der Legierung AISiSCu3 ND . . . . . ... . .. 71
4.3.2 Hartepriifung an gelaufenen Zylinderkopfen . . . . . ... .. .. 73
4.3.3 Diskussion . . . . ..o 74

Modellierung &4

5.1 Verformungsverhalten . . . . . . . . . ... ... .. L. 7

5.2 Alterungsverhalten . . . . . . .. ... ... 79

5.3 Bestimmung der Materialparameter . . . . . . . ... .00 81

5.4 Probabilistische Interpretation . . . . . .. .. .. ... 83
5.4.1 Streuung der Verformungsantwort . . . . . . .. .. .. ... ... 85
5.4.2  Streuung der Schadigung . . . . . .. ... 87
5.4.3 Gesamtstreuung der Lebensdauer . . . . .. ... ... ... ... 87

5.5 Diskussion . . . . ... 91

Beanspruchungscharakterisierung 93

6.1 Modellbeschreibung . . . . . . . .. ..o o 94

6.2 Thermische Analyse . . . . . . . . ... ... 95
6.2.1 Berechnung langsamer thermischer Wechsel . . . . . . .. .. .. 96
6.2.2 Berechnung schneller thermischer Wechsel . . . . . .. ... ... 99

6.3 TMF-Zyklus . . . . . . . . . . e 100
6.3.1 Phasenbezug . . . . .. ..o 100
6.3.2 Dehnungsbehinderung . . . . . . ... ... 101
6.3.3 Variation der Minimaltemperatur . . . . . . ... ... ... ... 104
6.3.4 Transiente thermische Belastung . . . . . . . .. . ... ... ... 106

6.4 Montage . . . . ... 108
6.4.1 Einfluss der Montage . . . . . . . .. ... ... L. 109
6.4.2 Einfluss der Sitzringe . . . . . . . ... 110

6.5 Mehrachsigkeit . . . . . . ... o 111
6.5.1 Hauptspannungs—Zeitverlauf . . . . . . . . ... ... ... 111
6.5.2 Vergleich des Spannungsverhéltnisses von Bauteil und Probe . . . 112

6.6 Dehnrate. . . . . . . . ... 113

6.7 HCF Uberlagerung . . . . . . . . . . . . . i 114



6.7.1 TMF-HCF Werkstoffversuch . . . . . . . . . .. .. ... .. ... 114

6.7.2 TMF-HCF Bauteilbeanspruchung . . . . . .. ... .. ... ... 115

6.8 Entfestigung und resultierende Zwangung . . . . . . . .. .. ... ... 117
6.8.1 Materialverhalten . . . . . . . .. ..o 117

6.8.2 Untersuchte Geometrien . . . . . . . .. .. ... ... ...... 118

6.8.3 FErgebnisse . . . . . ... 123

6.9 Diskussion . . . . ... 135

7 Zusammenfassung und Ausblick 137



vi



Formelzeichen und Abkiirzungen

Ao o Spannungsschwingbreite

JANG 2 effektive Spannungsschwingbreite

Aey oo plastische Dehnschwingbreite

€ mechanische Dehnrate

A Warmeleitfahigkeit

o Spannung

o/ P Streckgrenze

o Spannungsamplitude

Teff wovevnnanannnn. effektive Spannung

o7 T intrinsische Festigkeit

OMAX +voeeeenninnanns Maximalspannung

o Festigkeitsbeitrag der Ausscheidungshértung (engl:precipitation)
o Festigkeitsbeitrag der Mischkristallhartung (engl:solid solution)
TEr eeee i Friedelspannung

TOP « oo Orowanspannung

Eel v elastische Dehnung

Eim e inelastische Dehnung

Eme, v vee e mechanische Dehnungsamplitude

525{ ............... HCF Dehnungsamplitude im tiberlagerten TMF /HCF Versuch
Eme w e mechanische Dehnung

Eplia « v plastische Dehnungsamplitude

vii



Epl w e plastische Dehnung

Ethyg o thermische Dehnungsamplitude
Eth o oee e thermische Dehnung

Et v Totaldehnung

Eup +onven s viskoplastische Dehnung

E Riickspannung
b Burgersvektor

Dereer o Kriechschadigung

Dfet Ermiidungssschiadigung

Dor o Oxidationsschadigung

Dtotal L. Gesamtschidigung

E o Elastizitatsmodul
[ Volumenanteil schneidbarer Partikel
G .o Schubmodul

K oo Faktor der Zwangung/Dehnungsbehinderung
Lo Teilchenabstand

N Lastspielzahl

n o zyklischer Verfestigungskoeffizient
Np oo Bruchlastspielzahl

Np/2 oo, halbe Bruchlastspielzahl

R .o R Verhaltnis

T Radius

Tl v kritische Teilchengrosse

R, .................. plastische Dehngrenze

17 Haltezeit

TVIAX « oo Maximaltemperatur

viii



TMIN « oo Minimaltemperatur

We oo elastische Energie

Wy o plastisch dissipierte Energie
AlSi oo Aluminium-Silizium

CAE ................ Computer Aided Engineering
CFED ................ computational fluid dynamics
CHT ............... conjugate heat transfer

DAS ...l sekundérer Dendritenarmabstand
DI ... Direkteinspritzung

FEM ............... Finite Elemente Methode
LCF ................ Low Cycle Fatigue

Ma ... Massenanteil

RT ... Raumtemperatur

TF Thermal Fatigue

T™F ............... Thermo-Mechanical Fatigue
ZK oo Zylinderkopf

ZKD ... Zylinderkopfdichtung

iX






Kapitel 1

Einleitung

1.1 Motivation

Steigende Leistung und gleichzeitige Gewichtsreduktion haben in den letzten Jahren
die Bauteilbelastungen der PKW-Motoren stetig ansteigen lassen [1]. Neben den durch
steigenden Verbrennungsdruck und zunehmende Maximaltemperatur hochbelasteten, di-
rekteinspritzenden Dieselmotoren [2, 3] sind auch die Ottomotoren, bei denen stets ein
Kompromiss in der Werkstoffwahl zwischen wachsender Belastung und gleichzeitiger Ko-
stenreduktion zu treffen ist, an ihrer Belastungsgrenze angelangt. Fiir weitere Fortschrit-
te sind deswegen Verbesserungen in der Prognosefahigkeit von Lebensdauervorhersagen
notwendig, um bereits in der frithen Phase des Produktentstehungsprozesses eine Gestal-
tungsverbesserung hinsichtlich einer optimalen Werkstoffausnutzung bei gleichzeitigem
Erreichen der Lebensdauerziele zu erméglichen [4]. Nachdem die Diskretisierung der ver-
wendeten FEM-Modelle einen sehr hohen Stand erreicht hat, ist die Verbesserung der
Materialmodellierung ein wichtiger Ansatzpunkt fiir eine Verbesserung der Aussagege-

nauigkeit [5].

1.2 Problemstellung und Zielsetzung

Eine CAE-Analyse der thermomechanischen Lebensdauer stellt aufgrund zahlreicher

Schwierigkeiten ein komplexes Problem dar. Diese Schwierigkeiten entstehen durch die



1.2 Problemstellung und Zielsetzung

verschiedenen Schritte, die fiir eine Lebensdaueranalyse nétig sind, siehe Abbildung
1.1:

Die Identifikation und Beschreibung der thermomechanischen Belastung in einem

geeigneten Modell

o Die Wahl eines geeigneten Werkstoffgesetzes zur adaquaten Beschreibung des me-

chanischen Verhaltens
o Ein materialspezifischer Parameter fiir die Akkumulation der Schiadigung

o Ein den Kundenanforderungen entsprechendes Lebensdauerkriterium, das den scha-

densfreien Betrieb gewéhrleistet.

Die Belastungen und das Werkstoffgesetz bestimmen die Verformungsantwort des Mo-
dells. Basierend auf dieser Antwort kann mit dem Schidigungsparameter eine Lebens-
dauer abgeschatzt und dem Lebensdauerkriterium gegentibergestellt werden. Fiir eine
komplette Lebensdauermethodik darf man sich nicht auf die einzelnen Punkte des Pro-
blems konzentrieren, sondern muss sie, da sie miteinander verkniipft sind, als eine globale

Vorgehensweise fiir die Lebensdaueranalyse betrachten.

Belastungen Materialmodell

| Schadensparameter | q | Design Kriterium |

Abbildung 1.1: Prinzip einer CAE-Lebensdaueranalyse

Im Rahmen dieser Arbeit sollen die einzelnen Schritte untersucht und der Weg zur

Erstellung einer kompletten Lebensdauermethodik fiir die thermisch-mechanische Bela-



1.3 Aufbau

stung von Zylinderkopfen beschrieben werden. Es soll versucht werden eine Verkniip-
fung zwischen den werkstoffkundlichen Aspekten der meistverwendeten Aluminium-
Gusslegierungen und der numerischen Simulation zu erreichen. Ziel ist es, zum einen
gezieltere Versuchsrandbedingungen aus Berechnungen der Bauteilbeanspruchung im
Motorbetrieb abzuleiten und zum anderen eine belastbare Lebensdaueraussage fiir die
Entwicklung von neuen Motorgenerationen zu ermoglichen. Dabei ist eine genaue Kennt-
nis der Beanspruchungssituation, der relevanten Belastungsgrofien und der Schéadigungs-
entwicklung im Werkstoff nicht nur fir die Auslegung von Interesse, sondern beantwortet
auch wichtige Fragen fiir eine zielgerichtete Optimierung und Weiterentwicklung der ver-

wendeten Legierungen.

1.3 Aufbau

Die nétigen Schritte zur Analyse der thermisch-mechanischen Ermiidung von Aluminium-
Silizium-(Al-Si)-Gusslegierungen werden in dieser Arbeit im Einzelnen vorgestellt und
diskutiert. Dabei erfolgt die Bearbeitung der werkstoffkundlichen, der werkstoffmecha-

nischen und der simulationstechnischen Fragestellungen.

In der vorliegenden Arbeit wird eine Aluminium-Silizium-Legierung (AlSi8Cu3), die fiir
den Einsatz als Zylinderkopfwerkstoff bei Ottomotoren weitverbreitet ist, in zwei re-
levanten Gefiigezusténden untersucht. Die beiden Gefiligezustinde resultieren aus den
haufigst eingesetzten Giefiprozessen zur Herstellung von Zylinderkopfen. Es erfolgt eine
Charakterisierung des Alterungsverhaltens mit Hilfe von Auslagerungsversuchen mit an-
schlieender Hartemessung, sowie die Charakterisierung des Wechselverformungs- und
Lebensdauerverhaltens unter isothermer und thermisch-mechanischer Ermiidungsbean-
spruchung. Die sich im Motorbetrieb einstellende Schadigungseinleitung bei thermisch-
mechanischer Ermiidungsbeanspruchung wird mit der Rissinitierung an Proben vergli-
chen. Ausgehend von den Ergebnissen der zyklischen Versuche erfolgt die Modellbildung
des Verformungs- und Lebensdauerverhaltens fiir die Simulation, der sich im Motor-
betrieb einstellenden thermisch-mechanischen Belastung. Fiir die Modellierung werden
Bausteine gewéhlt, die geeignet sind, die relevanten Phanome der Al-Si-Legierungen bei
thermisch-mechanischer Beanspruchung zu beschreiben und so eine moglichst prézise
Einschatzung der resulierenden Lebensdauersituation im Zylinderkopf zu ermoglichen.

Dabei wird versucht die werkstoffeigenen Streuungen hinsichtlich der sich einstellenden



1.3 Aufbau

Verformungsantwort und damit verbundener Lebensdauer zu berticksichtigen. Gleich-
zeitig soll sichergestellt sein, dass die Anwendbarkeit im industriellen Kontext gegeben
ist. Im letzten Abschnitt wird die thermisch-mechanische Beanspruchungssituation im
Zylinderkopf durch CAE-Techniken charakterisiert. Dabei wird zum einen die Bean-
spruchungsituation im Zylinderkopf diskutiert und zum anderen den Beanspruchungen
gegeniibergestellt, die sich in den Werkstoffuntersuchungen zur Ermittlung des Werk-

stoffverhaltens einstellen.



Kapitel 2

Kenntnisstand

2.1 Betriebsfestigkeit und TMF am Beispiel
Zylinderkopf

2.1.1 Funktionen und Anforderungen des Zylinderkopfes

Zylinderkdpfe moderner Verbrennungsmotoren sind komplexe und vielseitig belastete
Bauteile. Im Allgemeinen werden die Zylinderkopfe als Gussteile hergestellt, die die fol-
genden priméren Aufgaben erfiillen miissen. Der Brennraum muss in Kombination mit
dem Zylinder und Kolben dargestellt und abgeschlossen werden. Das Kurbelgehause,
das Kurbeltrieb und Kolben aufnimmt, muss iiber die Zylinderkopfdichtung abgedichtet
werden. Dazu ist eine hohe Steifigkeit der Konstruktion erforderlich. Die Ein- und Aus-
lasskanéle und der Ventiltrieb, der den Ladungswechsel steuert, miissen aufgenommen
werden. Die fiir die Gemischbildung und Ziindung nétigen Systeme miissen integriert
werden. Zusétzlich muss die Kithlung der Struktur im Zylinderkopf dargestellt werden,
da die Wérmeabfuhr aus dem Brennraum primér tiber den Kolben und das Feuerdeck
des Zylinderkopfes erfolgt. Desweiteren muss die Schmierung des Ventiltriebes und der
Olriicklauf in das Kurbelgehéuse integriert und die Gaskrifte aus der Verbrennung auf-
genommen werden [6, 7]. Bei der Konstruktion des Zylinderkopfes sollte die Gaskraft
iiber die Zylinderkopfschrauben in das Kurbelgehéuse eingeleitet werden und gleichzei-
tig eine hohe Pressung an der Zylinderkopfdichtung lasten, die tiber der Laufzeit des
Motors nicht zu stark abnehmen sollte, um die Dichtwirkung der Zylinderkopfdichtung



2.1 Betriebsfestigkeit und TMF am Beispiel Zylinderkopf

sicherzustellen. Auf den Zylinderkopf wirken damit mechanische Beanspruchungen aus
Gaskraften und Schraubenkréften einerseits und thermisch induzierte Beanspruchun-
gen aus ungleichméfiger Temperaturverteilung durch die Verbrennung andererseits [8].
Diese Ziele gilt es bei moglichst geringen Kosten und niedrigem Gewicht im Sinne des

allgemeinen Leichtbaus zu erreichen [9].

2.1.2 Betriebsfestigkeit

Durch zyklische Belastung eines Bauteils kann es zu einer Schadigung im Werkstoft

kommen, die schlussendlich zum Versagen des Bauteils fiihren kann.

Betriebsfestigkeit beschreibt die Eigenschaft eines Bauteils die absehbaren als auch zufél-
lig auftretende statische und dynamische Belastungen im Rahmen seiner geplanten Le-
bensdauer und unter Berticksichtigung moglicher Umgebungsbedingungen schadensfrei
zu ertragen [10]. Die dynamischen Belastungsarten kénnen dabei sowohl zyklische Lasten
im Sinn des Wohler-Versuchs [11], wie auch schlagartige Beanspruchungen sein. Wichtig
ist dabei die Unterscheidung zwischen zweckorientiertem Betrieb und Missbrauch. Ein
betriebsfestes Bauteil ist nur bis zu einer bestimmten Schwingungs- oder Schlagampli-
tude ausgelegt und darf nach dem Uberschreiten dieser Grenzbelastung versagen. Idea-
lerweise versagt ein sicherheitsrelevantes Bauteil lediglich durch Verformung und nicht
durch Bruch.

Desweiteren wird bei der Auslegung der Betriebsfestigkeit zwischen Dauerfestigkeit und
Zeitfestigkeit unterschieden werden. Bei einer dauerfesten Bemessung soll unterhalb ei-
ner bestimmten maximalen Beanspruchung kein Versagen auftreten. Einige Materialien
konnen bei dieser Art der Belastung unendlich viele Lastwechsel ertragen. Bauteile die
einem realen Betriebseinsatz unterliegen zeigen dieses Verhalten nur in Ausnahmefal-
len und unter bestimmten Voraussetzungen. Im realen Einsatz tritt dies praktisch nicht
auf. Dieses Konzept aus dem 19. Jahrhundert wird auch heute noch vielfach eingesetzt,
zeigt jedoch nur bei der Einfiihrung ausreichender Sicherheitsfaktoren zuverléssige Er-
gebnisse, die die auftretenden Beanspruchungen in einer Grofle zulassen, dass im Betrieb
die Lebensdauergrenze des Bauteiles nicht erreicht wird. Beispiele dafiir sind auch heu-
te noch bei vielen Komponenten zu finden z.B. des Schienenverkehrs (Radsatzwellen,

etc.) oder der Teile im Motorenbau, wie z.B. der Kurbelwelle. Fiir eine zeitfeste Bemes-
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sung befindet man sich im Bereich der Zeitfestigkeit. Zwischen der Zugfestigkeit und
der Dauerfestigkeit wird nur eine bestimmte Anzahl an Lastwechseln ertragen. Beispiele
sind viele Bauteile im Fahrzeugbau, wie z.B. Flugzeugkomponenten und Fahrwerksteile
am Automobil, oder eben der Zylinderkopf unter thermisch-mechanischer Ermiidungs-

belastung.

2.1.3 Thermisch-mechanische Ermiidungsbeanspruchung

In Bauteilen mit hohen Beriebstemperaturen kénnen wahrend des An- und Abfahrens
und im Betrieb zeitlich und rdumlich inhomogene Temperaturfelder auftreten. Diese
Temperaturfelder konnen durch teilweise oder vollstandige Behinderung der thermischen
Dehnung mechanische Dehnungen induzieren. Durch die Abfolge von Start-Stoppzyklen
und Betriebspunktanderungen ergeben sich thermisch induzierte Spannungs-Dehnungs-
zyklen, welche zum Versagen des Werkstoffs durch thermisch-mechanische Ermiidung
(engl: thermo-mechanical fatigue: TMF) fithren konnen. Dabei muss nicht der Ort hoch-
ster Temperaturen versagenskritisch sein, sondern die ungiinstigste Kombination aus ort-
licher Temperatur und lokaler Dehnungsbehinderung ist entscheidend. Dies kann durch
auferen Zwang aufgrund von Steifigkeitsunterschieden und &uflere Einspannung oder
inneren Zwang aufgrund von starken thermischen Gradienten erfolgen (sieche Abbildung
2.1). Die Totaldehnung e; am kritischen Ort wird weitgehend durch die umliegenden
Bauteilbereiche und auflere Lasten bestimmt und ergibt sich aus der mechanischen Deh-

nung €,,. und der thermischen Dehnung ey, zu:

€t = €th + Eme (2.1)

Als Dehnungsbehinderung K wird dabei das Verhéltnis aus mechanischer und thermi-

scher Dehnung verstanden.
A€ e

Agth

Dieser Faktor beschreibt den Anteil der thermischen Dehnung, der behindert und so in

K=—

(2.2)

mechanische Dehnung umgesetzt wird. In den versagenskritischen Bereichen eines Zylin-
derkopfes lauft die mechanische Beanspruchung gegenphasig zur thermischen Belastung,
weshalb von einer "Out of Phase" (OP) TMF Belastung gesprochen wird. An anderen

Stellen oder durch zusétzliche dufiere Krafte (z.B. bei Turbinenlaufschaufeln in Gastur-
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binen) kann es zu einer gleichphasigen TMF Belastung kommen bei der thermische und
mechanische Belastung zueinander "In Phase" (IP) liegen. Wahrend solcher TMF Zy-
klen stehen elastisch-viskoplastische Verformung, Alterung und Ermiidungsribildung

und -ausbreitung in komplexer Wechselwirkung [12].

Abbildung 2.1: Innere  und  &duflere  Zwéngung bei  thermisch-mechanischer
Beanspruchung.

Im Zylinderkopf eines Verbrennungsmotors kann es aufgrund der lokal sehr hohen Tem-
peraturen in Verbindung mit den groflen thermischen Gradienten zu schadigungsrele-
vanten TMF Belastungszusténden kommen. Eine detailierte Untersuchung und Charak-

terisierung dieser Art der Beanspruchung erfolgt in Kapitel 6.

2.2 Aluminium-Gusslegierungen

Verglichen mit anderen Werkstoffen handelt es sich bei Aluminium um ein recht junges
Metall, das erst im 19. Jahrhundert entdeckt wurde. Mit der Einfithrung des Elek-
trolyseverfahrens am Anfang des 20. Jahrhunderts entwickelte sich Aluminium zum
meistgebrauchten Nichteisenmetall. Je nach Herstellungsart unterscheidet man zwischen
Aluminium-Knetwerkstoffen und Aluminium-Gusswerkstoffen [13]. Die Knetwerkstof-
fe werden mechanisch geformt (z.B. durch Strangpressen, Walzen, Schmieden). Die
Gusswerkstoffe werden fiir das Formgielen verwendet und zeichnen sich durch positive
Eigenschaften bei der Giefibarkeit aus. Im Folgenden wird nur auf die fiir Zylinderkdpfe

relevanten Gusswerkstoffe eingegangen.

Reines Aluminium findet als Gusswerkstoff praktisch keine Anwendung, da seine Festig-

keitseigenschaften fiir technische Anwendungen ungeniigend sind. Seine Bedeutung als
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Gusswerkstoff erreicht Aluminium erst durch das Zulegieren von wenigen Prozent ande-
rer Elemente. Durch Legierungszusammensetzung und Warmebehandlungen lassen sich
Festigkeit und Duktilitdt in weiten Grenzen einstellen. Weitere typische Eigenschaften
sind die giinstige Leitfdhigkeit fiir Warme und Elektrizitat, die geringe Dichte von ca.
2,729 gute chemische Bestandigkeit, sowie Korrosionseigenschaften und gute Umform-

dm3 )

und Bearbeitbarkeit [13,14].

2.2.1 AI-Si Legierungen

Moderne Zylinderkopfe werden vorwiegend aus Aluminiumgusslegierungen der Legie-
rungsgruppen Aluminium-Silizium-Magnesium (Al-Si-Mg) und Aluminium-Silizium-Kup-
fer (Al-Si-Cu) hergestellt, ausgenommen einzelne Anwendungen gebauter oder im Gra-
dientenguss dargestellter Zylinderkopfe [15]. Aluminium bildet mit Silizium ein Eutek-
tikum bei 577°C und 12,6 Ma% Si (vgl. Abbildung 2.2). Die Loslichkeit des Siliziums in
festem Aluminium ist begrenzt und fallt von 1,65% bei 577°C auf 0,07% bei 300°C. Wer-
den diese Loslichkeiten iiberschritten, so bilden sich neben dem Aluminiummischkristall
eutektische Siliziumkristalle [13]. Der primére Aluminiumkristall erstarrt bei untereutek-
tischen Legierungen dendritisch. Bei Erreichen der eutektischen Temperatur erstarren
Aluminiummischkristall, Silizium und weitere sekundére Phasen eutektisch. Insbeson-
dere die Abkiihlgeschwindigkeit beeinflusst den Dendritenarmabstand (DAS) und die
Morphologie des eutektischen Silizums [16]. In Abbildung 2.3 wird das Gefiige einer
untereutektischen Al-Si-Cu Legierung mit dendritischem Aluminiummischkristall und
sekundaren eutektischen Phasen, wie Silizium-, Kupfer- und Eisenphasen gezeigt. Bei
niedrigen Abkiihlgeschwindigkeiten erstarrt das eutektische Silizium in Form kantiger
Kristalle, Nadeln und Platten [17]. Im Gegensatz dazu fithren hohe Abkiihlgeschwindig-
keiten zu einem niedrigeren DAS und feineren sekundéaren Gefiigephasen. Die Morpho-
logie kann durch eine Veredelungsbehandlung der Schmelze mit geringen Anteilen von
z.B. Natrium, Strontium, Antimon oder Phosphor giinstig beeinflusst werden [18-20].
Der Kontrolle des Wasserstoffgehaltes in der Schmelze kommt dabei besondere Bedeu-

tung fir die resultierende Porositéat im Gussstiick zu [21].

Fiir Zylinderképfe finden untereutektische Silizumlegierungen Verwendung. Ubereutek-
tische Legierungen kommen in Kolben und in Zylinderkurbelgehdusen zum FEinsatz.

Das primar ausgeschiedene Silizium ist fiir die tribologischen Eigenschaften der Kolben-
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Abbildung 2.2: Al-SiZustandsdiagramm [22]

Zylinderlaufbahnpaarung von grofier Bedeutung [23].

2.2.2 Thermophysikalische Eigenschaften

Fir das Bauteil Zylinderkopf kommt den thermophysikalischen Eigenschaften, insbeson-
dere der Wéarmeleitfahigkeit, eine wichtige Rolle zu. Bei den aktuellen und zukiinftigen
Motoren mit sehr hohen Leistungsdichten ist es von entscheidender Bedeutung die ho-
hen flaichenbezogenen Wirmestrome gut abzufithren und so die Oberflichentemperatu-
ren im Brennraum zu begrenzen [24]. Sehr hohe Oberflichentemperaturen bedeuten eine
verscharfte Problematik von Gliithziindungen und Klopfen fiir das Brennverfahren des
Motors.

Die thermophysikalischen Eigenschaften werden von der chemischen Zusammensetzung
des Werkstoffes bestimmt. Mikrostruktur und Wéarmebehandlung spielen eine unterge-
ordnete Rolle [25]. Dabei weisen die Aluminium-Siliziumlegierungen aufgrund der sehr

hohen Warmeleitfdhgkeit von Reinaluminium eine giinstige Warmeleitfahigkeit auf. Die
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100 ym

Abbildung 2.3: Mikrostruktur einer untereutektischen Aluminium-Siliziumlegierung

Aluminiumlegierungen vom Typ Al-Si-Mg liegen mit Warmeleitfihigkeiten im Bereich
von A = 170 — 190% etwas glinstiger als die vom Typ Al-Si-Cu, die aufgrund des leicht

héheren Anteils an Legierungselementen im Bereich 140 — 170% liegen [13].

2.2.3 GieBverfahren fiir Zylinderkopfe

Beim Gielen als urformendes Herstellverfahren wird beim Formgiefien das Gieflen in
Dauerformen und verlorenen Formen unterschieden. Fiir das Gieflen von Zylinderkop-
fen findet vorwiegend das GieBlen in Dauerformen, auch Kokillen genannt, Verwendung.
Die aus metallischen, temperatur- und verschleififesten Werkstoffen hergestellten Formen
sind fir viele tausend Abgiisse wiederverwendbar. Ausnahmen stellen hier der klassische
Sandguss fiir Kleinserien und Prototypen sowie das neuere Lost-Foam Giefiverfahren
dar, bei dem eine aus Styropor dargestellte Form bei jedem Giefivorgang verloren geht.
Dieses Giefiverfahren bietet Vorteile bei der Gestaltungsfreiheit, da kein hinterschnitt-
freier Kern existieren muss [26,27]. Die Dauerformen bestehen in der Regel aus Metallen,
die eine wesentlich héhere Warmeleitfdhigkeit besitzen als die chemisch oder physika-
lisch gebundenen Formstoffe im Sandguss oder beim Gieflen mit verlorenen Formen.
Die bessere Kiithlwirkung der Dauerform fiithrt zu einer besseren Beeinflussbarkeit der

Erstarrungsgeschwindigkeit der Schmelze [28]. In [29] wird anhand von Gieversuchen
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an einer AlSi7TMg gezeigt, dass die Anzahl und Auspriagung von Oxiden einen starken
Einfluss auf die Ermiidungseigenschaften hat. Daraus resultiert eine grofie Bedeutung

fiir eine turbulenzarmen Befiillung des Werkstiickes im Gieprozess.

Schwerkraftkokillenguss

Beim Schwerkraftkokillenguss erfolgt die Befiillung der Form mit der Schmelze aus-
schlieflich iiber die Schwerkraft. Die Kokille besteht aus mindestens zwei Teilen, so dass
eine Entnahme der Gussteile nach der Erstarrung moglich wird. Einfache Hinterschnitte
konnen durch Schieber realisiert werden. Sandkerne fithren zu einer Verringerung der
Abkiihlgeschwindigkeit [28].

NiederdruckgieBverfahren

Beim Niederdruckgiefiverfahren erfolgt die Befiillung der Kokille mit der Schmelze tiber
ein Steigrohr von unten. Die Aufwartsbewegung der Schmelze erfolgt tiber das Gasdruck-
prinzip, d.h. auf die Schmelzeoberfliche im Schmelzetiegel wirkt ein Uberdruck.Die Vor-
teile des Niederdruckgiefiverfahrens gegeniiber dem Schwerkraftkokillenguss liegen in den
kiirzeren Taktzeiten und dem Entfall von aufwendigen Speiser und Anschnittsystemen,

wodurch eine héhere Ausbringung des Metalls erzielt wird [30].

Rotacast

Ein weiteres Giefiverfahren fir Zylinderkopfe ist das von der Firma VAW Mandel und
Berger entwickelte Rotacast-Verfahren. Es handelt sich um ein Giefiverfahren, bei dem
wahrend des Giefiprozesses die Form um 180° geschwenkt wird, um eine ruhige und
turbulenzarme Befiillung und anschlieflend eine schnelle Erstarrung zu erreichen. Das
Rotacast Giessverfahren hat eine schwenkbare Kokille, die nach der Befiillung um 180°
geschwenkt wird. Dadurch erwéarmt die Schmelze wahrend der Befiillung die kiihlende
Bodenplatte nicht. So kénnen im Bereich der Brennréume hohe Abkiihlgeschwindigkeiten

und geringe Dendritenarmabsténde erzielt werden [31].
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Lost-Foam GuB

Das Lost-Foam Giefiverfahren gehort zu den Gussverfahren mit verlorener Form und ge-
hort zur Gruppe der Vollformgieflarten. Die Form ist beim Abgieflen gefiillt, sie hat also
keinen Hohlraum, der dem herzustellenden Werkstiick entspricht. Die Besonderheit des
Lost-Foam Gieflverfahrens liegt darin, dass die Schmelze in eine Sandform gegossen wird,
in der ein Modell aus Polystyrol enthalten ist, welches dem gewtiinschten Werkstiick ent-
spricht. Entlang der Schmelzefront vergast das Polystyrol vollstandig; das freiwerdende
Gas wird durch den Formsand aus der Form gefiihrt. Nach Erstarren der Schmelze kann

das Werkstiick aus der Form entnommen werden, &hnlich wie beim tiblichen Sandguss.

Als Vorbereitung des eigentlichen Gielens wird ein 1:1 Modell des Werkstiicks aus expan-
dierbarem Polystyrol (EPS) erstellt. Dabei kann das EPS-Modell aus mehreren Teilen
zusammengesetzt werden. Damit lassen sich komplexe Werkstiicke (z.B. Zylinderkopf,
Ansaugkriimmer) aus formtechnisch einfachen, hinterschnittfreien Elementen aufbauen.
Das EPS Modell wird mit einer Schutzschicht, der sog. Schlichte tiberzogen, so dass
beim Abgieflen ein direkter Kontakt der Schmelze zum Sand vermieden wird. Das so
vorbereitete EPS Modell wird in einen Behélter mit Formsand eingebracht. Nach der

Verdichtung sind die Vorarbeiten abgeschlossen.

Durch das EPS Modell kann auf Bindemittel im Formsand verzichtet werden. Der Sand
ist dadurch uneingeschrankt wiederverwendbar. Die Umweltbelastung durch das gas-
formige EPS ist weitaus kleiner als bei Verwendung von Bindemitteln in alternativen
Verfahren. Somit zeichnet sich das Verfahren als besonders umweltschonend aus. Da sich
komplexe Formen in einfachere, hinterschnittfreie Elemente zerlegen lassen, eignet sich
dieses Verfahren besonders fiir komplizierte Teile. Auch Hohlrdume, die sonst aufwéndig
mit Kernen abgebildet werden, sind einfach umzusetzen. Da sich EPS einfach und giin-
stig, auch in groflen Stiickzahlen verarbeiten lasst, ist das Verfahren gut automatisierbar

und kostengiinstig [32].
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2.2.4 Festigkeit und Duktilitat

Aushartung und Alterung

Die Behinderung der Versetzungsbewegung in der Kristallmatrix bestimmt die Festigkeit
metallischer Werkstoffe. Im Allgemeinen lasst sich eine Festigkeitssteigerung durch eine
Kornfeinung, Mischkristallbildung, Steigerung der Versetzungsdichte oder durch Aushér-
tung erreichen. Bei den Aluminiumgusslegierungen erfolgt vorwiegend eine Aushéartung
durch Zugabe von Legierungselementen, welche aushértende Phasen bilden [14, 33, 34].
Der Einfluf§ der Porositét auf Festigkeit und Duktilitat wird in [35] untersucht. Eine
hohere Porositat fithrt dabei zu einer niedrigeren Duktiliat und zu einer geringeren Zug-

festigkeit.

Voraussetzung fiir eine Aushértung ist, dass eine mit sinkender Temperatur abnehmen-
de Loslichkeit eines Legierungselementes im Mischkristall vorliegt. Das heifit, dass be-
stimmte Legierungselemente oberhalb einer Umwandlungstemperatur in das Metallgitter
eingelagert (gelost) sein konnen und unterhalb dieser Temperatur eine begrenzte Los-
lichkeit vorliegt. Wird so eine Legierung langsam von einer Temperatur oberhalb der
Umwandlungstemperatur auf eine Temperatur unterhalb der Umwandlungstemperatur
abgekiihlt, entmischen sich die Legierungsbestandteile und es kommt zur undefinierten
Ausscheidung von Kristalliten der Legierungsbestandteile in der Matrix oder an Korn-
grenzen. Zum Aushérten muss demgegeniiber die Legierung abgeschreckt, d.h. so schnell
abgekiihlt werden, dass sich die Legierungsbestandteile nicht trennen koénnen. Es liegt
dann ein iibersattigter Mischkristall vor. Um ein thermodynamisches Gleichgewicht zu
erreichen, entmischt sich der iibersattigte Mischkristall durch eine diffusionsgesteuerte
Bildung meist feiner Ausscheidungen [36]. Diese Entmischung kann bei Temperaturen
von unter 100°C als Kaltauslagerung oder dartiber als Warmauslagerung erfolgen. Die
Verarmung des Mischkristalls durch die Entmischung fithrt zu einem Festigkeitsabfall
durch den verringerten Beitrag der Mischkristallhartung. Dies wird jedoch durch die
Bildung von Ausscheidungen und der damit einhergehenden Teilchenverfestigung in der
Regel iiberkompensiert. Insbesondere fiir das System AlCu liegen zahlreiche transmissi-
onselelektronenmikroskopische (TEM) Untersuchungen vor [37]. Dabei wurden die Aus-
scheidungsreihenfolge, sowie Grofie und Aufbau der Ausscheidungen untersucht. Bei Kal-
tauslagerung werden zuerst kohérente Phasen aus dem iibersattigten Mischkristall durch

diffusive Atomumlagerungen ausgeschieden. Diese Phasen werden nach ihrem Entdecker
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Abbildung 2.4: Aushértung und Formen der Ausscheidung am System AlCu [3§]

Guinier-Preston-Zonen (GP-Zonen) genannt. Bei ihnen handelt es sich um monoatomare
Cu-Schichten (GPI-Zonen), aus denen bei langerer Auslagerung GPII-Zonen aus abwech-
selnd iibereinander angeordneten Al und Cu Atomlagen entstehen (siche Abbildung 2.4).
Diese koharenten Phasen kénnen von Versetzungen geschnitten werden, wirken aber auf-
grund der benétigten Energie fiir das Teilchenschneiden verfestigend [38,39]. Wéhrend
einer Warmauslagerung werden zuerst koharente, dann teilkohérente und schliefflisch
inkohéarente Ausscheidungen gebildet. Nach der Bildung der kohédrenten GPI und GPII-
Zonen kommt es mit zunehmender Auslagerungszeit und -temperatur zur Bildung der
teilkoharenten, plattchenformigen ©’-Phase, die eine tetragonale Gitterstruktur besitzt
und anschliefiend in die inkohérente ©-Gleichgewichtsphase tibergeht [38]. In technisch
eingesetzten Legierungssystemen, die weitere Legierungselemente wie Mg, Zn und Si
enthalten, kann es zu festigkeitssteigernden quaternaren Phasen (Q-Phasen) mit kom-

plexeren Zwischenphasen kommen [40].

Der Widerstand gegen das Schneiden der Ausscheidungen durch Versetzungen nimmt
mit steigender Teilchengrosse der Ausscheidung bis zur Bildung teilkohéarenter Phasen

zu. Mit der Bildung der ©'-Phasen kommt es gleichzeitig zu einer Vergroberung der
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Teilchen und damit zu einer VergrofSerung des Teilchenabstandes. Dies fithrt zu einer
Festigkeitsabnahme, da die Teilchen jetzt durch den Orowan-Mechanismus, der schema-
tisch in Abb, 2.5 dargestellt ist, umgangen werden kénnen. Beim Orowan-Mechanismus
nimmt die benétigte Spannung zum Umgehen eines Teilchens mit dem Teilchenabstand
ab [41].

Tor = Cjb (2.3)
Dabei bezeichnet 7o, die Orowanspannung fiir das Uberwinden von Teilchen, G' den

Schubmodul, b den Burgersvektor und [ den Teilchenabstand. Die maximale Verfesti-

Abbildung 2.5: Orowan-Mechanismus - Versetzungslinie umgeht Teilchen [41]

gung ist erreicht, wenn der Versetzungsmechanismus vom Schneiden der Teilchen auf
das Umgehen der Teilchen wechselt. Abbildung 2.6 zeigt die Abnahme der Orowanspan-
nung und die gleichzeitige Zunahme der Friedelspannung. Diese Spannung 7g,, die zum

Schneiden der Phasen bendtigt wird, wird in Abhéngigkeit des Teilchenradius, als
e =a- f"r" (2.4)

angegeben. Dabei bezeichnen a, m und n Materialkonstanten, f den Volumenanteil
schneidbarer Partikel mit Radius r [42]. Die Werte fiir n liegen fiir Metalle typischer-
weise bei 0,5, woraus sich die Wurzelfunktion fiir die Friedelspannung in Abbildung
2.6 ergibt. Fir die kritische Teilchengrosse 7. sind die benotigten Schubspannungen fiir
beide Mechanismen gleich grofl und die hochste Festigkeit der aushértenden Legierung

wird erreicht.
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Schubspannung At

Radius »

Abbildung 2.6: Benoétigte Schubspannung fiir Umgehen und Schneiden von Teilchen in
Abhéngigkeit vom Teilcheneradius r

Alterungsmodell von Shercliff und Ashby

In [39,43] stellen Shercliff und Ashby ein Prozessmodell zur Simulation der Festigkeit
aushartbarer Aluminiumlegierungen bei isothermen Warmauslagerungen vor. Das Mo-

dell berticksichtigt die folgenden sechs Einfliisse:

o Ausscheidungsbildung und Mischkristallverarmung

Abhéngigkeit des Ausscheidungsgleichgewichtes von der Auslagerungstemperatur

Vergroberung der Ausscheidung mit zunehmender Auslagerungszeit

Beitrag der festen Losung zur Festigkeit

Beitrag der Partikelscherung zur Festigkeit

Beitrag aufgrund des Orowan-Mechanismus zur Festigkeit

Fir diese Komponenten werden bekannte Ansétze aus der Literatur gewahlt und in das
Gesamtmodell integriert. Fiir die Zusammenfassung der Teilmodelle werden die mikro-
skopischen Konstanten in makroskopische Grolen tuberfithrt [44]. Die Gesamtfestigkeit
in Abhéngigkeit der Zeit ergibt sich als Summenansatz aus Grundfestigkeit der int-

rinsischen Festigkeit der Aluminiummatrix o;, der Mischkristallhdrtung oy, und dem
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Festigkeitsbeitrag der Ausscheidungen oy,;.
o(t) =0+ Aoss + Aoy (2.5)

Abb. 2.7 zeigt die Abhangigkeit der Teilchenbeitrage sowie der daraus resultierenden

Festigkeitsbeitrige

log (Alterungszeit)

Abbildung 2.7: Beitrage zur Festigkeit im Shercliff/Ashby Alterungsmodell [44]

Ry 2-Grenze als Gesamtfestigkeit von der Zeit. Es wird deutlich, dass es nach Erreichen
des Festigkeitsmaximums zu einer ausgeprigten Abnahme der Festigkeit kommen kann.
Vorliegende Festigkeit und Duktilitat ist dabei stark von der chemischen Zusammen-
setzung und der Gefligemorphologie abhéngig [45]. Die chemische Zusammensetzung
und die daraus resultierenden Ausscheidungssysteme, beeinfluflen auch das Alterungs-
verhalten bei erhohten Temperaturen. In [46] wird die Alterungsneigung verschiedener
Legierungen untersucht. Durch Zugabe von 0,5% Kupfer zu einer AlSi7TMg Legierung
wird ein deutlicher Anstieg der Festigkeit nach 500h Auslagerung bei 250°C festgestellt.
Insbesondere bei Gufllegierungen sind neben der Gefiigeausbildung fertigungsbedingte

Fehler wie Einschliisse oder Poren fiir das Festigkeits- und Verformungsverhalten wich-

tig.

2.2.5 Verformungs- und Ermiidungsverhalten

Das zyklische isotherme und thermisch-mechanische Verformungs- und Ermiidungsver-
halten verschiedener Legierungen fiir Zylinderképfe und Kolben wird in [12,44, 47-51]
im LCF und TMF Probenversuch detailliert untersucht. Dabei weisen die Zylinder-
kopflegierungen vom Typ Al-Si-Mg, wie AlSi10Mg und AlSi7Mg ein stark entfestigendes

Verformungsverhalten auf, das mit zunehmenden Maximaltemperaturen Ty, 4 x und Hal-
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tezeiten t; verstiarkt wird. Die Legierungen vom Typ Al-Si-Cu, wie AlSi8Cu3, AlSi6Cu4
und AlSi5Cu3 weisen aufgrund des temperaturstabileren Aussscheidungssystems eine
weniger stark ausgeprigte Uberalterungsneigung auf. So erfolgt eine ausgeprigte Uber-
alterung erst bei hoheren Maximaltemperaturen. Die Legierung AlSi7TMgCu0.5 lasst sich
von ihrem Verformungsverhalten nicht eindeutig einer der beiden Klassen zuordnen. Sie
weist aber bei hohen Maximaltemperaturen ebenfalls eine ausgeprigte Uberalterung und
Entfestigung auf. Bei den untersuchten TMF-OP Vesuchen kommt es zu einer deutli-
chen plastischen Verformung im Bereich der Maximaltemperatur aufgrund der gerin-
geren Festigkeit des Materials. Daraus bauen sich Zugmittelspannungen auf, die durch
Relaxationsvorginge wahrend Haltezeiten bei Maximaltemperatur verstarkt werden. Je
nach Legierungstyp, Maximaltemperatur, Warmebehandlungszustand und daraus aktu-
ell resultierendem Verhéltnis der Warmfestigkeit im Druck zur Festigkeit im Zug bei
Raumtemperatur ergibt sich ein spezifisches Wechselverformungsverhalten iiber die Ver-

suchslaufzeit.

Mit steigender Dehnungsamplitude ergibt sich im allgemeinen eine Verkiirzung der beob-
achteten Lebensdauern . Dies gilt ebenso fiir isotherme als auch fiir thermisch-mechanische
Ermiidung, wenn die Versuche mit einer konstanten Dehnungsbehinderung durchgefiihrt
werden und somit die mechanische Dehnungsamplitude &, , mit der thermischen Deh-
nungsamplitude &4, , und damit der Maximaltemperatur korreliert ist. Bei einer Erho-
hung der Dehnungsbehinderung und somit héheren mechanischen Dehnungsamplitude
bei gleicher Maximaltemperatur reduziert sich die Lebensdauer deutlich [44,52]. Bei den
Legierungen vom Typ Al-Si-Mg mit ausgepriagter Uberalterungsneigung kann dieser Ef-
fekt durch eine grofiere Haltezeit kompensiert werden. In [53] wird eine Verdopplung der
Lebensdauer bei Versuchen mit €, , = 2- €45,  beobachtet, wenn eine Haltezeit von 180s
eingefithrt wird im Vergleich zu Versuchen ohne Haltezeit. Je nach Kombination aus
Maximaltemperatur und Haltezeit kann eine Zunahme der mechanischen Dehnungs-
amplitude durch eine stirkere Uberalterung und einhergehenden Zugspannungsabbau
kompensiert werden, so dass es zu keiner Lebensdauerabnahme bei einem Anstieg der
Maximaltemperatur kommt [52]. In [54] wird die Abhéngigkeit der Lebensdauer der Le-
gierung AlSi7Mg im Zustand T6 auf eine Variation der Auslagerungszeit vor dem Beginn
der TMF Versuche untersucht. Es wird eine deutliche Zunahme der Lebensdauer unter
TMF Bedingungen mit der vorherigen Auslagerungszeit festgestellt. In [55] wird der Ein-
fluss der Gefiigemorpholgie fiir TMF Versuche an AlSi5Cu3 und AlISi7TMg Legierungen
gezeigt. In [56] wird ein Vergleich eines Lebensdauerrankings der Legierungen AlSi8Cu3,
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Abbildung 2.8: EinfluB der Alterungszeit auf die Lebensdauer im TMF Versuch
(T in=100°C, Ty ax=250°C) [54]

AlSi7TMg und AlSi7TMgCu0.5 in verschiedenen Warmebehandlungszusténden fiir TMF
und thermische Ermiidungsexperimente (TF) an Zylinderkopfsegmenten durchgefiihrt.
Dabei ergibt sich ein Lebensdauervorteil der AlSi7TMg Legierung im TMF Versuch und
fir die AISiTMgCu0.5 Legierung in den thermischen Ermiidungsversuchen. Griinde fiir
diesen Unterschied werden in Abschnitt 6.8 untersucht. [57,58] untersuchen den Einflufl
von Legierung und Gefiigeauspréagung auf die Lebensdauer in TF Versuchen, dabei wird
insbesondere die Porenverteilung als mafigeblich fiir die TF Ermiidungseigenschaften
herausgestellt. [59] stellt fest das sich eine abnehmende Erstarrungsgeschwindigkeit und

somit feineres Gefiige positiv auf die Ermiidungseigenschaften auswirken.

Das Ermiidungsverhalten unter TMF Belastung mit tiberlagerter HCF Beanspruchung
von Aluminium-Siliziumgusslegierungen wird in [48, 60] untersucht. Fir AlSi7TMg und
AlSi5Cu3 wird dabei ein Schwellenwert von 5%55 = 0,02% festgestellt, bis zu dem
eine zuséitzlich aufgebrachte HCF Dehnungsamplitude zu keiner Lebensdauerabnahme
gegeniiber dem TMF Versuch ohne Uberlagerung fithrt [48]. In [60] wird dieser Schwel-
lenwert fiir die Legierung AlSi6Cu4 bestatigt. Fiir die Legierung AlSil0Mg wird dieser
Schwellenwert fiir Versuche mit Maximaltemperatur von 300°C bestétigt, dieser Wert
sinkt jedoch mit einer Abnahme der Maximaltemperatur auf Th;4x =250°C bis auf
z—:ggf = 0,01% ab. Bei hoheren Ampituden der tiberlagerten HCF-Beanspruchung tritt

dann eine dramatische Reduzierung der Lebensdauer auf, die wesentlich starker ist wie

diejenige bei gleichzeitiger Steigerung der Maximaltemperatur und der mechanischen
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Dehnungsampliude bei reinen TMF-Versuchen mit vollstandiger Behinderug der ther-

mischen Dehnung.

2.3 Modellansatze zur Beschreibung des Verformungs-

und Lebensdauerverhaltens bei Zylinderkopfen

Im folgenden werden Modellansétze zur Beschreibung des Verformungs- und Lebensdau-
erverhaltens metallischer Werkstoffe beschrieben, insbesondere fiir die bei Zylinderképfen

eingesetzten Aluminium-Siliziumlegierungen im Hochtemperaturbereich.

2.3.1 Ansdtze zur Beschreibung des Verformungsverhaltens

Zur Beschreibung des zyklischen Verhaltens von Aluminium-Siliziumgusslegierungen un-
ter thermisch-mechanischer Last miissen geeignete Verformungsmodelle neben den Ver-
festigungseffekten insbesondere die Alterungseffekte aufgrund des bei den hohen Ein-
satztemperaturen nicht stabilen Aushértungszustandes beschreiben kénnen [61]. Im fol-
genden Abschnitt wird kurz auf die grundlegenden Modelle zur Beschreibung zyklischen
Verhaltens metallischer Werkstoffe und im Anschluss auf Verformungsmodelle fiir Zylin-

derkopfe aus der Literatur eingegangen.

Werden Metalle rein elastisch belastet, dann verschwindet die Verformung vollstandig,
wenn die Belastung zurtickgenommen wird. Elastische Verformungen sind somit rever-
sibel. Die elastische Verformung beruht auf einer Verzerrung der Kristallmatrix [62].
Plastische Verformungen sind irreversibel. Eine Verformung ist nach Entfernen der Be-
lastung vorhanden. Plastische Verformung basiert im Wesentlichen auf der Entstehung

und Bewegung von Versetzungen im Kristallgitter [63,64].

Zur Beschreibung des elastisch-plastischen Materialverhaltens wird im Allgemeinen von
der Fliefitheorie ausgegangen [65]. Dabei werden zusatzliche Beziehungen zur elasti-
schen Spannungs-Dehnungsbeziechung notwendig. Im Einzelnen sind dies eine mehrach-
sige FlieBbedingung, bei der der Ubergang zum plastischen Fliefen beginnt, ein Flie-

gesetz, das den Anstieg an plastischer Dehnung mit augenblicklichen Spannungen und
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Spannungszunahmen verbindet und ein Verfestigungsgesetz, in welchem eine Modifi-
kation des FlieBgesetzes wahrend der plastischen Verformung, beschrieben wird. Das
Materialverhalten wird standardméafig als isotrop vorausgesetzt, was bei polykristalli-
nen Werkstoffen mit hinreichend kleinen Koérnern auch giiltig ist. Weitere Annahmen
betreffen die Inkompressibilitat, das heifit, dass eine plastische Verformung zu keiner
Volumenénderung fithrt und dass die elastischen Verformungen klein bleiben [66]. Das

Flielgesetz besitzt die allgemeine Form

F (Q”7 T7 qi, - 7qn) = 07 (26)
wobei T' die Temperatur, ¢q, - - - , g, Materialkonstanten und ¢” den Deviator des Span-
nungstensors

1
Q”:Q—g-(U'D (2.7)

bezeichnet. Nach von Mises [67] ist nur die Forménderung fiir die plastische Verformung
verantwortlich, der hydrostatische Spannungszustand ¢’ = % - (o - I) fihrt nur zu einer
elastischen Volumenédnderung des Materials. Als FlieBbedingung wird oft der Vorschlag

nach Melan und Prager

F=(a"-¢):(c"=¢) —g(uT)=|lc—¢| - g(x,T)=0 (2.8)

Abbildung 2.9: Kinematische und isotrope Verfestigung der Fliefliche im
Hauptspannungsraum

verwendet [68,69]. Die durch 2.8 definierte FlieBbedingung stellt dabei einen Zylinder im

Hauptspannungsraum dar. Dabei lassen sich § als Koordinaten fiir den Mittelpunkt und
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\/g -g (k,T) als Radius des Zylinders verstehen. So wird deutlich, dass die beiden Grofien
£ und s mit den Verfestigungsgesetzen zusammenhangen miissen, welche die Fliebedin-
gung, also den Zylinder im Hauptspannungsraum modifizieren und verschieben (siche
Abbildung 2.9). Fiir die somit eingefithrten inneren Variablen £ und & gilt es nun Evo-
lutionsgesetze zu definieren, welche eine hinreichende physikalische Interpretierbarkeit
bieten. Man unterscheidet zum einen zwischen der isotropen Verfestigung, welche zu
einer Veranderung der Variablen « fithrt und damit den Radius der Flieifliche und die
Grofle des Zylinders im Hauptspannungsraum gleichsinnig vergrossert oder verkleinert,
zum anderen der kinematischen Verfestigung, welche iiber geeignete Evolutionsgleichun-
gen fir die Variable §, den Mittelpunkt der Fliefifliche im Hauptspannungsraum ver-
schiebt. Eine kinematische Verfestigung ist notwendig, um die als Bauschinger-Effekt
bekannte Verringerung der FlieSgrenze bei Belastungsumkehr im zyklischen Versuch zu
beschreiben [70].

Das Verfestigungsgesetz nach Melan und Prager ist mit der plastischen Dehnung linear.
Fir die zyklische Beanspruchung metallischer Werkstoffe findet daher in vielen Fél-
len das nichtlinear kinematische Verfestigungsgesetz nach Frederick und Armstrong [71]
Verwendung [72]. Aufbauend auf den Arbeiten von Amstrong und Frederick stellte Cha-
boche ein Modell [73] vor, dass das elastisch-viskoplastische Verhalten von Metallen
phédnomenologisch unter isothermen Bedingungen abbildet. Zur Beriicksichtigung von
zusitzlichen werkstoffcharakteristischen Eigenschaften wie dem zyklischen Festigkeits-
anderungsverhalten und der thermischen Erholung existieren zahlreiche Ansitze zur
Modellerweiterung [74-77]. Diese Materialmodelle werden als einheitliche Stoffgesetze
bezeichnet. Darunter wird verstanden, dass man zur Beschreibung viskoplastischer Ver-
formungen nur noch eine inelastische Dehnung gemeinsam fiir plastische Dehnungen und
viskoplastische Kriechdehnungen formuliert und nicht explizit zwischen diesen Effekten
unterscheidet.

€ =¢Ee +Epl + Evp = Eel + Ein (2.9)

Lemaitre und Chaboche stellen bereits in [74] eine Moglichkeit zur Beschreibung eines
Alterungseffektes auf die Festigkeit dar. Aus mathematischer Sicht handelt es sich um
Systeme gekoppelter nichtlinearer Differentialgleichungen, deren innere Variablen tiber
zu bestimmende Systemparameter an das jeweilige makroskopische Werkstoffverhalten

angepasst werden [78].

Ein solches einheitliches viskoplastisches Stoffgesetz wird in [79] um eine Entwicklungs-
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a,

Abbildung 2.10: Rheologisches Modell des Two Layer Viscoplastic Stoffgesetzes

gleichung fiir die Alterung in den ausscheidungsgehérteten Aluminium-Siliziumlegierungen
erweitert. Die interne Variable der Alterung wird in den Entwicklungsgleichungen fiir die
kinematische und isotrope Verfestigung berticksichtigt [79,80]. Barlas et al. stellen fiir
dieses Modell eine Korrelation zum aktuellen Ausscheidungszustand mit Hilfe von TEM
Analysen her [81].

Die von Sehitoglu vorgestellte TMF Methode besteht aus zwei konsistenten Teilen, einem
viskoplastischen Verformungsmodell und einem zugehorigen Schadigungsmodell (siehe
Abschnitt 2.3.2). Bei dem Verformungsmodell handelt es sich um ein einheitliches Stoff-
gesetz vom Typ der Uberspannungsmodelle. Spannung oberhalb der FlieBfliche erzeugen
dabei vorwiegend plastische Dehnungen, Spannungen innerhalb der FlieBfliche Kriech-
dehnungen, abhéngig von Zeit und Temperatur. Eine Beschreibung des Verformungsmo-
dells findet sich in [82-85].

In [86,87] wird ein einheitliches Stoffgesetz nach Chaboche mit dem nichteinheitlichen
Two Layer Viscoplastic (TLV) Stoffgesetz verglichen. In dem TLV Gesetz wird die inela-
stische Dehnung durch zwei interne Zweige abgebildet. Das entsprechende rheologische
Modell ist in Abbildung 2.10 dargestellt. Fiir den plastischen Zweig wird eine von Mises
FlieBflache (2.3.1) mit Streckgrenze oy und Riickspannung ¢ verwendet, gemeinsam mit
einer nichtlinear-kinematischen Verfestigung. Die Parameter C' und ~ beschreiben die
Entwicklung der Riickspannung ¢ in der nichtlinear-kinematischen Verfestigung (2.3.1).
Fiir ein isotropes Material ohne thermische Dehnung gelten die folgenden isothermen

Stoffgesetzformulierungen:
F=lo—¢ —o0=0 (2.10)
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Zylinderkopfen
.2 ) )
E=SC&—q¢ep (2.11)
Die plastische Dehnrate wird gegeben durch
3 0.// _ é‘
P =—p ——= (2.12)
2 _
o ¢

mit p fir die plastische Vergleichsdehnung. Der viskose Zweig besteht aus einem Norton

Gesetz zur Beschreibung von Kriech- und Relaxationseffekten

v m ol
g :3 (HU ”) = (2.13)

1 (gl

mit den Materialparametern m und 7. Die mechanischen Antworten des plastischen und

viskosen Zweiges sind tiber die folgenden Gleichungen verbunden,

o = K": (g —£F) (2.14)
g’ =K":(e—¢") (2.15)
o=o+7o" (2.16)

wobei ¢, ¥ viskose Spannung und Dehnung sind, entsprechend sind ¢”, e” Spannung
und Dehnung fiir den plastischen Zweig. Gegeniiber einem einheitlichen viskoplastischen
Stoffgesetz gestaltet sich die numerische Intergation aufgrund der getrennten Integration
der beiden Zweige deutlich einfacher [88]. Dieses Modell wurde in den kommerziellen
FEM Code ABAQUS integriert [89]. Dabei lassen sich mit Ausnahme des Koeffizienten
v (ab ABAQUS Version 6.8 temperaturabhéngig) alle Materialparameter des Modells
temperaturabhéngig angeben. In [90] wird fiir Stoffgesetze dieses Typs eine numerische

Methode zur direkten Berechnung des stabilisierten Zustandes gezeigt.

2.3.2 Ansidtze zur Beschreibung des Lebensdauerverhaltens

Neben den allgemeinen Entscheidungen bei der Gestaltung einer FE Analyse zur Ab-
schatzung der Lebensdauer, wie z.B. Elementansatzfunkion, Netzeinfliile, zeitliche Be-
schreibung der Lasthistorie [91], kommt der Wahl des Ansatzes zur Beschreibung des

Lebensdauerverhaltens besondere Bedeutung zu. Dabei ist ein Ansatz wiinschenswert,
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der bei einer geeigneten Berticksichtigung der physikalisch schadigungstreibenden Gro-
Ben noch einfach genug ist, um einerseits die benotigten Materialparameter bestimmen
zu konnen und andererseits eine Simulation fiir eine grofle komplexe Struktur im indu-
striellen Kontext zu ermoglichen. Im Folgenden wird auf Ansétze zur Beschreibung des
Lebensdauerverhaltens unter thermisch-mechanischer Beanspruchung fiir einen beliebi-

gen Werkstoff und fiir Al-Si Gusslegierungen im Speziellen, eingegangen.

Im Allgemeinen lassen sich die Modellansétze zur Beschreibung des Lebensdauerverhal-
tens in folgende Klassen einteilen [92], welche mit Ausnahme der schiddigungsmechani-

schen Modelle auf der linearen Schadensakkumulation nach Miner [93] basieren:
1. Phanomenologische und rein empirische Modelle
2. Schéadigungsmechanische Modelle
3. Werkstoffphysikalische Modelle
4. Bruchmechanische Modelle

Die grofite Verbreitung in der industriellen und wissenschaftlichen Anwendung haben
dabei die phénomenologisch, empirischen Modelle. Im Allgemeinen werden Grofien aus
den Hysteresen der zyklisch auftretenden Ermiidungsbelastung in geeigneter Weise ver-
kniipft, so dass sich eine Beschreibung der beobachteten Lebensdauer Nz in Abhangig-
keit der BelastungsgroBen ergibt. Dies lasst sich nach Suresh [94] in folgender allgemeinen

Form darstellen:
D (e4, Emes Epl, O, ) - Ng =c (2.17)

Dabei sollte jedoch immer eine phinomenologische Interpretation des Ansatzes an-
gestrebt werden, um die Unsicherheit bei der Ubertragung des Ansatzes vom Ermii-
dungsversuch auf die leicht abweichenden Beanspruchungsbedingungen im Bauteil ein-
zuschrénken [95]. Durchgesetzt haben sich dabei Ansétze, die auf Basis der aus FE
Berechnungen stammenden lokalen Beanspruchungsgrofien, wie Spannungen, Dehnun-
gen und Temperaturen, die Lebensdauer abschétzen. Methoden auf Nennspannungsbasis
oder z.B. die "‘strain rate partitioning" (SRP) Methode [96,97] haben nur vereinzelt An-
wendung gefunden. Zum Einsatz kommen je nach Einsatzszenario des Bauteils und be-

troffenem Werkstoff lokale Lebensdaueransétze unterschiedlicher Komplexitét [98,99].
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Ausgehend von einer kontinuumsmechanischen Formulierung der Schadigung kann mit
schédigungsmechanischen Modellen die Lebensdauer beschrieben werden [100,101]. Da-
bei kann auch eine nichtlineare Entwicklung der Schadigung beriicksichtigt werden und
bei einer Kopplung mit dem Verformungsmodell eine Riickwirkung auf das spannungs-
mechanische Verhalten erfolgen [102]. Die zyklenweise Entwicklung macht eine kom-
plette Berechnung iiber die gesamte Lebensdauer notig. Dies macht diese Modelle fiir
die Berechnung einer komplexen grofien FE Struktur ungeeignet, da Rechenzeitgrenzen

gesprengt wiirden.

Werkstoffphysikalische Modelle besitzen aufgrund ihrer Komplexitat und schwer zu be-
stimmenden Eingangsgrofien praktisch keine Verbreitung in der ingenieurstechnischen
Anwendung. Vereinzelt werden diese Modelle im Forschungsbereich entwickelt [103,
104].

Bei den bruchmechanischen Modellen erfolgt eine Verbindung des in vielen Fallen le-
bensdauerbestimmenden Mikrorisswachstums mit den kontinuumsmechanischen Gro-
Ben [105,106], dabei kann auch der Ubergang zum werkstoffphysikalischen Modell erfol-
gen [107].

Eine Einteilung der Lebensdauermodelle in die vier Klassen ist jedoch oft nicht eindeutig
und schwierig. Die vorgestellten Lebensdaueransatze gehoren iiberwiegend zu den em-
pirisch, phdnomenologischen Modelle mit teilweiser Zugehorigkeit zu anderen Klassen.
Auf eine Einteilung der fiir die Lebensdauerbewertung von Zylinderképfen eingesetzten

Modelle in die vier Klassen wird im Weiteren verzichtet.

Ausgehend von den Arbeiten von Flaig [47] zur Schiadigungsbeschreibung, werden von
Loeprecht, Maassen et al. die Modelle nach Manson-Coffin und Smith-Watson-Topper
zur CAE Lebensdauerbewertung von Zylinderképfen aus Al-Si-Gusslegierungen verwen-
det [108-113]. Beim Lebensdaueransatz nach Manson-Coffin [114] wird die plastische
Amplitude bei halber Bruchlastspielzahl mit der Lebensdauer korreliert,
Ny=a-&)

F=Q ey, (2.18)

mit o und [ als Materialparametern. Ein Ansatz nach Smith-Watson-Topper in der Form

nach Fash und Socie [115] verbindet das Produkt aus Maximalspannung im Zyklus bei

halber Bruchlastspielzahl und der mechanischen Dehnungsamplitude des Zyklus iiber
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einen Potenzansatz mit der Lebensdauer:

PSWT = €mea  OMAX (219)

Dabei erfolgt in [112] ein Vergleich der Lebensdaueransitze nach Manson-Coffin einer
auf die Zykluszeit normierten Hysteresenenergie und einer Spannungswohlerbeziehung.
Die durch die jeweiligen Ansétze abgeschétzten Lebensdauern fiir einen Zylinderkopf

liegen dabei um zwei Groflenordnungen auseinander.

Der Ansatz nach Ostergren [116] in vereinfachter Form ist das Produkt aus Maximal-
spannung im Zyklus bei halber Bruchlastspielzahl und der plastischen Dehnungsampli-
tude des Zyklus bei halber Bruchlastspielzahl als vereinfachtes Maf fiir die dissipierte
Energie:

Post = €pla - Omax (2.20)

Nach [117-119] eignet sich die pro stabilisierten Zyklus dissipierte Energie als Ma8 fiir
die Beschreibung der Risseinleitung und damit zur Ermittlung der Anrisslebendauer bei

Eisengusswerkstoffen von Abgaskrimmern. Die pro Zyklus dissipierte Energie wird als
Aup= [ ocdl (2.21)
Zyklus
berechnet. Die Zyklenzahl der Risseinleitung Ng berechnet sich zu
Np = c; Awg (2.22)

mit ¢; und ¢y als materialabhéngigen Konstanten. Auf der Arbeit von Charkaluk [117]
aufbauend wird diese Vorgehensweise von Verger und Charkaluk et al. fiir andere Werk-
stoffe verallgemeinert und auch fiir die Al-SiGusslegierungen in Zylinderkdpfen adap-
tiert [87,120-122]. Als Verformungsmodelle werden dabei ein viskoplastisches Modell
nach Chaboche und das TLV Modell verwendet.

Zieher, Langmayr et al. wenden in [53,123-125] die gleiche Vorgehensweise mit einer
temperaturunabhéngigen viskoplastischen, dissiperten Energie fiir die Berechnung der
Lebensdauer unter TMF Bedingungen an. Diese wird jedoch nach [74] fiir den Zylinder-
kopf um eine HCF- und Kriech-Schadigung mit folgender Formulierung ergénzt:

1 NYI:IJSII;—cycle 1 1

+
Nf Nf N}"MF NfC’reep

bzw. Df = DHC’F + DTMF + DCreep (2'23)
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Von Takahashi et al. wird in [51, 126-128] ausgehend von der pro Zyklus dissipierten
Energie eine Erweiterung dieses Ansatzes zur Lebensdauermodellierung von Zylinder-
kopfen vorgeschlagen. Als Ansatz zur Lebensdauerabschéitzung wird eine auf die TMF
Zykluszeit normierte disspierte Hysteresenenergie AP vorgeschlagen

AUJP
AP =
At

(2.24)

mit Awp der dissipierten Energie und At der TMF Zykluszeit. Cailletaud, Nicoleau et
al. stellen in [79,80] eine Vorgehensweise zur Lebensdauerbewertung von Zylinderképfen
vor. Die Vorgehensweise verkniipft ein einheitliches viskoplastisches Stoffgesetz, das ei-
ne Entwicklungsgleichung zur Beriicksichtigung der Alterung in der kinematischen und
isotropen Verfestigung enthélt, mit einem Kriech-Ermiidungsschadigungsmodell nach
Lemaitre und Chaboche [74].

Neu und Sehitoglu stellen in [129,130] eine sehr umfangreiche und generell anwendbare
Methode zur TMF Lebensdauerabschétzung vor. Das Schadigungsmodell nach Sehitoglu
besteht aus drei Teilen, dabei wird zu einer reinen Ermiidungs- D7%, eine Oxidations-
D und eine Kriechschadigung D *? linear addiert. Die Gesamtschadigung eines TMF
Zyklus ergibt sich damit zu:

Dietal — pfat  pox 4 pereep (2.25)

Die Ermiidungsschiadigung wird durch einen Manson-Coffin-Basquin Ansatz beschrie-
ben. Die Parameter des Ansatzes werden aus isothermen Ermiidungsversuchen bei Raum-
temperatur bestimmt. Dies geschieht mit der Annahme, dass eine Lebensdauerverkir-
zung bei erhohten Temperaturen auf die Oxidations- und Kriechschadigung zuriickge-
fithrt werden kann. Die Anséitze zur Oxidationsschadigung sollen die zyklische Bildung
und Zerstorung einer Oxidschicht im Rissbereich und den damit einhergehenden be-
schleunigten Rissfortschritt beschreiben. Der Term fiir die Kriechschadigung soll den
Einflul von Porenbildung und intergranularem Risswachstum erfassen. Dabei wird durch
einen Phasenfaktor zwischen dem Auftreten von Kriechschiadigung bei IP- und OP Be-
dingungen zwischen Temperatur und mechanischer Beanspruchung unterschieden. Die
Methode nach Sehitoglu benotigt ein umfangreiches Versuchsprogramm zur Bestim-
mung der Parameter in den einzelnen Schédigungstermen. Die insgesamt 20 Parame-
ter ermoglichen einerseits eine gute Anpassung an das beobachtete Lebensdauerverhal-

ten, erschweren aber andererseits eine Interpretation der einzelnen Beitriage zur Ge-
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2.4 Numerische Methode zur Ermittlung der Modellparameter

samtschiadigung. In weiterfithrenden Arbeiten [131-135] werden diese Modelle fir Al-Si-
Gusslegierungen angepasst und erweitert. Der Term fiir die Oxidationsschadigung wird
spater in eine Umgebungsschiddigung umbenannt und vereinfacht, da bei den Aluminium-
Siliziumlegierungen die einzelnen Parameter der Oxidationsschadigung nicht interpre-

tiert werden kénnen [136].

Die Lebensdauer eines zyklisch beanspruchten Werkstoffvolumens wird durch die Bil-
dung und das Wachstum von Mikrorissen bestimmt. Im Kurzzeitfestigkeitsbereich do-
miniert in vielen Werkstoffen das Risswachstum, da sich Risse bereits in einem frii-
hen Stadium der zyklischen Belastung bilden. Dies gilt auch fiir Al-Si-Legierungen, wie

in [47,48,60] fiir verschiedene Aluminium-Silizium-Gusslegierungen gezeigt wird.

Auf Basis der elastisch-plastischen Bruchmechanik wurde von Heitmann der Zp Para-

meter entwickelt [105].
_L45A0%;  2,5A0A¢,
P E n' +1

(2.26)

mit

Ao?; =eAo (3—R) (2.27)
der effektiven Spannungsschwingbreite, n’ dem zyklischen Verfestigungskoeffizienten und
a, b, e, f Materialparametern und dem R Verhéltnis R = %. In [137,138] wird gezeigt,
dass sich dieser Parameter auch fiir die Lebensdauerprognose von stabilisierten Al-Si-Cu-
Gusslegierungen eignet. Der Parameter wurde von Riedel fiir den Hochtemperaturbereich
mit spannungskontrollierten Kriechanteilen zum Parameter Dep erweitert [106]. Fir
die TMF Lebensdauerprognose von Abgasanlagen wurde der Parameter als Dy p fiir

beliebige nichtisotherme Zyklen verallgemeinert [139].

2.4 Numerische Methode zur Ermittlung der

Modellparameter

Die numerischen Problemstellungen und die verwendeten Verfahren zur Beschreibung
von Messdaten mit einem mathematischen Modell werden in diesem Kapitel beschrieben.
Dabei wird zwischen zwei Problemen unterschieden; dies ist zum einen die numerische

Simulation des Experiments, das direkte Problem. Zum anderen die Bestimmung der
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2.4 Numerische Methode zur Ermittlung der Modellparameter

bendtigten Modellparameter, was als inverses Problem bezeichnet wird [140].

2.4.1 Direktes Problem

Die Grundlage dieser Arbeit bildet die Auswertung von Proben mit gleichméfliger Ver-
teilung der Messwerte. Dies setzt voraus, dass im Probenversuch die Gradienten der
thermischen und mechanischen Beanspruchung in der Messstrecke vernachlassigbar sind
und die ermittelten Messwerte fiir die Messstrecke konstant und repréasentativ sind. Fiir
die vorliegende Arbeit beschriankt sich die Losung des direkten Problems auf die Inte-
gration des einachsigen Stoffgesetzes. Dabei kommen explizite und implizite Verfahren
zur Anwendung [141,142].

Zeitintegration der konstitutiven Gleichungen

Die in 2.3.1 vorgestellten Modelle zur Beschreibung des zyklischen Verformungsverhal-
tens metallischer Werkstoffe stellen ein System von gewohnlichen Differentialgleichungen
erster Ordnung dar [143].

Die Losung des mathematischen Modells soll die Eingangs- und Ausgangsgrofien eines
Experimentes beschreiben. Zur Charakterisierung des mathematischen Modells wird die
Modellfunktion ¢ eingefiihrt, welche fiir gegebene Modellparameter p € P und bekannte
Eingangsgrofien f € F' die Ausgangsgrofien u € U definiert. Dabei werden die folgenden

Raume benutzt:

P = der Raum aller zulassigen Parameter p
F = der Raum aller Eingangsgroien (2.28)

U = der Raum aller Ausgangsgrofien

p ist ein n-dimensionaler Vektor mit n der Anzahl der Modellparameter. F' und U kénnen
sowohl finit als auch infinit dimensionale Funktionsraume sein. Das direkte Problem ist

wie folgt formuliert:

Finde u € U, so, dass g (p, f,u) = 0 fiir gegebene f € Fund p € P (2.29)
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2.4 Numerische Methode zur Ermittlung der Modellparameter

Fiir die Losung des direkten Problems

u(p, f) = Arg{g (p,u) = 0} (2.30)

wird die Existenz fir alle p € P und f € Fangenommen [144].

Aufgrund der komplexen Struktur der Differentialgleichungen entziehen sich diese ei-
ner Losung in geschlossener Form. Man ist daher auf numerische Verfahren zur Ermitt-
lung einer Néherungslosung angewiesen. Als mogliche Losungsverfahren stehen Ein- und

Mehrschrittverfahren in impliziter und expliziter Form zur Verfiigung [145, 146].

2.4.2 Inverses Problem

Die Anpassung der mathematischen Modelle an einen Satz von Messdaten fithrt in der
Regel zu unterbestimmten Modellparametern. Der erste Grund ist der Mangel an In-
formationen in den Messdaten. Man versucht einen kompletten Kurvenverlauf aus einer
begrenzten Anzahl an Funktionswerten zu bestimmen. Die eindeutige Bestimmung einer
Kurve ist aber nur méglich, wenn man alle Punkte kennt. Der zweite Grund sind die
nicht zu vermeidenden Messfehler bei den Versuchen. Die Streuung der Messwerte durch
die Messfehler fithrt zu einer Unsicherheit in der Kenntnis der Modellparameter. Diese
beiden Griinde fithren dazu, dass das inverse Problem im Allgemeinen keine eindeutige
Losung besitzt. Die berechnete Losung hédngt von den Losungsverfahren und den be-
nutzten Schétzern ab. Im Sinne der Mathematik nennt man das inverse Problem daher
schlecht gestellt [147].

Zur Losung des inversen Problems werden Versuchsdaten u € U benotigt, wobei U
der Ereignisraum /Beobachtungsraum ist, der Fehler und unvollstandige Beobachtungen
enthalt. Die Versuchsdaten sind bekannt fiir diskrete Zeitschritte {tj}j:17...,ndat
Ngqet die Anzahl der Datenpunkte ist. Zur Vereinfachung wird angenommen, dass die

, wobei

Dimension von U identisch mit der von U ist und die Zeitschritte der Modellauswer-
tung {tx},_, , mit den Zeitschritten der Versuchsdaten ibereinstimmen {¢;},_, .
so dass die Modellergebnisse und die Versuchsdaten direkt verglichen werden koénnen.
Die Bestimmung reduziert sich auf die Festlegung der Materialparameter p, wenn die

mathematische Struktur des Modells g, Eingangsgroflen f und Versuchsdaten u gegeben
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2.4 Numerische Methode zur Ermittlung der Modellparameter

sind. Das inverse Problem lautet wie folgt:

Finde p* € P, so, dass u (p*, f) = @ fiir gegebene f € F und @ € U (2.31)

Fehlerquadratmethode

Fir das inverse Problem existiert im Allgemeinen keine eindeutige Losung. Daher ist die
klassische Vorgehensweise die berechnete Losung w (p, f) an die Versuchsdaten durch
Variation der Modellparameter anzundhern. Zur Bestimmung eines geeigneten Satzes
Modellparameter wird dabei die Minimierung der Fehlerquadrate verwendet. Die Feh-
lerquadratmethode beruht auf der Fragestellung nach der Wahrscheinlichkeit der ge-
messenen Daten. Dazu geht man von der Annahme aus, dass die Wirklichkeit durch ein
Modell beschrieben wird, wobei ein Parametersatz fiir das Modell gefunden werden muss.
Nun lasst sich die Frage nach der Wahrscheinlichkeit eines bestimmten Parametersatzes
stellen. Fiir kleine Wahrscheinlichkeiten kann man schliefen, dass der Parametersatz
nicht geeignet ist. Es gilt, die Wahrscheinlichkeit der Modellparameter zu maximieren.
Dies bedeutet eine Minimierung der Fehlerquadrate zwischen Versuchswerten und Mo-

dellwerten fur einen Parametersatz:

Finde p*, so, dass fiir gegebene f € Fund @ € U

1
2 (p) =gl —ulp, P — minvp € P (2.32)

Um die Modellparameter in einem physikalisch sinnvollen Bereich zu halten, ist fir
jeden Parameter eine obere und untere Grenze erforderlich. Bei der Losung des Fehler-
quadratproblems diirfen die Parameter diese Grenzen nicht verletzen. Da die Streuung
der einzelnen Versuchsparameter konstant ist, hat sie im Prinzip keinen Einfluss auf das
Minimum der Optimierung. Lasst man eine separate Standardabweichung jedes Ver-

suchspunktes zu, kommt man zu einer Maximum-Likelihood Schatzung [148,149].

33



2.4 Numerische Methode zur Ermittlung der Modellparameter

Skalierung der Modellparameter

Ein wichtiger Punkt bei der Minimierung der Fehlerquadratsumme ist die Gréfenord-
nung der Parameter. Variiert die Groflenordnung der einzelnen Parameter stark, so ist
die erfolgreiche Losung der Optimierungsaufgabe erschwert. Der Hintergrund der Ska-
lierung lasst sich am einfachen Fall einer Funktion f einer Variable x erklédren. Nimmt
man an, dass der Parameter z eine extreme GroBenordnung z.B. 10730 besitzt, so wird
durch Skalierung die GroSenordnung in den Bereich 10° gebracht, ohne am Wert der Ziel-
funktion f etwas zu verédndern. Die neue Variable Z weist nun eine deutlich giinstigere

GroBenordnung auf, was fiir die Minimumsuche von Vorteil ist.

2.4.3 Optimierungsmethoden

Zur Minimierung der Fehlerquadratsumme werden Optimierungsverfahren verwendet.
Bei den Optimierungsmethoden kann jeweils zwischen deterministisch und stochasti-
schen, sowie gradientenbasierten und gradientenfreien Methoden unterschieden werden.

Im Folgenden werden die Methoden kurz beschreiben.

Gradientenverfahren

Bei gradientenbasierten deterministischen Optimierungsverfahren wird in jedem Iterati-

onsschritt der Gradient des Fehlerquadratfunktionals 22 fiir die Parameter p bestimmt.

2
,  Ox

V.T—aip

(2.33)

Dafiir muss die Differenzierung des Fehlerquadratminimierungsfunktionals nach den Mo-
dellparametern gewéhrleistet sein. Zusétzlich muss eine geeignete Wahl fiir die Startwerte
getroffen werden. Der Nachteil dieser Verfahren ist, dass nur lokale Minima gefunden

werden. Die drei verbreitetsten Methoden dieser Klasse sind:

Newtonmethode Diese Methode kommt in der Implementierung des Materialmodells

fir die Nullstellensuche des plastischen Korrektors zum Einsatz [89, 150].

34



2.4 Numerische Methode zur Ermittlung der Modellparameter

Gradientenmethode In der einfachen Gradientenmethode geht man vom momentanen
Parametersatz p;, in die negative Richtung des Gradienten Va2, zum Beispiel in Richtung
des grofiten Abfalls:

piy1 = p;i — aVa?|; (2.34)

Die Konstante a definiert die Schrittweite und ist eine zuséatzliche, unbekannte Grofle.
Ein Anfangswert p, fiir die Modellparameter p wird benttigt. Die Aktualisierung erfolgt

bis ein Stopkriterium erreicht wird, z.B.

’xQ (pis1) 22 (pi)| < tol, (2.35)

wobei tol die Toleranz fiir das Abbruchkriterium ist [149].

Levenberg-Marquardt Methode Die Levenberg-Marquardt Methode basiert auf einer
Gradientenstrategie fiir das Fehlerquadratfunktional 22, welche nichtlinear vom unbe-

2 um den aktuellen

kannten Modellparametervektor p abhangt. Eine Taylor Reihe von x
Parametervektor p; wird nach dem quadratischen Term abgebrochen und darauf eine

Hesse Matrix aufgestellt [151].

Stochastische Verfahren

Die bisher vorgestellten Optimierungsverfahren zeichnen sich durch eine hohe Konver-
genzgeschwindigkeit in der Nahe des Minimums der Fehlerquadratsumme aus. Ist iiber
die Parameter wenig bekannt, so kann man stochastische Suchverfahren benutzen, um
hinreichend gute Startwerte fiir die Modellparameter zu finden. Prinzipieller Vorteil der
stochastischen Verfahren sind die geringen Anforderungen an die Zielfunktion. So muf}
die Zielfunktion nur fiir das gesamte zulassige Gebiet auswertbar sein. Im Gegensatz zu
den Gradientenverfahren sind weitere Anforderungen wie Stetigkeit und Differenzierbar-
keit der Zielfunktion nicht gefordert [152].

Man unterscheidet bei den modernen stochastischen Suchverfahren zwischen genetischen
Algorithmen und Evolutionsstrategien [153]. Genetische Algorithmen sind iterative Pro-

zeduren, die eine Population P von moglichen Losungen der Zielfunktion f enthélt.

P(t) = (p1(t),p2(t)...,pu (1)) (2.36)
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Jeder Parametersatz p; (t) in der Population P wird als eine Folge von Binérzeichen ko-
diert. Wahrend eines Iterationsschrittes wird die aktuelle Population P (t) ausgewertet
und auf deren Basis durch zufallsbasierte Auswahlprozeduren die Population P (¢t + 1)
gebildet. Die Haufigkeit mit der ein kodierter Parametersatz ausgewahlt wird, ist pro-
portional zur Giite des Parametersatzes. Die Ausgangspopulation wird normalerweise

aus Zufallszahlen generiert [154].

Evolutionsalgorithmen Evolutionsstrategien nutzen Mechanismen der natiirlichen Evo-
lution wie Mutation, Rekombination und Selektion, um verbesserte Parametersétze zu

finden. Das allgemeine Prinzip einer Evolutionsstrategie wird durch

(1/p+,A) (2.37)

beschrieben. Dabei bezeichnet 1 die Anzahl der Eltern in einer Population, p die Anzahl
der zur Rekombination ausgewéahlten Eltern und A die Anzahl der Nachkommen. Die
Parameter '+’ und ’,” entscheiden dariiber, ob die Eltern in einer neuen Generation wei-
terleben diirfen (*+’) oder nicht (’,”). Mutation ist wie in der Biologie der Mechanismus,
der fiir die Veranderung der Population verantwortlich ist. Durch kleine Veranderungen
in den Parameterwerten der Eltern ergeben sich die Parameterwerte der Nachkommen.
Die Veranderungen werden durch gaufiverteilte Zufallszahlen, die mit einer Schrittweite
0 multipliziert werden, erzeugt. Die Schrittweite bestimmt den Unterschied zwischen den
Eltern und den Nachkommen. In einer Evolutionsstrategie muss die Schrittweite immer
an die momentane Umgebung der Zielfunktion angepasst werden. Konvergenz und Ge-
schwindigkeit der Evolution hingen entscheidend von der Anpassung der Schrittweite
an die Qualitatsfunktion ab. Die Rekombination der Parametersitze der Eltern findet
vor der Mutation zu den Nachkommen statt. Der Parametersatz jedes Nachkommen
muss anhand einer Qualitétsfunktion bewertet werden. Anhand der Qualitatsfunktion
werden dann aus den aktuellen Nachkommen die Eltern fiir die nachste Generation aus-
gewéhlt [155]. Fir spezielle Anwendungen existieren Anpassungen und Erweiterungen
der Evolutionsmethode [156]. Eine praktische Umsetzung bietet das frei erhaltliche Pro-
gramm ‘evoC’ der Universitat Berlin [157]. Diese wurde im Rahmen dieser Arbeit fir

die Optimierungsaufgaben in Kapitel 5 verwendet.
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Kapitel 3

Werkstoffe und Versuchsbeschreibung

3.1 Untersuchter Werkstoff

Im Rahmen dieser Arbeit wurde die Aluminium-Silizium-Gusslegierung AISi8Cu3 un-
tersucht. Alle Proben wurden aus Zylinderképfen der BMW Group entnommen, die im
Serienprozess abgegossen wurden. Dabei wurden zwei verschiedene Mikrostrukturen, re-
sultierend aus zwei Giefiverfahren, betrachtet. Die beiden Werkstoffzustdnde wurden in
der Leichtmetallgiesserei der Firma BMW in Landshut im Niederdruckkokillengiefver-
fahren (ND) und im SchwerkraftkokillengieBverfahren (SK) (siche Kapitel 2.2.3) herge-
stellt. Die Werkstoffe besitzen die folgende chemische Nennzusammensetzung (Angaben
in Ma-%):

Tabelle 3.1: Chemische Zusammensetzung von AlSi8Cu3 ND und AlSi8Cu3 SK
H Werkstoff H Si \ Mg \ Cu\ Zn \ Sn \ Mn \ Fe \ Ni \ Ti \ Pb \ Sr \ Al H
AISiSCu3 ND |[ 8,13 | 0,37 | 3,1 | 0,59 | 0,01 | 0,16 | 0,53 | 0,03 | 0,08 | 0,04 | 0,0001 | Rest
AlSi8Cu3 SK || 8,68 | 0,38 | 3,1 | 0,29 | 0,01 | 0,19 | 0,28 | 0,02 | 0,08 | 0,02 | 0,02 | Rest

Der Werkstoff Al1Si8Cu3 ND wurde nach dem Giefiprozess kontrolliert abgekiihlt. Im An-
schluss wurde eine Kaltauslagerung bei Raumtemperatur durchgefihrt (Zustand T1).
Der Werkstoff AlSi8Cu3 SK wurde ebenfalls kontrolliert nach dem Gie3prozess abge-
kithlt. AnschlieBend fand jedoch eine stabilisierende Warmauslagerung statt (Zustand
T5). Tabelle 3.2 gibt eine Ubersicht der Wirmebehandlungen, denen die Zylinderkdpfe

unterzogen wurden.
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I [ AISi8Cu3 ND | AlSi8Cu3 SK |

Bezeichnung T1 TS
Losungsglithen - -
Auslagerungstemperatur | Raumtemperatur 250°C
Auslagerungszeit 1 Woche 2,5h

Tabelle 3.2: Warmebehandlungen der untersuchten Legierungen

Die Zylinderkopfe weisen raumlich unterschiedliche Gefiigefeinheit auf. Dies resultiert
aus den unterschiedlichen Erstarrungszeiten im Bauteil. Die Orte von denen die Fr-
starrung ausgeht, weisen das feinste Gefiige auf, die zuletzt erstarrenden Bereich das
grobste Gefiige. Wie Abbildung 3.1 zeigt, konnten die Proben aus dem Ventilsteg ent-
nommen werden, der auch eine beziiglich TMF-Beanspruchung versagenskritische Stelle

eines Zylinderkopfes darstellt.

Abbildung 3.1: Probenentnahme am Zylinderkopf

Abbildung 3.2 und Abbildung 3.3 zeigen das Gefiige der untersuchten Werkstoffe im
Ventilstegbereich. Im Vergleich der beiden Werkstoffzustande wird eine Reihe von Un-
terschieden sichtbar. So ist durch die geringere Erstarrungszeit auf der Brennraumsei-
te im Schwerkraftkokillengiefiverfahren gegeniiber dem NiederdruckkokillengiefSverfahren
das dendritische Gefiige im Werkstoff AlISi8Cu3 SK deutlich feiner. Aufgrund des hohe-
ren Eisenanteils der Variante AlISi8Cu3 ND ist ein hoherer Anteil eisenhaltiger Phasen
sichtbar, siche Abbildung 3.2. Aus der Veredelung mit Sr und der schnelleren Abkiihlge-
schwindigkeit resultiert eine feinere und abgerundete Form der eutektischen Si-Phasen
im Werkstoff AlSi8Cu3 SK (siehe Abbildung 3.3).

38



3.2 Probengeometrie

e
100 pm

Abbildung 3.2: Gefiige der untersuchten Legierung AlSi8Cu3 ND im Ausgangszustand

——— | —
500 pm 100 im

Abbildung 3.3: Gefiige der untersuchten Legierung AlSi8Cu3 SK im Ausgangszustand

3.2 Probengeometrie

Alle thermisch-mechanischen und isothermen Ermiidungsversuche wurden an zylindri-
schen Vollproben durchgefithrt. Wegen der Entnahmesituation aus den verschiedenen
Zylinderkopfen wurden fir den Werkstoff AlSi8Cu3 SK (Abbildung 3.4 rechts) etwas
kiirzere Proben verwendet, als fir den Werkstoff AlSi8Cu3 ND (Abbildung 3.4 links).
Den Zylinderképfen wurden zunéachst Stdbe mit quadratischem Querschnitt entnommen
und dann mit einer CNC-Drehmaschine zu den in Abbildung 3.4 dargestellten Proben-

geometrien weiterverarbeitet.
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Abbildung 3.4: Probengeometrien, Angaben in mm

3.3 Versuchsaufbau und Versuchsfiihrung

3.3.1 Hartemessung

Um den Einfluss der Betriebstemperaturen und -zeiten im Zylinderkopf auf die Anderung
der Ausscheidungsstrukturen und der damit verbundenen Festigkeitsanderung zu unter-
suchen, wurden am Werkstoffzustand AlSi8Cu3 ND im kaltausgelagerten T1-Zustand
Warmauslagerungsversuche zwischen 1h und 1008h bei Temperaturen zwischen 120°C
und 300°C durchgefithrt. Die Proben fiir die Warmauslagerungsversuche wurden den in
Abschnitt 3.1 beschriebenen Zylinderképfen im Bereich der Zylinderkopfdichtungsflache
entnommen. Es wurde fiir jede Kombination aus Auslagerungszeit und -temperatur eine
separate Probe verwendet. Vor den Warmauslagerungsversuchen wurde die Ausgangs-

harte jedes Probestiickes ermittelt.

Desweiteren wurden Hartemessungen im Brennraumbereich von im Motorversuch gelau-

fenen Zylinderkopfen duchgefiihrt.

Es wurden Makrohértemessungen HB 1/10 und HB 2,5/62,5 an einer Universalhérte-
priiffmaschine vom Typ KB750BV der Firma Hegewald und Peschke durchgefiihrt. Die
Lasteinwirkungszeit betrug 30s, die Messungen wurden bei Raumtemperatur durchge-
fithrt. Zur Bestimmung der Héartewerte wurden jeweils 5 Einzelmessungen vorgenom-

men.

3.3.2 Thermisch-mechanische Ermiidungsversuche

Die TMF Versuche wurden auf servohydraulischen und elektromechanischen Priifma-

schinen der Hersteller Zwick, MTS und Schenck durchgefiihrt. Den prinzipiellen Aufbau
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der Versuchseinrichtung zeigt Abbildung 3.5. Sollwertvorgabe und Messdatenerfassung
erfolgen rechnergesteuert. Der Digitalregler der Priifmaschine ermoglicht ein Umschalten
von Kraft- in Dehnungsregelung wéhrend des Versuchs. Die Temperatur der Probe wird
mit einem in der Messstrecke anliegenden NiCr-Ni Bandthermoelement gemessen und
iiber einen separaten Temperaturregler geregelt. Die Proben werden induktiv mit einem
Hochfrequenzgenerator mit 5kW maximaler Leistung erhitzt. Das Abkiihlen der Pro-
be erfolgt durch Warmeleitung in die wassergekiihlten Fassungen. Zusatzlich kann die
Probe radial mit Druckluft angeblasen werden. Zur Dehnungsmessung wird ein kapa-
zitiver Hochtemperaturdehnungsaufnehmer iiber Keramikschneiden an der Messtrecke
befestigt. Die auftretenden Kréfte werden mit einer handelstiblichen Kraftmessdose ge-

messen.

Druckluft- I_I
steuerung

=
I [

Hochfrequenz :G MeRdatenerfassung Auswertung

generator ‘ Sollwertvorgabe

Temperatur- | T F

regler N
. g | MeB-und Regel-

"| elektronik

>

Abbildung 3.5: Aufbau der TMF Priifmaschine

Die TMF Versuche wurden totaldehnungsgeregelt unter Out-of-Phase(OP) Bedingun-
gen durchgefithrt. In OP TMF Versuchen sind der zeitliche Verlauf der mechanischen

Dehnung und der Temperatur um 180° phasenverschoben.

Zu Versuchsbeginn werden Referenzzyklen in Kraftkontrolle durchgefiihrt. Dabei wird
die Maschine kraftfrei auf Minimaltemperatur aufgeheizt. Anschliefend werden bis zu
sechs kraftfreie Referenzzyklen aufgebracht. Dabei ergibt sich der Verlauf der thermi-
schen Dehnung als gemessener Totaldehnungs-Zeitverlauf und dient als Referenz fiir die
Auswertung des Versuchs. AnschlieBend wird die Maschine in Totaldehnungskontrolle

umgeschalten und der jeweilige Totaldehnungsverlauf vorgegeben, so dass sich der ge-
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wiinschte Verlauf der mechanischen Dehnung ergibt. Die Auswertung der aufgezeichneten
Messdaten erfolgt mit einem am IWKI entwickelten Programm. Aus den aufgezeichneten
Messdaten konnten fiir jeden Zyklus o, —¢,,. Hysteresen bestimmt werden. Die charakte-
ristischen Groflen Maximalspannung o, 4y, Minimalspannung oy, Spannungsampli-
tude o,, Mittelspannung o, und plastische Dehnungsamplitude ¢, , konnten aus diesen
ermittelt werden und in Wechselverformungskurven tiber der Lastspielzahl dargestellt

werden.

Bei allen TMF Versuchen war die Minimaltemperatur T),;y =50°C. Die Versuche wur-
den bei Minimaltemperatur gestartet. Die Aufheiz- und Abkiihlrate betrug 10K/s. Die
Maximaltemperaturen wurden zwischen Th;ax =175°C und 275°C variiert. Bei der
Werkstoftvariante AlSi8Cu3 ND wurden Versuche mit Haltezeiten zwischen 60s und
180s bei Maximaltemperatur durchgefiihrt. Bei der Werkstoffvariante AISi8Cu3 SK be-
trug die Haltezeit bei Maximaltemperatur 60s. Bei der Variante AISi8Cu3 ND wurden
die Versuche mit unterschiedlichen Graden der Behinderung der thermischen Dehnung
gefahren. Die Totaldehnung wurde so eingestellt, dass sich mechanische Dehnungsam-
plituden einstellen, die um einen Faktor K = 0,8, 1,0 und 1,2 kleiner bzw. grofler
waren wie die thermische Dehnungsamplitude. Fiir den Werkstoff AlSi8Cu3 SK wur-
de die Totaldehnung so gewahlt, dass sich mechanische Dehnungsamplituden zwischen
Emea = 0.35% und 0.45% ergeben.

Als Abbruchkriterium wurde bei den TMF Versuchen ein Abfall der induzierten Span-
nungen um mehr als 50% oder das Erreichen der Grenzlastspielzahl von Ng = 20000

Temperaturzyklen gewahlt.

3.3.3 Isotherme Ermiidung

Fiir isotherme, zyklische Versuche bei Raumtemperatur an den beiden Legierungen kam
die in Abschnitt 3.3.2 erwahnte Priifeinrichtung der Firma Schenck zum Einsatz. Die Ver-
suche wurden totaldehnungsgeregelt mit einer Frequenz von 1Hz isotherm bei Raumtem-
peratur durchgefiihrt. Die Versuche wurden mit einem dreieckférmigen Last-Zeit-Verlauf

ohne Haltezeiten gefahren. Die Auswertung erfolgte wie in 3.3.2 beschrieben.
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3.3.4 Modellanpassungsversuche

Fir die Bestimmung der temperaturabhéngigen Materialparameter der Verformungs-
modelle wurden isotherme Modellanpassungsversuche fiir den Werkstoff AlSi8Cu3 SK
durchgefiihrt. Diese erfolgten ebenfalls auf den in 3.3.2 vorgestellten Priifeinrichungen
und wurden totaldehnungsgeregelt mit einer Dehnrate entsprechend den Heizraten der
TMF Versuche gefahren. Dabei wurden Proben mit verschiedenen Vorauslagerungen zur
Variation des Alterungszustandes verwendet. Es wurden jeweils fiinf Trapezzyklen mit
einer Dehnungsamplitude von &,,., = 0.4% mit und ohne Haltezeit von 60s bei mini-
maler und maximaler mechanischer Dehnung durchgefiihrt. Fiir jede Probe wurde die
Temperatur schrittweise von Raumtemperatur bis auf 300°C gesteigert. Die damit vor-
liegenden Spannungs-Dehnungs-Hysteresedaten wurden zur isothermen Bestimmung der

temperaturabhéngigen Parameter des viskoplastischen Modells verwendet.

3.3.5 Mikrostrukturelle Untersuchungen

Lichtmikroskopische Untersuchungen

An ausgewahlten Proben der TMF-Versuche und Entnahmestiicken aus Zylinderképfen,
die im Motorversuch betrieben wurden, wurden Schliffe préapariert und mit Hilfe eines
Lichtmikroskops vom Typ Aristiomet der Firma Leitz bei unterschiedlichen Vergrofi-

erungen im geazten und ungeatzten Zustand untersucht.

Rasterelekronenmikroskopische Untersuchungen

Bruchflachen sowie Léngs- und Querschliffe unterschiedlich beanspruchter Proben wur-
den mit einem Rasterelektronenmikroskop vom Typ DSM 940 der Firma Zeiss bei ma-

ximalen VergrofSerungen von 10000 untersucht.
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Kapitel 4

Versuchsergebnisse

Das folgende Kapitel gliedert sich in drei Teile. Im ersten Teil werden die Ergebnisse der
isothermen LCF-Versuche vorgestellt. Der zweite Teil beschreibt die Resultate der aniso-
thermen TMF-Versuche und die metallographischen Ergebnisse vergleichender Untersu-
chungen der Schédigung in TMF-Proben und Zylinderképfen von Dauerlaufmotoren. Im
dritten Teil werden die Héarteprifungen der Auslagerungsversuche zur Modellbildung des
Alterungsverhaltens vorgestellt. Die Ergebnisse des Modelles werden mit Hartemessun-
gen des Zylinderkopfbrennraumes nach Motorversuchslaufen verglichen. Die Versuchs-
ergebnisse und die Erkenntnisse dieses Kapitels bilden die Basis fiir die Entwicklung
geeigneter Modellansatze zur Beschreibung des Verformungs- und Lebensdauerverhal-

tens, wie in Kapitel 5 dargestellt wird.

4.1 Isotherme Ermiidungsbeanspruchung

4.1.1 AISi8Cu3 ND

Bei Raumtemperatur und einer Frequenz von 1Hz wurden isotherme Ermiidungsversuche
mit mechanischen Dehnungsamplituden zwischen €, , = 0,15% und €., = 0,5% am
Werkstoff AISi8Cu3 ND im kaltausgelagerten Zustand T1 durchgefiihrt.
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Zyklisches Spannungs-Dehnungs- und Wechselverformungsverhalten
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Abbildung 4.1: ¢ - ., - Hysteresen fiir Raumtemperatur bei den Lastspielen N = 1
(links) und N = Np/2 (rechts) am Werkstoff AlSi8Cu3 ND

In Abbildung 4.1 sind die Verlaufe der Spannungs-Dehnungs-Hysteresen fiir die Lastspie-
le N =1 (links) und N = Np/2 bei Raumtemperatur exemplarisch fiir die mechanischen
Dehnungsamplituden €, = 0,25%, €mea = 0,3% und e, = 0,5% dargestellt. Im
ersten Lastspiel ergibt sich fiir alle Dehnungsamplituden eine elastisch-plastische Verfor-
mung. Bei der Dehnungsamplitude von €,,. , = 0,25% ergibt sich bis zu N = Np/2 eine
Verfestigung auf ein nahezu elastisches Werkstoffverhalten. Die Hysterese bei N = Ng/2
fir eine Dehnungsamplitude von €, o = 0, 5% verlduft im Bereich der plastischen Ver-
formung etwas flacher im Vergleich zu N=1. In den Hysteresen wird keine Auspragung
einer Mittelspannung deutlich, so dass sich ein symmetrisches, zyklisch leicht verfesti-

gendes Materialverhalten einstellt.
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Abbildung 4.2: Wechselverformungsverhalten bei Raumtemperatur am Werkstoff Al-
Si8Cu3 ND
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4.1 Isotherme Ermiidungsbeanspruchung

Abbildung 4.2 zeigt das zyklische Verformungsverhalten des Werkstoffes AISi8Cu3 ND
bei Raumtemperatur. In der linken Abbildung zeigt sich in der Maximal- und Minimal-
spannung eine deutliche Verfestigungstendenz, die mit grofleren Dehnungsamplituden
schneller erfolgt. Das Verformungsverhalten ist symmetrisch mit Mittelspannungen nahe
Null. Die Spannungsamplituden nehmen am Versuchsanfang mit steigender Dehnungs-
amplitude zu. Bis zum Bruch ergibt sich durch die zyklische Verfestigung ein vergleich-
bares Spannungsniveau unabhangig von der Dehnungsamplitude. Im rechten Bild sieht
man die entsprechende Abnahme der plastischen Dehnungsamplituden mit der Lastspiel-
zahl, die umso ausgepragter ist, je hoher das Niveau der Dehnungsamplitude ist. Fiir

kleine Dehnungsamplituden nimmt die plastische Dehnungsamplitude bis auf nahezu
Null ab.

Lebensdauerverhalten

In Abbildung 4.3 ist links die mechanische Dehnungsamplitude ¢, und rechts die
plastische Dehnungsamplitude €, , in Abhéngigkeit der Bruchlastspielzahl Np fir den
Werkstoff AlSi8Cu3 ND dargestellt. Eine Erhohung der mechanischen Dehnungsam-
plitude fithrt zu einer Zunahme der plastischen Dehnungsamplitude bei gleichzeitiger
Abnahme der Lebensdauer. Dabei variiert die plastische Dehnungsamplitude iiber zwei
Groflenordnungen bei einer Variation der mechanischen Dehnungsamplitude innerhalb

einer Groflenordnung.

1o LEECFRT 1o LEECFRT
10° 10' 10° 10° 10! 10° 10° 10' 10° 10° 10* 10°

Abbildung 4.3: Wohlerdarstellung der mechanischen Dehnung €., — Np (links) und
Manson-Coffin Darstellung Np — €, (rechts) der LCF Versuche bei
Raumtemperatur an AlSi8Cu3 ND

In Abbildung 4.4 sind die Schédigungsparameter nach Ostergren und Smith-Watson-

47



4.1 Isotherme Ermiidungsbeanspruchung

Topper dargestellt. Die Schadigungsparameter nach Ostergren [116]

POst = Epl,a * Omax (41)

und nach Smith, Watson, Topper

PSWT = €me,a ' Omaxz (42)

werden dabei mit den sich bei halber Bruchlastspielzahl Np/2 einstellenden Werten
berechnet. Die beiden Schidigungsparameter ergeben aufgrund der Kombination von
plastischer bzw. mechanischer Dehnungsamplitude mit der Maximalspannung als sché-
digender Werkstoffreaktion eine gute Beschreibung des Lebensdauerverhaltens fiir den
Werkstoft AlSi8Cu3 ND. Entsprechend des jeweiligen Wertebereichs von mechanischer
und plastischer Dehnungsamplitude weist der Schadigungsparameter nach Ostergren ei-
ne deutlich grofiere Sensitivitét tiber die Lebensdauern auf als der Schadigungsparameter

nach Smith-Watson-Topper.

Py [MPal

/[ O LCFRT (o LCFRT

Abbildung 4.4: Darstellung der Schadigungsparameter nach Ostergren Ppg (links) und
Smith-Watson-Topper Psyr (rechts) fiir die LCF Versuche bei Raum-
temperatur an AlSi8Cu3 ND

Nach Abbildung 4.5 ergibt sich die Dehnungswohlerlinie aus Addition der Lebensdauerli-
nie nach Manson-Coffin fiir die plastische Dehnungsamplitude und derjenigen nach Bas-
quin fiir die elastische Dehnungsamplitude. Diese als Manson-Coffin-Basquin-Beziehung
bezeichnete Darstellung ergibt eine sehr gute Beschreibung des Lebensdauerverhaltens
bei isothermer LCF Beanspruchung fiir den Werkstoff AISi8Cu3 ND.
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Abbildung 4.5: Manson-Coffin-Basquin Darstellung der LCF Versuche bei Raumtempe-
ratur an AlSi8Cu3 ND

4.1.2 AISi8Cu3 SK

Bei Raumtemperatur und einer Frequenz von 1Hz wurden isotherme Ermiidungsversuche
mit mechanischen Dehnungsamplituden zwischen &,,., = 0,2% und &, = 0,5% am
Werkstoff AlISi8Cu3 SK im warmausgelagerten Zustand T5 durchgefiihrt.

Zyklisches Spannungs-Dehnungs- und Wechselverformungsverhalten

Abbildung 4.6 zeigt die sich im ersten Lastspiel N = 1 und im Lastspiel bei halber Bruch-
lastspielzahl N = Npg/2 einstellenden Hystereseverlaufe fiir Totaldehnungsamplituden
von Emeq = 0,2%, Emea = 0,3%, Emea = 0,4% und €6, = 0,5%. Fir den Werkstoff
AlSi8Cu3 SK wird bei allen Dehnungsamplituden elastisch-plastisches Werkstoffverhal-
ten beobachtet. Die plastischen Dehnungsamplituden steigen mit zunehmenden Deh-
nungsamplituden an. Fiir alle Dehnungsamplituden eribt sich eine schwach ausgepragte

Tendenz zur Verfestigung von N =1 zu N = Ng/2.

Dies zeigen auch die in Abbildung 4.7 dargestellten Wechselverformungskurven in Form
der sich einstellenden Mittel-, Minimal- und Maximalspannung (links) bzw. der plasti-
schen Dehnungsamplitude (rechts) iiber der Lastspielzahl N. Die schwache Verfestigung-
stendenz auflert sich am deutlichsten durch die leicht abnehmenden plastischen Deh-
nungsamplituden. Der Werkstoff AISi8Cu3 SK verhélt sich bei Raumtemperatur in sehr
geringem Maf zyklisch verfestigend.
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4.1 Isotherme Ermiidungsbeanspruchung

Lebensdauerverhalten

Im Bild 4.8 sind die Dehnungswohlerlinie (links) und die Manson-Coffin-Beschreibung
(rechts) der LCF Versuche bei Raumtemperatur dargestellt. Eine Erhéhung der me-
chanischen Dehnungsamplitude fithrt zu einer Zunahme der plastischen Dehnungsam-
plitude. Dies fithrt zu einer Abnahme der Lebensdauer mit zunehmender mechanischer
und plastischer Dehnungsamplitude. Eine Beschreibung des Lebensdauerverhaltens fiir
den Werkstoff AlSi8Cu3 SK bei isothermer Raumtemperatur LCF-Beanspruchung ist
mit beiden Groflen moglich. Dabei weist die Manson-Coffin-Beschreibung ein breiteres

Streuband der plastischen Dehnungsamplituden auf.
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Abbildung 4.8: Wohlerdarstellung der mechanischen Dehnung (links) und Manson-
Coffin Darstellung (rechts) der LCF Versuche bei Raumtemperatur an
AlSi8Cu3 SK

In Abbildung 4.9 sind die Schéadigungsparameter nach Ostergren Py und Smith-Watson-
Topper Psyr als Funktion der Bruchlastspielzahl fiir alle Dehnungsamplituden aufgetra-
gen. Fiir beide Schadigungsparameter kann das Lebensdauerverhalten des Werkstoffes
AlSi8Cu3 SK unter LCF Beanspruchung bei Raumtemperatur mit jeweils einer Aus-
gleichsgeraden in der doppellogarithmischen Auftragung beschrieben werden. Die Streu-
breite des Schadigungsparameters nach Smith-Watson-Topper féllt dabei geringer aus,
als die Streubreite des Schadigungsparameters nach Ostergren. Analog den Untersuch-
ungen an AlSi8Cu3 ND in Abschnitt 4.1.1 weist der Parameter nach Ostergren eine
hohere Sensitivitat iiber der Lebensdauer auf, als der Parameter nach Smith-Watson-

Topper.

In Abbildung 4.10 ist die Totaldehnungswohlerlinie nach dem Modell Manson-Coffin-
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Abbildung 4.9: Darstellung der Schédigungsparameter nach Ostergren (links) und
Smith-Watson-Topper (rechts) fir die LCF Versuche bei Raumtempe-
ratur an AlSi8Cu3 SK

Basquin zu sehen. Es ergibt sich eine sehr gute Beschreibung des Lebensdauerverhal-

tens.
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Abbildung 4.10: Manson-Coffin-Basquin Darstellung der LCF Versuche bei Raumtem-
peratur an AlSi8Cu3 SK

4.1.3 Diskussion

Fir den Werkstoff AISi8Cu3 ND unter isothermer LCF Beanspruchung bei Raumtem-
peratur ist eine Beschreibung des Lebensdauerverhaltens mit den gezeigten Beziehungen
gut moglich, wie die Abbildungen 4.3, 4.4 und 4.5 belegen. Daraus kann geschlossen wer-
den, dass es fiir den Werkstoff AISi8Cu3 ND unter diesen Bedingungen eine starke Kor-

relation der Schadigung mit den betrachteten Groflen von mechanischer und plastischer

52



4.2 Thermisch-Mechanische Ermiidungsbeanspruchung

Dehnungsamplitude, sowie den dargestellten Schadigungsparameter nach Ostergren Py

und Smith-Watson-Topper Psy 1 gibt.

Ebenso kann das Lebensdauerverhalten von AlISi8Cu3 SK unter isothermer LCF Bean-
spruchung bei Raumtemperatur beschrieben werden, wie in den Abbildungen 4.8, 4.9 und
4.10 gezeigt. Somit sind alle betrachteten Gréflen in gleichem Mafle mit der Schiadigung
korreliert und das Schadigungsverhalten kann unter diesen Versuchsbedingungen nicht
auf eine einzelne Grofle zuriickgefiihrt werden. Insbesondere der Schadigungsparameter
Pswr ermoglicht durch die Kombination von mechanischer Dehnungsamplitude und der
Maximalspannung eine gute Beschreibung des Lebensdauerverhaltens. Gleichzeitig weist
der Parameter nach Smith-Watson-Topper ein geringeres Streuband im Vergleich zum

Parameter nach Ostergren Py, auf.

4.2 Thermisch-Mechanische Ermiidungsbeanspruchung

4.2.1 AISi8Cu3 ND

Am Werkstoff AISi8Cu3 ND im kaltausgelagerten Zustand T1 wurden totaldehnungs-
geregelte TMF Out-of-Phase Versuche mit Maximaltemperaturen zwischen 175°C und
250°C durchgefiihrt. Die Versuche erfolgten jeweils mit Dehnungsbehinderungen von
K = 0,8, 1,0 und 1,2. Es stellten sich mechanische Dehnungsamplituden zwischen
Emea = 0,15% und e, = 0,3% ein. Die Haltezeit bei Maximaltemperatur betrug
60s.

Zyklisches Spannungs-Dehnungs- und Wechselverformungsverhalten

Abbildung 4.11 zeigt im linken Bild die Spannungs-Dehnungs-Hysteresen fiir das erste
Lastspiel bei den Versuchen mit einer Maximaltemperatur von 200°C bei den verschie-
denen Dehnungsbehinderungen. Im ersten Lastspiel werden mit ansteigender Tempe-
ratur Druckspannungen induziert. Dabei kommt es bei allen Versuchen zu plastischer
Verformung. Die Minimalspannungen zwischen -125 MPa und -150 MPa werden bei Ma-

ximaltemperatur und gleichzeitiger minimaler Dehnung erreicht. Wahrend der Haltezeit
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4.2 Thermisch-Mechanische Ermiidungsbeanspruchung

kommt es bei allen Versuchen zu einem geringen Abbau der Druckspannungen durch
Relaxation. Die Hysteresen bei N /2 zeigen hohere Maximalspannungen im Zugbereich
bei Minimaltemperatur. Die plastische Verformung ist nach der Umlagerung bei N =1
sehr gering ausgeprigt. Die wahrend der Haltezeit relaxierenden Spannungen liegen auf

vergleichbarem Niveau wie im ersten Lastspiel.
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Abbildung 4.11: Hysteresen fiir N = 1 (links) und N = Ng/2 (rechts) fir TMF OP
Versuche des Werkstoffes AISi8Cu3 ND mit einer Maximaltemperatur
von 200°C

Im Vergleich dazu zeigt Abbildung 4.12 im linken Bild die Hysteresen im ersten Lastspiel
fiir eine Maximaltemperatur von 225°C. Die Druckspannungen bei Maximaltemperatur
liegen aufgrund der absolut grofleren mechanischen Dehnungen, die bei 225°C erreicht
werden, bei bis zu -150 MPa. Im ersten Lastspiel kommt es zu einer etwas ausgepragteren
Relaxation als bei 200°C. Die Hysteresen bei N /2 zeigen hohere Maximalspannungen im
Zugbereich bei Minimaltemperatur und eine groflere plastische Dehnungsamplitude als
die Versuche bei 200°C. Die Relaxation wahrend der Haltezeit bei Maximaltemperatur

ist geringer als im ersten Lastspiel.

Abbildung 4.13 zeigt im linken Bild die Spannungs-Dehnungs-Hysteresen fiir das er-
ste Lastspiel fiir einen Versuch mit einer Maximaltemperatur von 250°C. Wahrend des
Temperaturanstieges tiberschreitet die Spannung -150 MPa, um anschliefend bis Ma-
ximaltemperatur dynamisch auf -125 MPa zu relaxieren. Wahrend der Haltezeit bei
Maximaltemperatur relaxieren die Spannungen auf -100 MPa und damit stérker als bei
den niedrigeren Temperaturen. Die Hysterese bei Np/2 weist eine vergleichbare Ma-
ximalspannung bei Minimaltemperatur auf. Die Minimalspannungen bei Maximaltem-

peratur liegen mit -100 MPa absolut niedriger als im ersten Lastspiel. Die Relaxation
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Abbildung 4.12: Hysteresen fir N = 1 (links) und N = Ng/2 (rechts) fir TMF OP
Versuche des Werkstoffes AlISi8Cu3 ND mit einer Maximaltemperatur
von 225°C

ist schwacher ausgepragt. Im Vergleich zu den TMF Versuchen bei niedrigeren Maxi-
maltemperaturen ist die plastische Dehnungsamplitude deutlich starker ausgeprégt. Fir
alle TMF-Hysteresen gilt, dass sich von N = 1 bis Ng/2 hohere Zugspannungen bei

Minimaltemperatur und sich entsprechend Zugmittelspannungen einstellen.
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Abbildung 4.13: Hysteresen fir N = 1 (links) und N = Ng/2 (rechts) fir TMF OP
Versuche des Werkstoffes AISi8Cu3 ND mit einer Maximaltemperatur
von 250°C

Der Verlauf der Maximal-, Minimal- und Mittelspannung (links) und der Verlauf der pla-
stischen Dehnungsamplitude (rechts) iiber die Lastspielzahl N ist fiir die TMF-OP Ver-
suche mit einer Maximaltemperatur von 200°C in Abbildung 4.14 dargestellt. Die Mini-
malspannungen, die sich im ersten Lastspiel einstellen, werden iiber die Versuchslaufzeit
in geringem Mafle abgebaut. Die Spannungsmaxima sind bis zum Versuchsende nahezu

konstant. Die Verlaufe der plastischen Dehnungsamplituden tiber die Versuchslaufzeit
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4.2 Thermisch-Mechanische Ermiidungsbeanspruchung

weisen im ersten Lastspiel ein ausgepriagtes Maximum auf. Die plastischen Dehnungs-

amplituden nehmen iiber Versuchslaufzeit ab, um in der Nédhe der Bruchlastspielzahl

wieder zuzunehmen.

—— Dehnungsbehinderung 80%
- - - Dehnungsbehinderung 100%
Dehnungsbehinderung 120%

5 [MPa]

Abbildung 4.14: Wechselverformungskurven fiir TMF OP Versuche des Werkstoffes Al-
Si8Cu3 ND bei Maximaltemperaturen von 200°C

Abbildung 4.15 zeigt die Wechselverformungskurven der Spannung (links) und der pla-
stischen Dehnungsamplitude (rechts) fir die Versuche mit 225°C Maximaltemperatur.
Die Verlaufe zeigen das gleiche Verhalten wie die TMF OP Versuche bei Maximaltemp-

eraturen von 200°C. Die plastischen Dehnungsamplituden sind dabei deutlich gréfer.

—— Dehnungsbehinderung 80%
- - - Dehnungsbehinderung 100%
D 120%

5 [MPa]

Abbildung 4.15: Wechselverformungskurven fiir TMFEF OP Versuche des Werkstoffes Al-
Si8Cu3 ND bei Maximaltemperaturen von 225°C

Die Wechselverformungskurven fiir Maximaltemperaturen von 250°C bei einer Deh-
nungsbehinderung von 100% sind in Abbildung 4.16 gezeigt. Auch bei 250°C ergibt
sich iiber der Versuchslaufzeit eine Abnahme der Minimal- und Maximalspannungen.

Die Uberalterung ist dabei nur in geringem MaBe stirker ausgeprigt als bei 225°C.
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Abbildung 4.16: Wechselverformungskurven fiir TMF OP Versuche des Werkstoffes Al-
Si8Cu3 ND bei Maximaltemperaturen von 250°C

Lebensdauerverhalten

Eine Anhebung der Maximaltemperatur im TMF OP Versuch fiihrt im Allgemeinen zu
einer Abnahme der Lebensdauer bei konstanter Dehnungsbehinderung. Die Anhebung
der Dehnungsbehinderung bei konstanter Maximaltemperatur fithrt genauso zu einer
Abnahme der Lebensdauer [47,49].

Abbildung 4.17 zeigt eine Auftragung der Maximaltemperatur in den TMF-OP Versu-
chen an AlSi8Cu3 ND iiber der Bruchlastspielzahl. Die Versuchsergebnisse lassen sich
fiir den untersuchten Lebensdauerbereich nicht durch eine einzelne Ausgleichsgerade an-
ndhern. Die Versuche mit den variierten Dehnungsbehinderungen K = 0,8, K = 1,0
und K = 1,2 zeigen einen deutlichen Einfluss auf die beobachteten Lebensdauern. Da-
bei wirkt eine Erhéhung der Dehnungsbehinderung durch den Anstieg der mechanischen
Dehnungsamplitude immer lebensdauerverkiirzend. Das Lebensdauerverhalten kann fiir
jede Dehnungsbehinderung separat durch eine Lebensdauerlinie beschrieben werden, wie
in der Abbildung eingezeichnet. Zwei Versuche erreichten die Grenzlastspielzahl von

20000 Temperaturzyklen. Diese Versuche sind mit Pfeilen gekennzeichnet.

In Abbildung 4.18 ist das Lebensdauerverhalten des Werkstoffes AISi8Cu3 ND als Funk-
tion der mechanischen (links) und der plastischen (rechts) Dehnungsamplitude bei halber
Bruchlastspielzahl Ng/2 dargestellt. Mit der Zunahme der mechanischen Dehnungsam-
plitude geht eine Abnahme der Lebensdauer einher. Eine Beschreibung der Lebensdauer

mit einer mechanischen Dehnungswohlerlinie ist moglich. Die Darstellung der plastischen
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Abbildung 4.17: Maximaltemperatur tiber Lebensdauer der TMF Versuche an AlSi8Cu3
ND bei gleichzeitiger Variation der Dehnungsbehinderung K

Dehnungsamplitude tiber der Bruchlastspielzahl lasst keine Beschreibung des Lebensdau-

erverhaltens zu, da sich keine eindeutige Relation ergibt.

N[

Abbildung 4.18: Wohlerlinie der mechanischen Dehnung Np — €, (links) und Manson-
Coffin Darstellung Ng — €, (rechts) der TMF Versuche AlSi8Cu3 ND

Abbildung 4.19 zeigt die Schadigungsparameter nach Ostergren (links) und Smith-Watson-
Topper (rechts). Mit dem Parameter nach Ostergren ist keine Beschreibung des Lebens-
dauerverhaltens moglich. Entsprechend der plastischen Dehnungsampliude ldsst auch
dieses Maf} der dissipierten Energie keine Beschreibung des Lebensdauerverhaltens fiir
die Legierung AlSi8Cu3 ND unter TMF Beanspruchung zu. Der Parameter nach Smith-
Watson-Topper hingegen beschreibt das Lebensdauerverhalten der TMF Versuche fiir
alle Dehnungsbehinderungen und Maximaltemperaturen.
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Abbildung 4.19: Darstellung der Schadigungsparameter nach Ostergren Py (links) und
Smith-Watson-Topper Psyr (rechts) fir die TMF Versuche AlSi8Cu3
ND

4.2.2 AISi8Cu3 SK

Am Werkstoff AlSi8Cu3 SK im warmausgelagerten Zustand T5 wurden totaldehnungs-
geregelte TMF Out-of-Phase Versuche mit den Maximaltemperaturen 200°C und 250°C
durchgefiihrt. Die Versuche erfolgten bei mechanischen Dehnungsamplituden von ;¢ o =
0,35%, emea = 0,4% und &, o = 0,45%. Die Haltezeit bei Maximaltemperatur betrug
60s.

Diese Versuchsfithrung wurde gewahlt, um eine Korrelation zwischen Maximaltempera-
tur, mechanischer Dehnungsamplitude und plastischer Dehnungsamplitude zu vermei-
den. Hieraus sollte eine bessere Kenntnis iiber die schiadigungsbestimmenden Gréfien

gewonnen werden.

Zyklisches Spannungs-Dehnungs- und Wechselverformungsverhalten

Abbildung 4.20 zeigt im linken Bild die Spannungs-Dehnungs-Hysteresen fiir das erste
Lastspiel bei den Versuchen mit einer Maximaltemperatur von 200°C fiir die verschiede-
nen mechanischen Dehnungsamplituden. Fiir das erste Lastspiel werden mit der anstei-
genden Temperatur Druckspannungen induziert. Dabei kommt es bei allen Versuchen zu
einer starken plastischen Verformung. Die Minimalspannungen zwischen -150 MPa und

-200 MPa werden bei Maximaltemperatur und gleichzeitiger minmaler Dehnung erreicht.
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Wiéhrend der Haltezeit kommt es bei allen Versuchen zu einem vergleichbaren Abbau
der Druckspannungen durch Relaxation. Die Hysteresen bei Np/2 zeigen leicht hohere
Maximalspannungen im Zugbereich bei Minimaltemperatur. Im Bereich der plastischen
Verformung zeigt sich eine geringe Verfestigung gegeniiber den Hysteresen bei N = 1.
Die wahrend der Haltezeit relaxierenden Spannungen liegen auf vergleichbarem Niveau

wie im ersten Lastspiel.
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Abbildung 4.20: Hysteresen fir N = 1 (links) und N = Ng/2 (rechts) fir TMF OP
Versuche des Werkstoffes AlSi8Cu3 SK mit einer Maximaltemperatur
von 200°C

Abbildung 4.21 zeigt die Spannungs-Dehnungs-Hysteresen fiir NV = 1 (links) und Np/2
(rechts) bei den Versuchen mit einer Maximaltemperatur von 250°C fir die verschiedenen
mechanischen Dehnungsamplituden. Im ersten Lastspiel werden aufgrund der starkeren
dynamischen Relaxation im Vergleich zu den Versuchen mit einer Maximaltemperatur
von 200°C geringere Minimalspannungen zwischen ca. -100 und -140 MPa induziert. Die
Spannungsrelaxation liegt auf vergleichbarem Niveau wie bei den Versuchen mit einer
Maximaltemperatur von 200°C. Dies kann auf das geringere Druckspannungsniveau bei
gleichzeitig hoherem Temperaturniveau zurtickgefithrt werden, das zu einem vergleich-
barem Betrag der relaxierten Spannungen wéahrend der Haltezeit fithrt. Die Hysteresen
bei Np/2 weisen einen leichten Mittelspannungsaufbau auf, der iiber die Versuchslauf-
zeit erhohte Maximalspannungen bei Minimaltemperatur und reduzierte Minimalspan-
nungen bei Maximaltemperatur erklart werden kann. Im Bereich der plastischen Zug-
und Druckverformungen weisen die Hysteresen eine geringere Steigung des Spannungs-
Dehnungsverlaufes und damit eine geringere Verfestigung gegentiber den Hysteresen bei
200°C auf.

Der Versuch bei einer mechanischen Dehnungsamplitude von &,,., = 0,4% liegt auf ei-
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nem erhéhtem Spannungsniveau mit hoheren induzierten Maximalspannungen, die auch

wahrend des Versuches nicht auf das Niveau der anderen Versuche abfallen.
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Abbildung 4.21: Hysteresen fir N = 1 (links) und N = Np/2 (rechts) fir TMF OP
Versuche des Werkstoffes AlSi8Cu3 SK mit einer Maximaltemperatur
von 250°C

Der Verlauf der Maximal-, Minimal- und Mittelspannung (links) und der Verlauf der
plastischen Dehnungsamplitude (rechts) iiber die Lastspielzahl N ist fir die TMF-OP
Versuche mit einer Maximaltemperatur von 200°C in Abbildung 4.22 dargestellt. Die
Minimalspannungen, die sich im ersten Lastspiel einstellen, werden iiber die Versuchs-
laufzeit in geringem Mafle abgebaut. Die Spannungsmaxima nehmen bis zum Versuch-
sende zu. Nur bei dem Versuch mit der geringsten mechanischen Dehnungsamplitude
ergibt sich ein Maximum der Maximalspannung bei ca. 100 Lastwechseln, die bis zum

Versuchsende dann leicht abnimmt.

250 T T T 0.4
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Abbildung 4.22: Wechselverformungskurven fiir TMF OP Versuche des Werkstoffes Al-
Si8Cu3 SK bei Maximaltemperaturen von 200°C

Die Verldufe der plastischen Dehnungsamplituden iiber die Versuchslaufzeit weisen im
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ersten Lastspiel ein ausgepriagtes Maximum auf. Die plastischen Dehnungsamplituden
nehmen iiber die Versuchslaufzeit in geringem Mafle ab. Nur der Versuch mit der ge-
ringsten mechanischen Dehnungsamplitude weist erwartungsgeméafl analog zu den Ma-
ximalspannungen ein Minimium der plastischen Dehnungsamplitude und einen sich an-

schliessenden leichten Anstieg bis zum Versuchsende auf.

In Abbildung 4.23 ist der Verlauf der Spannungen (links) und der plastischen Dehnungs-
amplitude (rechts) fir die Versuche mit einer Maximaltemperatur von 250°C dargestellt.
Bei der Maximaltemperatur von 250°C weist der Werkstoff im Vergleich zu den Versu-
chen mit einer Maximaltemperatur von 200°C geringere Maximal- und Minimalspan-
nungen auf. Die Entfestigung aufgrund der Alterung tritt bereits im ersten Zyklus auf,

wodurch das Wechselverformungsverhalten tiber die Versuchslaufzeit stabil ist.

250 T T T 0.4

o [MPa]

Abbildung 4.23: Wechselverformungskurven fiir TMF OP Versuche des Werkstoffes Al-
Si8Cu3 SK bei Maximaltemperaturen von 250°C

Lebensdauerverhalten

Abbildung 4.24 zeigt eine Temperatur-Lebensdauerkurve fiir die TMF Versuche an Al-
Si8Cu3 SK. Die unterschiedliche Maximaltemperatur der TMF Versuche wird durch die
Form der Datenpunkte wiedergegeben: Die Rechtecke zeigen die Versuche mit einer Ma-
ximaltemperatur von 200°C und die Dreiecke die Versuche mit einer Maximaltemperatur
von 250°C. Eine Beschreibung des Lebensdauerverhaltens mittels der Temperaturwoh-

lerkurve ist nicht moglich.

Das Lebensdauerverhalten des Werkstoffes AlISi8Cu3 SK in Abhéngigkeit der mechani-
schen und der plastischen Dehnungsamplitude ist in Abbildung 4.25 gezeigt. Mit der

62



4.2 Thermisch-Mechanische Ermiidungsbeanspruchung

300

280 Fro bt b ..:..‘:._
260
240 | : Pt :
200 feviiieie u]} S B i

180 |

Temperatur [°C]

160 -
140

FT2 S PSSO SUUUOOUNS UOF 0 0S¥ SUOUURPUON SOV OO OS SOOI FOUSPURTOOS SODU ORI S S

100
10 10 10 10

Abbildung 4.24: Darstellung der Maximaltemepratur tiber der Lebensdauer fiir die TMF
Versuche an AlSi8Cu3 SK

Erhéhung der Maximaltemperatur geht eine Erhohung der Lebensdauer bei gleicher me-
chanischer Dehnungsamplitude einher. Dadurch ergibt sich keine gemeinsame Abhangig-
keit der Lebensdauer von der mechanischen Dehnungsamplitude fiir die unterschiedlichen
Maximaltemperaturen. Es ergibt sich eine getrennte Abhéangigkeit der Lebensdauer von
der mechanischen Dehnungsamplitude fiir die unterschiedlichen Maximaltemperaturen.
Die bei hoherer Maximaltemperatur aufgrund der geringeren Festigkeit bei Maximaltem-
peratur und leichten Entfestigung iiber die Versuchslaufzeit deutlich erhohten plastischen

Dehnugsamplituden fithren zu keiner Verminderung der Lebensdauer.
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Abbildung 4.25: Mechanischen Dehnungsamplitude tiber Lebensdauer Ng — ;e (links)
und Manson-Coffin Darstellung Ng — €, (rechts) der TMF Versuche
AlSi8Cu3 SK

Da keine Beschreibung der Lebensdauer durch mechanische oder plastische Dehnung
oder die Temperatur moglich ist, zeigt Abbildung 4.26 die Schadigungsparameter nach

Ostergren und Smith-Watson-Topper. Mit dem Parameter nach Ostergren ist keine
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Beschreibung des Lebensdauerverhaltens moglich. Der Parameter nach Smith-Watson-
Topper hingegen lasst eine erste Beschreibung des Lebensdauerverhaltens der TMF
Versuche mit unterschiedlichen Maximaltemperaturen, aber identischen mechanischen

Dehnungsamplituden zu.
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Abbildung 4.26: Darstellung der Schiadigungsparameter nach Ostergren Py (links) und
Smith-Watson-Topper Psyr (rechts) fir die TMF Versuche AlSi8Cu3
SK

4.2.3 Schadigungsentwicklung unter TMF- und

Thermoschockbeanspruchung im Motordauerlauf

Orte der Schadigung bei TMF Beanspruchung

Henne [60] und Luft [158] untersuchen im Detail die Anrissbildung und Rissausbreitung
unter TMF und TMF/HCF Beanspruchung fiir die Legierungen AlSil0Mg, AlSi5Cu3
und AlSi7Mg. In den Beobachtungen tritt die Rissinitierung bevorzugt in der Grenzfla-
che zwischen Al-Mischkristall und Si-Phase auf. Auf atomarer Ebene wird die Belastbar-
keit dieser Grenzfliche von Ward et al. [159] simuliert. Eine Mesoskalen-Modellierung
der Gefiigestruktur unter thermisch-mechanischer Belastung deutet darauf hin, dass es
an den Al-Si-Grenzflichen zu Spannungskonzentrationen kommt. Die Modellbildung er-
folgte durch eine Vernetzung von lichtmikroskopischen Schliffen, welche mit Hilfe einer
Bilderkennung in zweidimensionale FE-Netze umgesetzt wurden. Fiir die Kennwerte der
verschiedenen Phasen wurden Werte aus der Literatur herangezogen. Abbildung 4.27
zeigt das Schliffbild (links) und das Netz des zugehorigen FE-Modells (rechts).
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Abbildung 4.27: Schliff (links) und Netz des zugehorigen FE-Modells (rechts)

In Abbildung 4.28 ist die Von Mises Spannungsverteilung bei thermischer Belastung
dargestellt. Man erkennt, dads es vor allem in den Bereichen um grossere Si-Partikel
zu stark erh6hten Spannungen kommt. Eisen und Kupferphasen fithren bei thermischer
Beanspruchung nur zu geringen Spannungstiberh6hungen. Die Konzentration der Span-
nung an den groferen Si-Partikeln kann zum einen auf die Unterschiede der elastischen
Eigenschaften, vor allem jedoch auf die unterschiedlichen thermischen Ausdehnungsko-
effizienten zurtickgefithrt werden [52]. Bei TMF Belastung kommt es so zu erhohten
Mikrospannungen mit jedem thermischen Zyklus und damit zu der beobachteten bevor-

zugten Rissinitiierung.

100 ym

Abbildung 4.28: Spannungsverteilung bei thermischer Belastung im Gefiige
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Vergleich der Schadigung im TMF Versuch zur Schadigung im Motorversuch

Um die Ubertragbarkeit des thermisch-mechanischen Schidigungsverhaltens von der ein-
achsig homogen beanspruchten Probe im TMF Versuch auf das Bauteil mit gradienten-
behafteter thermisch-mechanischer Beanspruchungsituation zu priifen, werden im fol-

genden Gefiigeuntersuchungen geschédigter Proben und Bauteile gezeigt.

Abbildung 4.29 zeigt im linken Bild den Risspfad der Legierung AlSi8Cu3 ND in ei-
ner Probe nach einem TMF-Versuch. Oberflichennah erkennt man eine deutliche Zer-
rittung des Gefiiges. Es kommt zu Briichen der eutektischen Phasen und zu einem
interdentritischen Rissfortschritt entlang der Phasengrenzen und der gebrochenen Pha-
sen. Abbildung 4.29 zeigt den Risspfad der Legierung AISi8Cu3 ND im ZK nach einem

[ |
50 um 100 ym

Abbildung 4.29: Rissfront (jeweils links im Bild) in der Legierung AlSi8Cu3 ND im TMF
Versuch (links) und im ZK nach Thermoschockdauerlauf (rechts)

Thermoschockdauerlauf im rechten Bild. Das Erscheinungsbild des Rissverlaufes zeigt
die gleichen Merkmale wie in der TMF Versuchsprobe. Der Riss verlauft ebenso entlang

der Phasengrenzen in den interdentritischen Bereichen.

In Abbildung 4.30 ist der Risspfad im ZK aus der Legierung AlSi8Cu3 SK in einem Ther-
moschockdauerlauf gezeigt. Es zeigen sich wieder die gleichen Merkmale des Rissausbrei-

tungsverhaltens.

Henne zeigt in seiner Arbeit [49] mikrostrukturelle Untersuchungen von TMF und iiber-
lagerten TMF /HCF Versuchen, wie in Abbildung 4.31 im linken Bild gezeigt. Abbildung
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Abbildung 4.30: Rissverlauf in einer Probe nach TMF Versuch (links) und in einem ZK
nach Thermoschockdauerlauf (rechts) der Legierung AlSi8Cu3 SK

4.31 zeigt im rechten Bild die Schiadigung in einem Zylinderkopf nach einem Thermo-
schockdauerlauf. Der Einlass-Auslasssteg zeigte Anzeichen plastischer Verformung, je-
doch keinen makroskopischen Anriss. In metallographischen Untersuchungen wurden
Mikrorisse im intradentritischen Bereich gefunden, auch knapp unter der Oberflache.

Die Mikrorisse treten an den Phasengrenzen der Si-Kistalle zum Al-MK auf.

4.2.4 Diskussion

Das Lebensdauerverhalten der Legierung AlSi8Cu3 ND lasst sich bei den untersuch-
ten TMF- Beanspruchungen mit drei Dehnungsbehinderungen nicht durch eine einzel-
ne Ausgleichsgerade beschreiben, wie in Abbildung 4.17 gezeigt. Wie Abbildung 4.18
und Abbildung 4.19 belegen, ist eine Beschreibung des Lebensdauerverhaltens sowohl
durch die mechanische Dehnungsamplitude und den Schadigungsparameter nach Smith-
Watson-Toppper gut moglich. Fiir beide Darstellungen lasst sich das Lebensdauerver-

halten jeweils mit einer Ausgleichsgeraden zusammenfassen.

Fiir den Werkstoff AISi8Cu3 SK weist die beste Beschreibung der Lebensdauer durch den
Parameter von Smith-Watson-Topper (Abbildung 4.26) darauf hin, dass die induzierte
Spannnung und die damit verbundene Dehnungsenergiedichte mafigebliche Einflussgro-
Ben der Schadigung unter TMF-OP-Beanspruchung sind. Durch die Versuchsfiihrung

mit getrennter Variation der Maximaltemperatur, der mechanischen Dehnungsamplitu-
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20 pm

Abbildung 4.31: Léngsschliff durch die Messstrecke nach einem TMF Versuch (links) [49]
und Schliff im Einlass-Auslassventilsteg des Zylindekopfes nach einem
Thermoschockdauerlauf (rechts)

de bei sich ergebender Dehnungsbehinderung sind auch keine Ausgleichsgeraden zur Be-
schreibung des Lebensdauerverhaltens in der Auftragung der Maximaltemperatur tiber

Bruchlastspielzahl mehr moglich.

Aus den Ergebnissen der TMF-Versuchemit Maximaltemperaturen von Ty,4x = 200°C
und 250°C kann geschlossen werden, dass der Al-Si Gusswerkstoff AISi8Cu3 SK kein
ausgepragtes Potential zur plastischen Verfestigung auf der Mikroebene durch Bildung
von stabilen Versetzungsstrukturen aufweist. Dadurch kommt es zu keinem deutlichen
Beitrag von Mikrospannungen zu den induzierten Makrospannungen. Dies steht im Ge-
gensatz zu einer LCF-Beanspruchung bei Raumtemperatur, wodurch die Moglichkeit
zum Aufbau von Versetzungsstrukturen und dadurch entstehenden Mikrospannungen,
ein Beitrag zur Schiadigung an sekundédren Phasen im Gefiige moglich wird. Hinge-
gen kommt es unter thermisch wechselnder Beanspruchung zu einer zusétzlichen Be-
anspruchung in der Grenzfliche zwischen den eutektischen Silizium-Kristallen und der
Aluminium-Matrix aufgrund des starken Unterschiedes im Koeffizienten der thermischen

Ausdehnung zwischen Aluminium-Matrix und Silizium [49,52].

Ausgehend von dieser Beobachtung wurde das Lebensdauerverhalten unter TMF-Beanspruchung
durch einen Schadigungsparameter auf Energiebasis modelliert [160, 161], &hnlich dem
Vorschlag von Dowling in [162]. Das zyklische J-Integral zur Beschreibung der Lebens-

dauer an Werkstoffen, die ein ausgeprigtes Kurzrisswachstum aufweisen, wird dabei
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durch die Summe aus elastischer W, und plastischer Energie W, im Zyklus beschrie-

ben:

AJ = /W, + W, (4.3)

Mit f; als zwischen elastischer W, und plastischer Energie W, gewichtender Material-

konstante. Die elastische Energie wird durch den Zusammenhang
O ax
We=—=— 4.4
Y5 (4.4)

beschrieben. In [87] wird vorgeschlagen, die plastisch dissipierte Energie im Zyklus zur

Beschreibung des Lebensdauerverhaltens zu verwenden, entsprechend wird sie als
W, = / o - adt (4.5)

berechnet. In Abbildung 4.32 sind die zur elastischen und plastisch, dissipierten Energie

gehorigen Flachen beispielhaft fiir eine Hysterese dargestellt. Von Amiable et al. wird
ein vergleichbares Lebensdauermodell fiir mehrachsige Belastungszustiande vorgeschla-
gen [163,164]. Dabei wird fur die elastische Energie ein Ausdruck der hydrostatischen
Spannung gebraucht.
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Abbildung 4.32: Darstellung der elastischen W, und plastisch dissipierten Energie W),

Der Parameter fasst die zur Rissinitiierung beitragende plastische Energie mit der ela-

stischen Energie, welche das Mikrorisswachstum treibt, zusammen. Damit wird, wie in
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4.2 Thermisch-Mechanische Ermiidungsbeanspruchung

Abbbildung 4.33 gezeigt, eine Beschreibung des Lebensdauerverhaltens fir die TMF Ver-

suche an AlSi8Cu3 SK bei verschiedenen mechanischen Dehnungsamplituden moglich.

I> TMFT _=200°C
iz

O TMFT _=250°C
maex

V']’V

Abbildung 4.33: Schadigungsparameter auf Basis des zyklischen J-Integrals fiir TMF
Versuche an AlSi8Cu3 SK

In Abbildung 4.34 sind zusatzlich die LCF Versuche bei Raumtemperatur eingetragen.
Dabei erfolgte keine neue Anpassung der dargestellten Regressionsgerade. Die LCF-
Versuche liegen in einem Streuband mit den TMF Versuchen. Eine gemeinsame Re-
gression konnte das Lebensdauerverhalten etwas besser beschreiben. Es soll jedoch nur
dargestellt werden, dass die dissipierte Energie und mafigeblich die induzierte Spannung
fir die lebensdauerbestimmende Schadigung verantwortlich sind. Dabei kann das Ver-
haltnis des Schadigungsbeitrages zwischen plastisch dissipierter Energie und induzierter
Spannung zwischen TMF- und LCF-Beanspruchung bei RT unterschiedlich sein, da die
Legierung AlSi8Cu3 SK bei isothermer Raumtemperaturbeanspruchung eine starkere
Verfestigung auf der Mikroebene und daraus einen stiarkeren Beitrag der Mikrospannun-
gen zur Schidigung aufweisen kann, was eine Verschiebung der Ausgleichsgeraden zu

etwas kleineren Bruchlastspielzahlen nahe legt.

Die komplexe Wechselwirkung aus Alterung, Temperatur, Rissinitiierung und Risswachs-
tum macht es erforderlich, dass die Ubertragbarkeit und Anwendung der Modellansétze
zu Lebensdauerbeschreibung selbst zwischen unterschiedlichen Al-Si-Gusslegierungen in

jedem Fall tiberpriift wird.

Die mikrostrukturellen Untersuchungen in Abschnitt 4.2.3 zusammenfassend kann fiir
die Schadigung in den TMF-Proben, als auch fiir die Risse in den ZK gesagt werden, dass
sich der Riss sowohl bei der Initiierung als auch beim Wachstum die schwéachsten Stellen

im Geflige sucht. Dies sind in der Regel Phasengrenzen zwischen o~ und - Mischkristal-
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Abbildung 4.34: Schadigungsparameter auf Basis des zyklischen J-Integrals fiir TMF-
und isotherme LCF-Versuche an AlSi8Cu3 SK

len und Phasengrenzen entlang und innerhalb eutektischer Bereiche. Grofiere homogene
Mischkristallgebiete (meist a-MK) werden in der Regel umgangen und nur im Einzelfall
durchtrennt. Kleinere Mischkristallbereiche (meist 3-MK) dagegen konnen je nach Lage
zum Risspfad auch leicht durchtrennt werden. Insgesamt entsteht dadurch ein relativ
stark zerkliifteter und nicht geradliniger Risspfad. Die Gesamtheit der Aufnahmen zeigt
das typische Erscheinungsbild thermomechanischer Risse bei untereutektoiden Alumini-

umgusslegierungen.

4.3 Warmauslagerungsversuche

4.3.1 Harteanderungen der Legierung AlISi8Cu3 ND

An jedem Probestiick der kaltausgeharteten Legierung AlSi8Cu3 ND T1 wurden finf
Hartemessungen vorgenommen. Dabei ergibt sich ein mittlerer Hartewert von 102 HB
und eine hohe Streuung der Héartewerte von + 8 HB. Nach Auslagerung nimmt die
Streuung fiir sehr stark iiberalterte Zustande bis auf + 1 HB ab. Die grofle Streuung
im Anfangszustand kann auf die im Bauteil lokal unterschiedlichen Abkiihlbedingungen
aus dem Gieflprozess zuriickgefithrt werden, wodurch der Anteil lokal im Mischkristall
geloster Legierungselemente iiber das Bauteil variiert. Im weiteren Verlauf fithrt die
anschliefende Kaltauslagerung je nach lokalen Startbedingungen an gelosten Ausschei-

dungsbildern zu einer anderen Festigkeit im Ausgangszustand.
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Abbildung 4.35: Harte von AlSi8Cu3 ND T1 fiir unterschiedliche Alterungstempe-
raturen und -zeiten in linearer (links) und logarithmischer (rechts)
Zeitauftragung

Abbildung 4.35 zeigt die arithmetischen Mittelwerte von jeweils fiinf Hartemessungen
fiir Auslagerungstemperaturen zwischen 120 °C und 300 °C und Auslagerungszeiten zwi-
schen 1 h und 1008 h. Bei Auslagerungstemperaturen zwischen 120 °C und 200°C tritt
ein Hérteanstieg bis zu einer mittleren Hérte von 122 HB auf. Fiir die Auslagerungs-
temperaturen 120 °C und 150 °C tritt kein Héarteabfall auf. Bei 200°C tritt bei 10h
Auslagerungszeit ein Hartemaximum von 102 HB auf, bei weiterer Auslagerung tritt ein
Hérteabfall auf. Bei 250 °C und 300 °C Auslagerungstemperatur wird in den Messungen
kein Hartemaximum mehr beobachtet. Es treten bereits bei kurzen Auslagerungszeiten
signifikante Harteabfélle auf. Fiir 300 °C Auslagerungstemperatur ist der Werkstoff nach

10h mit einem Héarteniveau von 73 HB bereits stark tiberaltert.

Die Hartewerte lassen sich gut mit dem in Abschnitt 2.2.4 vorgestellten Modell nach
Shercliff und Ashby [39,43]

H (T,t) = H; + Hyy + Hyp, (4.6)

zur Beschreibung des zeit- und temperaturabhéangigen Alterungsverhaltens ausschei-
dungsgehéarteter Aluminiumlegierungen beschreiben. Fiir die Bestimmung der Modell-
parameter wurden die in [43] vorgestellten Methoden in Kombination mit einer Opti-
mierung auf Basis der Fehlerquadratmethode verwendet, siche Abschnitt 2.4. Die Im-

plementierung des Alterungsmodells erfolgte wie in [165] beschrieben.
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4.3.2 Hartepriifung an gelaufenen Zylinderkopfen

Basierend auf den in Abschnitt 4.3.1 ermittelten Zusammenhéngen wurde die lokal
auftretende Harteverteilung in einem Zylinderkopf simuliert. Die Simulationsergebnisse
wurden anschliefend den an gelaufenen Zylinderkopfen gemessenen Hértewerten gegen-
iibergestellt. Fiir die Simulation der Harteverteilung wurden die Zeiten maximaler Tem-
peraturen wihrend des Thermoschockdauerlaufs akkumuliert und als Eingangsgrofien
fir das Modell nach Shercliff und Ashby verwendet. Abbildung 4.36 zeigt die simulierte

lokale Hérteverteilung auf der Brennraumseite des Zylinderkopfes.
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Abbildung 4.36: Temperaturverteilung (links) und simulierte Hérteverteilung (rechts)
im Zylinderkopf nach einem Thermoschockdauerlauf

In den Bereichen des Zylinderkopfes mit Temperaturen von 100 - 150°C kommt es zu

Hérteanstiegen bis zu Mittelwerten von 111 HB.

In Abbildung 4.37 sind die gemessenen Héartewerte auf dem Ventilsteg nach dem ab-
solvierten Dauerlauf zu sehen. Es zeigt sich eine Abnahme der Hértewerte Richtung
Brennraummitte, zur Ziindkerzenbohrung (unten im Bild). Dabei wird das lokale Héar-
teminimum im Auslass-Auslassventilsteg erreicht. An diesem Ort treten auch die héch-
sten Temperaturen im Brennraumbereich auf, was zu einer schnellen und deutlichen
Uberalterung fiihrt. Die Hirtewerte in kilteren Bereichen des Ventilstegs verdndern sich

gegeniiber der Anfangshérte nicht.

Die gemessenen Hértewerte wurden dem Ergebnis der simulierten Hérteverteilung ge-
geniibergestellt und es zeigt sich generell eine gute Ubereinstimmung. Nur lokal in der

Néahe der Risse im Ziindkerzenbereich, wo 59 HB gemessen wurden, zeigt die Simulation
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eine Harte von 65 HB, wie Abbildung 4.37 im Vergleich zu Abbildung 4.36 zeigt.

I

Abbildung 4.37: gemessene Harteverteilungen auf der Brennraumoberfliche im Ventil-
steg (links) und um die Ziindkerzenbohrung (rechts)

4.3.3 Diskussion

Die Hartednderung in Abhéngigkeit von Temperatur und Zeit lasst sich mit dem Modell
nach Shercliff und Ashby fiir die Legierung A1Si8Cu3 ND im Wéarmebehandlungszustand
T1 gut beschreiben. Bei der Anwendung des Alterungsmodells auf gelaufene Motoren
zeigt sich, dass in der Nahe der Risse zwischen Ziindkerzenbohrung und Auslassventil
verstarkt Versetzungen aufgrund der plastischen Versetzungen auftreten. Verschiedene
Publikationen [166,167] belegen eine signifikante Beschleunigung der Entfestigungspro-
zesse aufgrund der begiinstigenden Wirkung der Versetzungen auf die Diffusion. Die
Hirteverteilung des Zylinderkopfes weifit generell eine gute Ubereinstimmung zwischen

der Simulation und der Messung auf.

Voraussetzung fiir die spatere Anwendung des Alterungsmodells in der Verformungsmo-
dellierung ist eine hohe Korrelation zwischen Festigkeit und Héarte. Abbildung 4.38 zeigt
die aus Zugversuchen ermittelten Streckgrenzen iiber der jeweils gemessenen Hérte. Es
sind sowohl Werte im Ausgangszustand als auch fiir verschieden lange Auslagerungen
bei 250°C aufgetragen. Dabei zeigt sich ein linearer Zusammenhang zwischen Héarte und

Streckgrenze. Damit kann das Alterungsmodell nach Shercliff und Ashby sehr gut in
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Abbildung 4.38: Streckgrenze in Abhéngigkeit der Hérte fiir unterschiedliche Alterungs-
zustande der AlISi8Cu3 ND T1

Verformungsmodellen als innere Variable fiir die dem jeweiligen Alterungszustand ent-

sprechende Festigkeit verwendet werden.
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Kapitel 5

Modellierung

In diesem Kapitel wird die Modellbildung zur Simulation der thermisch-mechanischen
Beanspruchung im Zylinderkopf wahrend des Motorbetriebes erlautert. Im ersten Teil
wird die Modellierung des Alterungsverhaltens beschrieben. Die Integration des Alt-
erungsverhaltens in das Verformungsmodell zur gemeinsamen Beschreibung des Wech-
selverformungsverhaltens erfolgt im zweiten Teil des Kapitels. Im dritten Teil wird auf
die notigen Schritte zur Bestimmung der Modellparameter eingegangen, am Beispiel
des Werkstoffes AISi8Cu3 SK. Im vierten Teil wird eine probabilistische Interpretation
der statistischen Effekte des Materialverhaltens durchgefithrt. Dazu gehoren die Streu-
ung der Verformungsantwort der Al-Si Legierung und des Lebensdauerverhaltens un-
ter thermisch-mechanischer Beanspruchung und die daraus resultierende Gesamtstreu-

ung.

5.1 Verformungsverhalten

Fir die Modellierung des Verformungsverhaltens bei hohen Temperaturen wurde eine
Vorauswahl getroffen. Diese fiel auf das viskoplastische Chabochemodell mit sieben Para-
metern und auf das Two Layer Viscoplastic (TLV) Modell. Das Chabochemodell ist der
klassische Vertreter der Unified Modells zur Beschreibung von Hochtemperaturplastizi-
tat [74]. Auf das TLV Modell fiel die Wahl, da es Teil des ABAQUS Programmpaketes
ist, aber auch weil es bereits fiir die Bewertung von Motorbauteilen wie Abgaskriimmer
und Zylinderkopf Verwendung findet [168]. Die beiden Modelle wurden beziiglich ihrer
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Abbildung 5.1: Vergleich des Two Layer Viscoplastic (blau) und Chaboche (rot) Modells

Eignung zur Beschreibung des Materialverhaltens bei TMF-Beanspruchung des Werk-
stoffs AlSi8Cu3 ND verglichen. Dazu wurde das viskoplastische Chaboche Modell in
der Version mit sieben Parametern und jeweils einer Entwicklungsgleichung fiir kinema-
tische und isotrope Verfestigung, als ABAQUS User Material (UMAT) implementiert.
Beide Modelle wurden fiir den Vergleich an den stabilisierten Zustand der Legierung Al-
Si8Cu3 ND bei thermisch-mechanischer Belastung angepasst. Mit diesen Anpassungen
wurde der TMF-Zyklus in einem Zylinderkopf fiir das Chaboche und das TLV Modell
berechnet. Dabei zeigen sich nur geringe Unterschiede der berechneten Hysteresen am

kritischen Ort des Zylinderkopfes, wie in Abbildung 5.1 gezeigt.

Die beobachteten Unterschiede sind eher den unterschiedlichen Optimierungsergebnissen
fiir die Materialparameter zuzuschreiben, als dem Unterschied in den beiden Modellen.
Zu &hnlichen Ergebnissen kommt auch Verger in [86]. Beide Modelle sind in der Lage
viskoplastisches Verhalten im Hochtemperaturbereich adédquat zu beschreiben. Der Vor-
teil des TLV Modells liegt in der Implementierung im FEM Code ABAQUS, womit ein
effizienter Algorithmus vorliegt und die Pflege der selbstprogrammierten UMAT entfallt.

Fiir das weitere Vorgehen wurde ausschliellich das TLV Modell verwendet.
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5.2 Alterungsverhalten

5.2 Alterungsverhalten

Fir die Beschreibung des Alterungsverhaltens der eingesetzten Aluminiumgusslegierun-
gen wird das im Kapitel 2.2.4 vorgestellte Alterungsmodell nach Shercliff und Ashby

verwendet.

Das Two Layer Viscoplastic Modell zur Beschreibung des Verformungsverhaltens und
das Modell nach Shercliff und Ashby zur Beschreibung des Alterungsverhaltens werden
kombiniert. Dies erfolgt tiber eine Beeinflussung der Fliessgrenze o, und der nichtlinea-
ren kinematischen Verfestigung C' tiber die alterungsabhangige Streckgrenze, welche iiber
das Alterungsmodell als Funktion von Temperatur und Zeit beschrieben ist. Bei diesem
Vorgehen wird zum einen die Annahme getroffen, das Verformungs- und Alterungs-
verhalten voneinander unabhéngig sind. Zum anderen, dass das temperaturabhéngige
Verhalten der Materialparameter von der Alterung unabhéngig ist. Dieses Vorgehen ist
im Detail von Guillou in [88] beschrieben. Die Diffusionsvorgénge der Alterung sind
nicht unabhéngig von plastischer Verformung, wie man aus den Harteversuchen an ge-
laufenen Zylinderkopfen erkennen kann. Jedoch wird durch die gleichzeitige anisotherme
Anpassung beider Modelle fiir die hochbeanspruchten Bereiche eine gute Beschreibung

des Verformungsverhaltens bei der TMF Beanspruchung erreicht.

Verglichen mit der urspriinglichen Formulierung des Shercliff Ashby Modells werden die
Gleichungen und Parameter reduziert, so dass eine phanomenologische Beschreibung
des Alterungsverhaltens moglich ist, zugleich aber die Anzahl der zu bestimmenden
Parameter verringert ist. Wie in 4.3 und im Detail in [88] vorgestellt, lasst sich mit
dem Modell nach Shercliff und Ashby die Rp plastische Dehngrenze als Funktion der

temperaturkorrigierten Zeit R(P) beschreiben. Die temperaturkorrigierte Zeit bestimmt

mit der Aktivierungsenergie ()4 und der temperaturkorrigierten Peakzeit P,. Die Streck-

sich zu:

grenze ergibt sich aus den einzelnen Beitrdgen der intrinsischen Festigkeit o;, der Aus-
scheidungen o,,; und der Mischkristallhartung o, als Funktion der temperaturkorri-
gierten Zeit.

Ry(P) = 0i + opp + 045 (5.2)
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Der Festigkeitsbeitrag zur Streckgrenze durch die Ausscheidungshértung ergibt sich

zu:

. PTexp(—24) 1/6
(1 — eop(—Z))(1 — eap(~LeEd) ) 2
Oppt = Aoppt 512 (5.3)
1+ £

mit den Parametern Doy, P, der temperaturkorrigierten Zeit bis zum Festigkeitspeak

und der Zeitkonstante 7.

Die Beitrige aus der Mischkristallhdrtung zur Festigkeit errechnen sich nach folgender
Formel mit dem Parameter Doy:

2/3
3/2 3/2 PTexp (— 24
USS:<(AUS¢M(§§;>) (0222 (3o (~22))" e <<>>> o

7 ist Uiber den Parameter K mit der Peakzeit ¢, verbunden:

T = Kltp (55)

Fiir jede Hysterese wird die temperaturkorrigierte Zeit mit der Annahme berechnet, dass
der Beitrag zur Alterung nur wahrend der Haltezeit bei Maximaltemperatur entsteht.
Das heifit, dass sich die temperaturkorrigierte Zeit P fiir jeden Versuch durch optionale

Vorauslagerung P;,; und die aktuelle Zyklenzahl n

ot Qa
P = Py, — 5.6

ergibt. dt ist dabei die Dauer der Haltezeit.

Fir die Beschreibung der alterungs- und temperaturabhéngigen Streckgrenze wird im

Verformungsmodell die Beschreibung entsprechend folgender Gleichung verwendet.

mit der Streckgrenze R,(P) entsprechend Gleichung 5.2 und K;(7') fiir die Beschrei-
bung der Temperaturabhangigkeit der Streckgrenze. Dabei wird angenommen, dass die

Temperaturabhéngigkeit von der Alterung entkoppelt ist. Da sich das Verfestigungsver-
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halten bei plastischer Verformung je nach Alterungszustand ebenfalls verandert wird der

Koefizient der kinematischen Verfestigung C' durch folgende Gleichung beschrieben.

C(T,P) = [R, (P) — KoT] K5 (T) (5-8)

wobei K; und K, zu bestimmende Materialparameter sind. Bei konstanter aktueller
Temperatur ist das Verhalten von C' linear mit dem Alterungsterm fiir die Festigkeit
R. Durch einfache Regression von C(7, P) nach R(P) fir verschiedene Temperaturen
erhélt man Ky und Ks;.

5.3 Bestimmung der Materialparameter

Damit die Anzahl der zu bestimmenden Parameter reduziert wird und ein glattes Ver-
halten der Materialparameter iiber der Temperatur erreicht wird, wurde die fiir jeden
Materialparameter typische Temperaturabhéngigkeit bestimmt. So muss nicht fiir jeden
Temperaturstiitzpunkt ein Parameterwert optimiert werden, sondern nur die Koeffizien-
ten der jeweils zugehorigen temperaturabhangigen Funktion. Dieses Vorgehen reduziert
die Anzahl der anzupassenden Parameter deutlich. Die Bestimmung des temperaturab-
héngigen Verhaltens erfolgte durch Parameterbestimmung fiir isotherme LCF Versuche
bei Temperaturen von 20, 150, 175, 200, 225, 250, 275 und 300°C. Dabei wurden durch
isotherme Vorauslagerung verschiedene Alterungszustéinde eingestellt. Die LCF Versu-
che wurden fiir jede Temperatur mit drei Zyklen ohne und drei Zyklen mit Haltezeit
durchgefiihrt. Abbildung 5.2 zeigt den Vergleich des angepassten Verformungsmodells
mit der experimentellen Hysterese fiir eine Kombination von aktueller Temperatur und

Vorauslagerung.

Durch Auftragung der bestimmten Parameter iiber zugehoriger Temperatur lassen sich
nun die Temperaturfunktionen der jeweiligen Materialparameter bestimmen. Abbildung
5.3 zeigt die Temperaturabhingigkeit von E-Modul (links) und Streckgrenze (rechts)

und die jeweils beschreibende Funktion erster und zweiter Ordnung.

Tabelle 5.1 gibt die aus diesen Anpassungen bestimmten Temperaturfunktionen fiir das

Verformungsmodell und die Anzahl an jeweils notigen Koeffizienten um die temperatur-
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Abbildung 5.2: Vergleich der Versuchshysterese mit dem angepassten Modell fiir 300°C

abhéngige Funktion zu bestimmen. Da in dem Materialeingabedeck fir ABAQUS eine
tabellarische Angabe als Funktion der Temperatur gefordert ist, kann so die Anzahl
an Parametern, welche fiir das anisotherme Verhalten des Werkstoffes benotigt werden,
reduziert werden und zugleich eine konsistente und feine Bereitstellung der ABAQUS-
Eingabedaten erfolgen. Auf Penalty-Funktionen wéahrend der Optimierung, die ein mit
Temperatur fallendes oder zunehmendes Verhalten des jeweiligen Materialparameters

erzwingen, kann so verzichtet werden.

Die Parameterbestimmungen erfolgen mit MATLAB und der CMAES Optimierungsrou-
tine (siche 2.4.3). Dazu wurden die ABAQUS Materialmodelle in MATLAB implemen-
tiert. Dies macht eine schnelle Optimierung der Materialparameter moglich, da fir die
zahlreichen Funktionsaufrufe des Optimierers fiir die Integration des Materialmodells bei
der Berechnung der anzupassenden Hysterese auf einen Aufruf von ABAQUS verzich-
tet werden und die gesamte Optimierung innerhalb der MATLAB Umgebung stattfin-
den kann. Um die aktuelle Parametersatzgiite als Minimierungsfunktion bereitzustellen,

wird die Fehlerquadratmethode zwischen Versuchsdaten und dem Ergebnis der Mate-
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Abbildung 5.3: Temperaturabhéngigkeit der Parameter E-Modul und Streckgrenze; Die
Werte der isothermen Einzelanpassungen in blau und die abgeleitete
Temperaturfunktion in rot)

rialmodellintegration verwendet, sieche Abschnitt 2.4.2. Abbildung 5.4 zeigt den Ver-
gleich zwischen einer TMF-Versuchshysterese und dem Materialmodell mit dem Para-
metersatz der globalen Anpassung fiir alle Experimente. Dieser Parametersatz gibt den
besten Kompromiss fiir die Beschreibung der Verformung aller zur Optimierung heran-
gezogenen Experimente. Fiir einzelne Experimente ergeben sich Abweichungen im Span-
nungsverlauf. Diese Abweichungen kénnen der Streuung in der Verformungsantwort der
verschiedenen Proben aufgrund kleiner Unterschiede in der Mikrostruktur zugeschrieben
werden, wie lokale Seigerungen oder Einfliisse der Kornstruktur in der Messstrecke der
Probe.

5.4 Praobabilistische Interpretation

Betrachtet man das in Abschnitt 4.2 beschriebene Lebensdauerverhalten bei TMEF-
Beanspruchungen, so kann man daraus schlieflen, dass fir die auftretenden Streuungen
der Lebensdauer zwei Effekte verantwortlich sind. Zum einen variiert die Beanspruchbar-
keit, also das spezifische Ermiidungsverhalten einer konkreten Probe. Fiir diese Streu-

ung sind unterschiedliche Auspriagungen an moglichen Defektorten, wie qualitative und
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H Parameter H Anzahl der Koeflizienten \ Funktion H
E 2 E=F -T+ Ey
o 3 oo=03-T>+0y- T+ 0y
K, 2 Ky =Ky -TH Ky
K, 3 Ky =Ky - T? 4+ Koy - T + Kog
¥ 1
Jv 2 Jv="»fvi-T+ fva
n 1
. 1 — Y
R 1

Tabelle 5.1: Temperaturabhéngigkeiten der Materialparameter des viskoplastischen
Modells

quantitative Auspragung der Porositdt, eutektischem Anteil und sekundaren Phasen
verantwortlich. Zum anderen unterliegt auch die Beanspruchung selbst einer Streuung.
Im TMF-OP-Belastungsfall an Al-Si-Gusslegierungen bedeutet dies, welche Spannung
in der jeweiligen Probe induziert wird. So kommt es auch bei gleichen Versuchsparame-
tern von Temperatur- und Dehnungsverlauf zu unterschiedlichen Spannungsantworten,
was verallgemeinert als Streuung des Festigkeitsverhaltens der Probe bezeichnet werden
kann. Die Ursachen dafiir liegen wiederum auf der Mikroebene, wo eine unterschied-
liche Ausprédgung von Ausscheidungszustand, Mischkristall und Kornstruktur fiir eine
Variation der Festigkeit veantwortlich ist. Die Langenskalen von Probendurchmesser
gegeniiber Dendriten und Kornstruktur lassen auf ansisotrope Effekte hinsichtlich der
induzierten Spannung schlieen. Damit konnen einzelne Korner Verhalten in der Mes-
strecke dominieren und die Voraussetzung fiir Isotropie, namlich die Mittelung iiber eine
Vielzahl anisotroper Korner, ist verletzt. Berechnet man nun einen Schadigungsparame-
ter zur Beschreibung der Lebensdauer, so wird diese Variation der Spannungsantworten
bei der Parameterberechnung berticksichtigt. Das Modell mit dem hochsten Regressi-
onskoeffizienten ist am besten in der Lage das Lebensdauerverhalten und Variationen
in den Belastungen zu beschreiben. Im Allgemeinen wird dann bei der Bewertung der
Lebensdauer eines Bauteils ein deterministisches Verformungsmodell mit dem Lebens-
dauermodell und zugehoriger Streuung zur Bewertung einer Lebensdauer mit 50 oder
10% Ausfallwahrscheinlichkeit kombiniert. Wird auf diese Weise vorgegangen, so ver-
nachléssigt man die Streuung in der Lebensdauer, welche aufgrund der Streuung in den
Spannungen der Verformungsantwort des Werkstoffes entsteht. Dies kann zu einer nicht

konservativen Abschatzung der Lebensdauer fithren, da die Streuung der berechneten
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Abbildung 5.4: Globale Anpassung des Verformungsmodells

Lebensdauern unterschéatzt werden kann.

Im Folgenden wird versucht die beiden fiir die Gesamtstreuung verantwortlichen Streu-

ungen einzeln zu beschreiben.

5.4.1 Streuung der Verformungsantwort

Typischerweise erfolgt die Bestimmung der Materialparameter, wie in Abschnitt 5.3 be-
schrieben, fiir alle Versuche zugleich. Als Ergebnis erhélt man einen Satz an Modellpara-
metern, die eine Beschreibung aller Versuche zulésst, sozusagen einen Mittelwertsatz fiir
die vorliegenden Versuche, im folgenden globale Parameter genannt. Um die Streuung
der Spannungsantworten, also der Beanspruchung, beschreiben zu kénnen, werden die
Modellparameter fiir jeden Versuch einzeln bestimmt. Dies erfolgt durch eine Parame-
terbestimmung bei der die Fehlerquadratsumme der Optimierung nur fiir einen Versuch
gebildet wird; man erhélt individuelle Parameter fiir das Verformungsmodell. Diese Art
der Bestimmung ermdglicht eine sehr gute Beschreibung der Verformungsantwort der

einzelnen Experimente. Abbildung 5.5 zeigt den Vergleich des angepassten Verformungs-
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modells und zugehoriger TMFE Hysterese. Es wird ersichtlich, dass das Modell in der Lage
ist den einen Versuch sehr gut zu beschreiben. Vergleicht man hierzu das Modell mit
globalen Parametern in Abbildung 5.4, so wird klar, dass die geringen Abweichungen
des Verformungsmodells mit globalen Parametern von der Festigkeitsschwankung der

spezifischen Probe herriihren.
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Abbildung 5.5: Individuelle Anpassung des Verformungsmodells

Die verschiedenen individuellen Parametersiatze ermoglichen es nun, eine Verteilung fiir
jeden Parameter aufzustellen. Als Verteilung der Parameterwerte wird eine Gaufifunk-
tion gewéhlt, so dass jeder Parameter durch Mittelwert und Standardabweichung be-
schrieben werden kann. Abbildung 5.6 zeigt dies fiir den Parameter n. Mit dieser Ver-
teilung fiir jeden Parameter ist man nun in der Lage, zuféllig einen Wert fiir jeden
Modellparameter zu ziehen und einen wvirtuellen Versuch zu generieren, ein Beispiel ist
in Abbildung 5.7 gezeigt. Dabei liegt die Annahme zugrunde, dass die Verteilung der
Materialparameter in der Grundgesamtheit auf Basis der vorliegenden Versuchsdaten ab-
geschatzt werden darf. Geht man in dieser Weise vor, so ist man in der Lage die Streuung

der induzierten Beanspruchungen in einer Monte-Carlo Simulation zu beriicksichtigen.
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Abbildung 5.6: Verteilung des Parameters n bestimmt aus den duchgefiithrten Versuchen

5.4.2 Streuung der Schadigung

Fiir die Bewertung der Streuung der Schadigung wird das in Abschnitt 4.2.4 vorgestellte
bruchmechanische Energiekriterium nach Dowling herangezogen. Der Schadigungspa-
rameter besteht aus elastischer und plastischer Energie und ist gut in der Lage die
Lebensdauer unter TMF-OP-Beanspruchung fiir die untersuchte AlSi-Legierung zu be-
schreiben.Die Giite des Parameters zur Beschreibung der TMF-Lebensdauer lédsst sich
mit dem Korrelationskoeffizienten R beschreiben, der den Korrelationsgrad zwischen
den experimentellen Lebensdauern und den berechneten Schidigungsparameterwerten
angibt. Fiir die Legierung AlSi8Cu3 SK betrigt R? = 0,9 und zeigt damit, dass der
Energieterm in der Lage ist das Schadigungsverhalten adédquat zu beschreiben. Dabei
sind die Unterschiede in der Beanspruchung beriicksichtigt, da die Werte des Schadi-
gungsparameters aus den Versuchsergebnissen berechnet sind. Abbildung 5.8 zeigt die

Auftragung des Parameters iiber der beobachteten Lebensdauer.

5.4.3 Gesamtstreuung der Lebensdauer

Mit dem gewéhlten Ermiidungskriterium und dem Verformungsmodell mit globalen Pa-
rametern und zugehorigen Verteilungen sind wir nun in der Lage die einzelnen Beitrage

zur Streuung zu quantifizieren. Um die Beitrage der Beanspruchung und der Beanspruch-
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Abbildung 5.7: Vergleich eines virtuellen Versuchs mit dem Modell mit globalen
Parametern

barkeit zu bestimmen werden alle TMF-Versuche nachgerechnet. Dies wird fiir jeden
Versuch mit dem Verformungsmodell mit globalen Parametern und als virtuelle Versu-
che mit zufallig entsprechend der Verteilungen der Modellparameter durchgefiihrt. Die
Schédigungsparameter des Lebensdauerkriteriums werden fiir experimentellen Hystere-
sedaten genannt Pgxp, die mit dem globalen Verformungsmodell berechneten Pgopar

und die virtuellen Versuche Py ;4o berechnet.

Um die beiden Beitrédge zur Gesamtstreuung zu bestimmen, werden die in Abbildung
5.9 gezeigten Auftragungen gemacht. Dabei wiirden zwei Wiederholversuche, welche un-
terschiedliche Lebensdauer und unterschiedliche Hysteresedaten aufweisen in der Dar-
stellung Prpxp — Ny auf zwei Ppxp Niveaus liegen in der Auftragung Pgiopes — Ny jedoch
gleichen Py haben, da das globale Verformungsmodell die exakt gleichen Hystereseda-
ten fiir die Wiederholversuche ergibt. Die Regression Pgiope — Ny mit dem Koeffizienten
R2 wird im Allgemeinen schlechter als der Koeffizient R? fiir Pgxp — N 7 sein. Durch die
Bestimmung des Korrelationskoeffizienten Rg aus Paiopat — Prxp lasst sich mit Hilfe der
partiellen Korrelation R, iiberpriifen ob R? - R3 ~ R} gilt. Dafiir muss R, gegen Null
gehen. Dies bedeutet, dass die Korrelationskoeffizienten R; und R3 in der Lage sind
Rs vollstéandig zu beschreiben. Ist dies der Fall so kann die beobachtete Gesamtstreu-
ung der Versuche durch die Streuung der Beanspruchung und Beanspruchbarkeit erklart
werden. Als weiterer Indikator sollte der Korrelationskoefizient R? aus Pyirtuen — Pexp

den gleichen Wert wie R annehmen.
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Abbildung 5.10: Beschreibung der Lebensdauer mit dem Energieparameter A.J, berech-
net mit globalen Parametern

Der Korrelationskoeffizient fiir die Beschreibung der Versuchsdaten mit dem Lebensdau-

erkriterium betrigt R? = 0,90, wie in Abbildung 5.8 gezeigt.

Fiir die Berechnung der Versuche mit dem Verformungsmodell und globalen Modellpara-
metern ergibt sich der Korrelationskoeffizient von R = 0.71. Der Verlust an Korrelation
ergibt sich aus den berechneten Hysteresedaten. Diese beschreiben die unterschiedlichen

induzierten Beanspruchungen der einzelnen Proben nicht.

Der Regressionskoeffizient fiir den Schadigungsparameterwert Pgjope aus dem globalen
Verformungsmodell gegen den Wert des Schédigungsparameter Ppxp fiir die experi-
mentellen Hysteresedaten betragt R% = 0,86. Fiir die Korrelation Py uen gegen Paiopal
ergibt sich mit Koeffizient R? = 0,92 ungefihr der gleiche Korrelationskoeffizient. Die
beiden Auftragungen sind in Abbildung 5.11 gezeigt.

Eine Berechnung des partiellen Korrelationskoeffizienten R, zwischen den Ry und den
Korrelationskoeffizienten R, und R3 mit
Ry — Ry - R

:\/1—R§-\/1—R§

ergibt Rf, = 0,01. Dies bedeutet, das die Streuungen der Beanspruchung und der Be-

(5.9)

R,

anspruchbarkeit die gesamte Streuung der Lebensdauer entsprechend den gezeigten An-

teilen erkléaren konnen. Die Monte-Carlo Simulation des Verformungsverhaltens zur Ge-
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Abblldung 5.11: PGlobal gegen PEXP und PGlobal gegen PVirtuell

nerierung der virtuellen Versuche erfolgte mit einer Ziehungsanzahl entsprechend den
forliegenden TMF-Versuchen. Die Monte-Carlo Simulation wurde deswegen wiederholt
durchgefiihrt, um die Stabilitat der aus ihr bestimmten Koeffizienten zu tiberpriifen. Fiir
den Wert, R]% existiert dementsprechend keine feste Schranke, sondern er kann nur ein

starkes Indiz darstellen.

5.5 Diskussion

Die Vorarbeiten zur Verformungsmodellierung bestatigten das ABAQUS Two Layer Vis-
coplastic Modell als vielversprechendes Modell fiir die Verformungsbeschreibung von Al-
Si-Gusslegierungen im Hochtemperaturbereich. Die numerisch aufwendige UMAT Imple-
mentierung des Chaboche Modells musste daher nicht weiter verfolgt werden. In Kombi-
nation mit dem Alterungsmodell nach Shercliff und Ashby konnte bereits in den Vorar-
beiten gezeigt werden, dass die relevanten Hochtemperatureffekte der AlSi-Legierungen

beschrieben werden konnen.

Fir die untersuchte AlSi8Cu3 ergab sich in den Vorarbeiten zur Modellierung kein er-
folgversprechender Weg iiber eine isotherme Modellierung. Das zyklische Werkstoftver-
halten zeigt bei den untersuchten Legierungen aufgrund der Alterung deutliche Entfe-
stigungseffekte und macht eine Beschreibung der Alterung im Verformungsmodell er-
forderlich. Um eine anisotherme Optimierung mit physikalisch sinnvollen Ergebnissen

zu ermoglichen, war die Definition von Temperaturfunktionen fiir die einzelnen Mo-
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5.5 Diskussion

dellparameter zielfithrend. Dadurch wurde die Optimierung vereinfacht, da komplizierte
Penalty-Funktionen [169] in der Fehlerquadratsumme entfallen konnten. Diese Penalty-
Funktionen sind bei einer Optimierung in der Temperatur diskreter Parameter notwen-
dig, um ein phanomenologisch sinnvolles Verhalten iiber der Temperatur als Ergebnis
der Optimierung zu erzwingen. Die anisotherme Opimierung erméglichte eine Vergro-
Berung der Datenbasis fiir die Anpassung und zugleich die simultane Anpassung von
Verformungs- und Alterungsmodell. Dies fiihrte zu sehr guten Ergebnissen der Mate-

rialmodellanpassung.

Die probabilistische Interpretation bietet zum einen konkrete Ergebnisse fiir die Ausle-
gungsarbeit, da die komplette Streuung der Anrisslebensdauer in der Bauteilbewertung
beriicksichtigt werden kann. Dies wird moglich, da die Streuungen in der Verformungs-
antwort durch Schadigungsparameter, bei denen diese eingehen, durch die Betrachtung
der Verformungsstreuung im Modell berticksichtigt werden kénnen. Zum anderen kann
auch eine Monte-Carlo Simulation mit statistischen Verteilungen fiir die Materialpara-
meter erfolgen. Dies ist notig, wenn man fiir ein robustes Design alle Streuungen be-
riicksichtigen will. Insbesondere kann so die Wechselwirkung zwischen Variationen im
Materialverhalten und der Geometrie auf die resultierende Beanspruchung untersucht

werden.
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Kapitel 6

Beanspruchungscharakterisierung

In diesem Kapitel wird die thermisch-mechanische Beanspruchung im Zylinderkopf des
Ottomotors hinsichtlich verschiedener Aspekte charakterisiert und der Beanspruchung
im Werkstoffversuch gegeniibergestellt [170]. Hieraus wird abgeleitet, in wieweit die in
den begleitenden Werkstoffuntersuchungen realisierten Beanspruchungen mit denjenigen

im betrachteten Bauteil vergleichbar sind.

Die Beanspruchungssituation im TMF-Zyklus wird hinsichtlich der wesentlichen Merk-
male charakterisiert. Im Einzelnen wird dazu der TMF-Zyklus iiber den im Zylinderkopf
vorliegenden Phasenbezug, die zugehorige Dehnungsbehinderung sowie die Veranderung
dieser Groflen bei transienter thermischer Belastung am kritischen Ort im Zylinderkopf
untersucht. Desweiteren wird auf den Grad der Mehrachsigkeit und die vorliegenden
Dehnraten im TMF-Zyklus eingegangen. Die vorliegende Uberlagerung des TMF-Zyklus
mit aus den einzelnen Verbrennungsvorgéangen resultierenden HCF Amplituden wird den
aus vorliegenden Ergebnissen aktueller Untersuchungen zu TMF-HCF Uberlagerung an
AlSi-Legierungen gegentibergestellt. Im letzten Abschnitt des Kapitels wird detailliert
die Auswirkung der verdnderten Festigkeit, aufgrund der Alterungsvorgange, auf die

lokal resultierenden-TMF Beanspruchung untersucht.
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6.1 Modellbeschreibung

6.1 Modellbeschreibung

Fiir die Charakterisierung der Beanspruchung in Zylinderképfen von Ottomotoren wur-
den Berechnungen mit dem Finite Elemente Programmsystem ABAQUS durchgefiihrt.

Fiir den berechneten Motor lagen Ergebnisse aus Temperaturmessungen und Dauer-

2]
K=y

;Y

Ny [
Ty

e B )

Abbildung 6.1: FE-Modell des BMW Reihensechszylindermotors mit und ohne Darstel-
lung des Elementnetzes

lauftests vor. So waren Vergleichsmoglichkeiten fiir die Modelle gegeben. Abbildung 6.2
zeigt die verschiedenen Elemente und Bereiche des Zylinderkopfs. Das Modell stellt den
Montageverbund fiir einen BMW Reihensechszylinder Ottomotor bestehend aus dem
Zylinderkopf mit Ventilsitzringen, Ventilfiihrungen, Ziindkerzen und Zylinderkopfdich-
tung und dem Kurbelgehéuse, als Mg—Al Verbundkurbelgehduse mit Aluminiuminsert
und Magnesiumumguss, iiber die Zylinderkopfverschraubung dar [171]. Um die Rechen-
zeit in einem vertretbaren Rahmen zu halten, wurden im FE-Modell nur zweieinhalb
Zylinder mit entsprechenden Randbedingungen in der Trennungsebene dargestellt. Das
FE-Modell (siche Abbildung 6.1) besteht aus 299172 Knoten und 191490 Elementen.
Bei dem Elementtyp handelt es sich um Tetraeder mit modifizierter quadratischer An-
satzfunktion (ABAQUS Elementtyp C3D10M).
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Abbildung 6.2: Geometrie des Zylinderkopfes

6.2 Thermische Analyse

Das im Motorbetrieb auftretende Temperaturfeld ist die mafigebliche Belastung fiir das
TMF-Problem im Brennraumbereich. Daher kommt der Analyse der Temperaturvertei-
lung und der damit verbundenen lokalen Temperaturamplituden wéhrend des Motorbe-
triebs eine entscheidende Bedeutung zu. Der CAE-Prozess zur Analyse der thermisch-
mechanischen Belastung ist in Abbildung 6.3 dargestellt. Im ersten Schritt wird die
Berechnung des thermodynamischen Prozesses im Motor mit dem Software-Tool GT
Power fiir die Analyse des Ladungswechsels durchgefiihrt. Der zweite Berechnungsschritt
ist die dreidimensionale Simulation der Verbrennung fiir die das CFD (engl: computa-
tional fluid dynamics: CFD) Software-Tool FIRE verwendet wird; Abbildung 6.4 zeigt
die Stromung am Ventil wahrend des Ladungswechsels. FErgebnisse dieser Analysen fiir
die Bewertung der thermisch-mechanischen Belastung sind, zum einen die Informationen
iiber die Warmemengen, welche in die verschiedenen Strukturbereiche tibertragen wer-
den, und zum anderen die Verbrennungstemperaturen und die Warmeiibergangszahlen,

welche den lokalen Warmeiibergang beschreiben.

Die Ergebnisse dieser beiden Rechnungen werden als Randbedingung fiir die CFD-

Analyse des Wassermantels und die konjugierte Warmetibergangsanalyse (engl: conjuga-
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Abbildung 6.3: Ubersicht des CAE Prozesses zur thermomechanischen Bewertung eines
Zylinderkopfes

te heat transfer: CHT) mit dem Programm STAR CD verwendet. Mit dieser Berechnung
ist die Temperaturfeldprognose in der Stromung des Kiithlmittels und in der Struktur des
Zylinderkopfs moglich. Dabei wird iterativ in einer Berechnung das Stromungsverhalten,
der Warmetibergang und die Warmeleitung von Kiithlmittel und Struktur ermittelt. Ab-
bildung 6.5 zeigt das CHT-Berechnungsmodell des fiir die Analysen verwendeten BMW
Reihensechszylindermotors. Die anschlieSende nichtlineare Strukturanalyse mit dem FE
Programm ABAQUS unter Berticksichtigung der thermischen, zeitlich verdnderlichen
Belastung mit ihren rdumlichen Gradienten liefert die thermomechanische Beanspru-

chung des Zylinderkopfes [172-175].

6.2.1 Berechnung langsamer thermischer Wechsel

Abbildung 6.6 zeigt das fiir den Nennleistungspunkt berechnete Temperaturfeld im Kur-
belgehduse (links) und im Zylinderkopf (rechts). Der Bereich der Brennrdume weist
deutlich hohere Temperaturen als die umgebende Struktur des Zylinderkopfs auf. Im
Brennraumbereich treten Temperaturen von 150 °C bis zu 280 °C auf. Die Abgasseite
um die Auslasskanile von den Auslassventilen im Brennraum bis zu der Flanschfla-

che zum Abgaskrimmer weist das hochste Niveau mit Temperaturen im Bereich von
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Abbildung 6.5: Konjugiertes Struktur- und Stromungsmodell zur
Temperaturfeldberechnung

250 °C bis 280 °C auf. Die Einlassseite und der Ol- und Wasserraumbereich, sowie die
peripheren Strukturen zeigen ein Temperaturniveau zwischen 100 °C und 130 °C. Im
Kurbelgehédusebereich sind die ungekiihlten Stege zwischen benachbarten Zylindern die

Bereiche maximaler Temperatur. Hier werden Temperaturen bis zu 250 °C erreicht.

In Abbildung 6.7 wird die Temperaturverteilung im Brennraumdach ohne die Ventil-
sitzringe und die Ziindkerze gezeigt. Hier wird deutlich, dass der Schwerpunkt des Tem-
peraturfeldes nicht mittig, sondern zu den Auslasskanilen verlagert liegt. Die maxima-
len Temperaturen im Brennraumdach treten im Ventilsteg zwischen Auslass- und Aus-
lassventil und zur Ziindkerze hin auf. Der Einlass-Einlassventilsteg weist die niedrigsten
Temperaturen um 170 °C auf. Die Ventilstege zwischen Einlass- und Auslassventilen

weisen am Ort des geringsten Abstandes Temperaturen von ca. 230 °C auf. Dabei wird
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Abbildung 6.6: Temperaturverteilung bei voller Leistung und normalen Betriebsbeding-
ungen der Kiithlung im Kurbelgehduse und Zylinderkopf

eine leichte Asymmetrie zwischen den beiden Einlass-Auslassventilstegen sichtbar. Diese
kann auf das nicht symmetrische Stromungsfeld im Wassermantel und daraus resultie-

rende Unterschiede in den Wérmeiibergdngen zuriickgefiithrt werden.

Abbildung 6.7: Temperaturverteilung im Brennraumdach

Betrachtet man das Temperaturfeld in einem Léngsschnitt durch den Zylinderkopf (siehe
Abbildung 6.8) so wird deutlich, dass Temperaturen iiber 150 °C nur in sehr begrenzten
Bereichen um das Brennraumdach vorliegen. Die umgebenden Bereiche oberhalb des
Brennraumdachs liegen mit Ausnahme der Auslasskanéile auf dem Niveau der Medien-

temperaturen und damit zwischen 80 °C und 130 °C.

Fiir langsame thermische Wechsel wie Start-Stopp-Betrieb im Fahrzeug wird das statio-
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Abbildung 6.8: Temperaturfeld im Langsschnitt des Zylinderkopfes

nar erreichte Temperaturfeld mittels CHT-Analyse berechnet. Der TMF-Zyklus ergibt
sich dann aus dem Wechsel zwischen diesem Temperaturfeld und dem riickgekiihlten iso-
thermen Motor bei Minimaltemperatur. Bei dieser Vorgehensweise wird im Folgenden

von quasi-stationaren Temperaturwechseln gesprochen

6.2.2 Berechnung schneller thermischer Wechsel

Fiir eine Analyse transienter Vorgénge war eine Berechnung der zeitlich veranderlichen
Temperaturfelder mit der CHT-Methode nicht moglich. Die Analyse schneller Betrieb-
spunktsanderungen oder eines Thermoschockzyklus und der resultierenden Tempera-
turfelder wurde mit einer sequentiellen Fluid-Strukturanalyse durchgefiithrt. Dazu wur-
den die in der CFD-Analyse berechneten Warmeiibergangskoeffizienten im Wasserraum
auf die Struktur tibertragen und die instationdre Warmeleitgleichung der Zylinderkopf-
struktur fiir den thermischen Zyklus mit variablen Medientemperaturen mittels des FE-
Programmes ABAQUS gelost.
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6.3 TMF-Zyklus

Im Zylinderkopf entsteht die thermomechanische Belastung durch eine instationére und
inhomogene Temperaturverteilung. Diese wird durch Heifl-Kalt-Zyklen aus dem Start-
Stopp-Betrieb des Motors oder einer Variation der Last im Betrieb hervorgerufen. Der
zyklischen thermomechanischen Last wird die Montagelast als statische, mechanische
Vorlast iiberlagert. Die Montagelast besteht aus dem Verschrauben des Zylinderkop-
fes gegen das Kurbelgehduse, dem Einpressen der Ventilsitzringe und Ventilfiihrungen
und der Verschraubung der Ziindkerze. Zusétzlich konnen Eigenspannungen aus dem

Giefiprozess oder dem Abschrecken einer Warmebehandlung tiberlagert sein.

Im ersten Berechnungsschritt der FE-Analye werden die Montagekréfte der Zylinder-
kopfschrauben zur Verpressung der Zylinderkopfdichtung zwischen Kurbelgehause und
Zylinderkopf, die Vorspannung der Ziindkerze und das Ubermafl der Ventilsitzringe und
Ventilfiihrungen aufgebracht. Im zweiten Berechnungsschritt wird die Bauteiltempera-
tur aufgegeben und im néchsten Schritt wieder entfernt. Dies wird wiederholt bis sich
eine stabilisierte Spannungs-Dehnungsantwort einstellt. Bei der Verwendung eines rein
kinematisch verfestigenden Werkstoffmodells haben sich drei thermische Zyklen als aus-

reichend fiir eine stabilisierte Antwort erwiesen [108].

Fiir die Bewertung der aus dem Gasdruck resultierenden hochfrequenten Beanspruchun-
gen wurden zusatzliche Berechnungsschritte eingefiigt. Dazu wurde der maximale Gas-
druck bei Ziindung im Volllastfall auf alle gasbeaufschlagten Flachen aufgebracht und
wieder entfernt. Dies erfolgt entsprechend der Ziindreihenfolge aller Zylinder im Mo-
dell, um eine Auswertung der Spannungs- und Dehnungamplituden im Motorbetrieb zu

ermoglichen.

6.3.1 Phasenbezug

Um einen Uberblick iiber die Beanspruchungssituation und die jeweils vorliegende Pha-
senbeziehung zwischen Temperatur und mechanischer Belastung an anderen Stellen des
Brennraumdaches zu erhalten, wurden Punkte im Bereich der heiflen Zonen des Zy-
linderkopfes ausgewertet. Die Zeitverlaufe und Hysteresen sind von links nach rechts

in Abbildung 6.9 fiir die Wassermantelseite des Brennraumes auf Hohe des Einlass-
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6.3 TMF-Zyklus

Auslassventilsteges, am Injektor und fiir einen Punkt im Brennraumdach in Richtung
Zylindersteg dargestellt. Aus den Temperatur- und Dehnungs-Zeitverldufen lasst sich er-
kennen, dass fiir alle betrachteten Orte TMF-Out-of-Phase Phasenbeziehungen gelten.

Die Giiltigkeit dieser Beobachtung sollte noch an der jeweils ausgefithrten Geometrie des
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Abbildung 6.9: Spannungs-Dehnungshysteresen fiir Knoten im  Einlass-Auslass-
Ventilsteg auf der Wassermantelseite (links), im Injektor-Ziindkerzensteg
(Mitte) und an der Brennraumoberfliche (rechts)

Zylinderkopfes tiberpriift werden.

6.3.2 Dehnungsbehinderung

Entscheidend fiir die Gestaltung des Zylinderkopfes ist die Frage, ob die Dehnungsbe-
hinderung (Gleichung 2.2) eine reine geometrieabhingige Grofie ist oder selbst wiederum
vom Temperaturfeld abhéangt. Die Abhéngigkeit der Dehnungsbehinderung von den ent-
stehenden inneren Zwéangungen wird in diesem Abschnitt untersucht (siche Abschnitt
2.1.3). Abbildung 6.10 zeigt den zeitlichen Verlauf der Dehnungsbehinderung K fiir den

transient berechneten Thermoschockzyklus.
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Abbildung 6.10: Verlauf der Dehnungsbehinderung wéhrend des thermischen Zyklus

Das Temperaturfeld mit den lokalen Maximaltemperaturen fiir jeden Ort (Maximal-
temperaturfeld) wird bei 75 Sekunden erreicht. Die Dehnungsbehinderung K erreicht
ihr Maximum wéahrend des Aufheizens auf Maximaltemperatur. Dies kann durch die
zeitliche Verschéarfung des Temperaturgradienten zwischen Brennraum und umgebender
Bauteilstruktur erklart werden. Dieser rdumliche Temperaturgradient kann in Aufheiz-

und Abkitihlphasen stérker ausgepréigt sein als beim Maximaltemperaturfeld.

Der Effekt der lokalen Steifigkeitsverteilung auf die értliche Dehnnungsbehinderung lésst
sich nicht vom dem jeweiligen Temperaturfeld trennen. Die Reaktion in Form von in-
duzierten mechanischen Dehnungen und bestimmbaren lokalen Dehnungsbehinderungen
ist immer mit einem bestimmten Temperaturfeld verkniipft. Die resultierende Beanspru-
chung ist also immer thermisch-mechanisch und léasst sich nicht in einen thermischen und

einen mechanischen Anteil trennen.

Das Feld der thermischen Dehnungen wird tiber die Steifigkeitsverteilung des Bauteiles
durch ein Feld induzierter mechanischer Dehnungen entsprechend der globalen Einspann-
bedingung ausgeglichen. Dabei wird in schwécheren, gekerbten Bereichen tiberpropor-
tional mechanische Dehnung induziert zum Ausgleich der thermischen Dehnungen in
der Gesamtstruktur. Die vom Temperaturfeld erzeugten thermischen Dehnungen bilden

die Triebkraft, die tiber Bauteilsteifigkeitsverteilung und elastische und nicht-linear pla-
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6.3 TMF-Zyklus

stische Steifigkeit des Werkstoffes in ausgleichende mechanische Dehnungen umgesetzt

wird.

Abbildung 6.11 zeigt die Verteilung der Dehnungsbehinderung im Brennraumdach im
Nennleistungspunkt. Dabei kann man erkennen, dass es im Bereich der Einlass-Ausslass-
Ventilstege und der Stege zwischen Ziindkerze und Ventilsitzring jeweils zu lokalen Maxi-
ma der Dehnungsbehinderung kommt. Im Einlass-Auslasssteg liegen Dehnungsbehinde-
rungen von ca. 0,8 vor. Im Bereich der Stege zwischen Ziindkerze und Ventilsitzring wer-
den Werte grofler 1,5 erreicht. Dies zeigt, dass je nach lokaler Steifigkeit eine vollstandige
Dehnungsbehinderung iiberschritten werden kann und es zu zusétzlicher mechanischer

Beanspruchung aufgrund von Umlagerungen kommen kann.

L-CASE 1
Zhaeniuni K_gq

Abbildung 6.11: Verteilung der Dehnungsbehinderung K im Brennraumdach

Im Bauteil Zylinderkopf ergeben sich im heiflen Brennraumbereich die Orte maximal
induzierter mechanischer Dehnungen in den Stegbereichen zwischen den verschiedenen
Funktionselementen. Dabei sind im Allgemeinen vor allem die Stegbereiche betroffen,

die in Motorlangsrichtung durch benachbarte Brennrdume in der globalen Ausdehnung
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6.3 TMF-Zyklus

behindert sind. Die Stege zwischen den Auslassventilen sind, obwohl thermisch deutlich
hoher belastet, aufgrund der geringeren Dehnungsbehinderung in Motorquerrichtung
mechanisch niedriger belastet. Fiir die Stegbereiche um die Ziindkerze ergibt sich eine
Kombination von Dehnungsbehinderung aufgrund der benachbarten heiflen Brennrdume

und innerer Zwangungen im einzelnen Brennraumdach.

6.3.3 Variation der Minimaltemperatur

Die Minimaltemperatur, auf die nach dem Volllastfall abgekiihlt wird, wurde variiert und
der Einfluss auf die thermisch-mechanische Beanspruchung untersucht. Die thermischen
Berechnungen der Aufheiz- und Abkiihlvorgiange erfolgten nicht transient. Standardmaé-
Big erfolgt die Riickkiihlung auf 20°C. Zusétzlich wurden Untertemperaturen von 60°C
und -40°C berechnet. Dabei sollte untersucht werden, wie die lokale mechanische Deh-
nungsamplitude in einem thermischen Zyklus von der in Abschnitt 6.3.2 beschriebenen

Dehnungsbehinderung und der Temperaturschwingbreite abhangt.

Abbildung 6.12 zeigt die berechneten Spannungs-Dehnungshysteresen, der ersten drei
Temperaturzyklen am hochstbelasteten Knoten im Einlass-Auslass Ventilsteg fiir die drei
Varianten. Die sich einstellende plastische Dehnschwingbreite und die sich einstellenden
Spannungen zeigen keine signifikanten Unterschiede. Die kleineren Abweichungen der
Zugspannungen im Bereich des Riickkiihlens lassen sich durch eine unterschiedliche In-
krementierung aufgrund der automatischen Schrittweitensteuerung der FE-Berechnung

erklaren.

Abbildung 6.13 zeigt die mechanische Dehnung iiber der lokalen Temperatur aufgetra-
gen. Die mechanischen Dehnschwingbreiten fiir die drei Varianten mit verschiedenen
Untertemperaturen sind praktisch gleich. Daraus lasst sich schliefen, dass die Variation
der Untertemperatur nur eine hydrostatische Dehnungsanderung aufgrund der thermi-
schen Dehnung zur Folge hat, jedoch keine anderen mechanischen Dehnungen induziert
werden. Die Induzierung mechanischer Dehnungen, welche zu einer Forménderung und
damit zu einer Plastifizierung fiihren, erfolgt nur aufgrund der thermischen Gradienten
im Bauteil, die zusammen mit der Steifigkeitsverteilung im Bauteil aufgrund unterschied-

licher Querschnitte zu einem ausgleichenden mechanischen Dehnungsfeld fiithren.

Bei transienten Aufheiz- und Abkiithlvorgdngen resultiert daher zu jedem Zeitpunkt eine
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Abbildung 6.12: Spannungs-plastische Dehnungshysteresen fiir Untertemperaturen von
Ty = -40°C (rot), 20°C (grun) und 60°C (blau)
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Abbildung 6.13: Mechanische Dehnung gegen Temperatur fiir Untertemperaturen von
Ty = -40°C (rot), 20°C (grin) und 60°C (blau)
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6.3 TMF-Zyklus

andere Dehnungsbehinderung, welche jeweils zum akuellen Temperaturfeld gehort. Dabei
kann in transienten Vorgangen mit sehr kalten Bauteil- und Medientemperaturen eine
Verschéarfung der Belastungssituation entstehen. Durch die kalten, &ufleren Bereiche des
Bauteils, die thermisch tréger reagieren, erfolgt in den Aufheiz- und Abkiihlphasen eine
verstarkte Dehnungsbehinderung des thermisch deutlich schneller reagierenden Brenn-
raumbereiches. Dies kann zu deutlich verschéirften Beanspruchungsbedingungen z.B. in

Tieftemperaturthermoschocks fithren, wie in Abschnitt 6.3.4 beschrieben wird.

6.3.4 Transiente thermische Belastung

Als relevanter Belastungsfall fiir den Zylinderkopf wird im folgenden Abschnitt die
mechanische Beanspruchung im Zylinderkopf bei einem Thermoschockversuch unter-
sucht. Mit der in Abschnitt 6.2.2 beschriebenen Modellierungsmethodik, wurde fiir einen
Thermoschockzyklus die Temperaturfeldanalyse und nachfolgend die thermomechani-
sche Strukturantwort berechnet. Fiir einen Abgleich der transienten thermischen Ant-

wort wurden gemessene Temperaturverldufe verwendet.

Im Thermoschockversuch wird das zyklische Aufheizen und Abkiihlen des Motors bei
Start-Stopp-Betrieb im Fahrzeug iiber die Lebensdauer des Motors in verkiirzter und ver-
scharfter Form gepriift. Der Motor wird auf einem speziellen Priifstand betrieben, auf
dem sich schnelle Abkiihlzeiten realisieren lassen. Nach einer kurzen initialen Startphase
wird der Motor im Punkt maximalen Moments betrieben, danach folgt der Nennlei-
stungspunkt. In diesen Phasen wird das anfinglich kalte Kiihlmittel bis zur maximalen
Betriebstemperatur aufgeheizt. Sobald das Kithlmittel Maximaltemperatur erreicht folgt
die néchste Programmphase, in der der Motor im Leerlauf betrieben wird. In dieser Phase
nehmen die Metalltemperaturen im Zylinderkopf sehr schnell ab. Nach der Leerlaufpha-
se wird auf einen zweiten Kreislauf des Kiihlmittels umgeschalten und der Motor mit
kaltem Kiihlmittel gespiilt bis sich Motor und die Austrittstemperatur des Kihlmittels
auf die Anfangstemperatur des Zyklus abgekiihlt haben.

In dieser Weise lasst sich ein kompletter Heifl-Kalt-Zyklus durch Start-Stopp-Betrieb
in circa zehn Minuten auf dem Priifstand darstellen. Alle Motorkomponenten miissen
diesen Priflauf iiber die Programmlaufzeit schadensfrei iiberstehen. Dabei werden vor

allem Zylinderkopf, Zylinderkopfdichtung und Kolben héchsten Beanspruchungen aus-
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Abbildung 6.14: Zeitlicher Verlauf der gemessenen und berechneten Temperaturen
im Thermoschockzyklus (Einlass-Auslassventilsteg: gestrichelte Linie,
Auslass-Auslassventilsteg: durchgezogene Linie)

Der Verlauf der berechneten und gemessenen Temperaturen iiber den Zyklus fiir die
Messstellen im Einlass-Auslassventilsteg und im Auslass-Auslassventilsteg sind in Ab-
bildung 6.14 dargestellt. Durch Anpassung des Aufheiz- und Abkiihlverhaltens des Kiihl-
mittels, ausgehend vom gemessenen Kiihlmittelverlauf, lisst sich eine gute Ubereinstim-

mung der Temperaturen erzielen.

Abbildung 6.15 zeigt den Verlauf der mechanischen Dehnung tiber der Temperatur fiir
die kritischen Bereiche im Steg zwischen Einlass- und Auslassventil. Dieser Verlauf ist
vergleichend fiir den transient gerechneten Thermoschockzyklus, sowie einen quasi sta-
tiondren thermischen Zyklus dargestellt. Fiir den Thermoschockzyklus wird das Deh-
nungsminimum kurz vor dem Temperaturmaximum erreicht. Fir den Abkiithvorgang
ergibt sich ebenfalls eine leichte Phasenverschiebung zwischen Temperatur und Deh-
nung, welche jedoch zu keiner Uberhéhung der mechanischen Dehnung wihrend des
Abkiihlens im Vergleich zum riickgekiihlten kalten Zustand darstellt. Daraus folgt, dass
es wihrend des Aufheiz- und Abkiihlvorgangs nur zu einer leichten Verscharfung des kri-
tischen Dehnungszustands kommt. Dies kann mit der hohen Temperaturleitfihigkeit der
verwendeteten Al-Si-Legierungen und der Geometrie im Bereich des Brennraumdachs

begriindet werden, bei der ein direkter Warmefluss zum Wassermantel mit nahezu glei-
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Abbildung 6.15: Verlauf der mechanischen Dehnung tiber der Temperatur in Motorlangs-
richtung fiir den transienten Thermoschockzyklus (TS-Zyklus) im Ver-
gleich zu einem quasi-stationaren Thermoschockzyklus

chen Wandstéarken vorliegt. Dadurch kommt es nur zu geringen Unterschieden in den
charakteristischen Zeiten der Aufheiz- und Abkiihlvorgénge tiber die gesamte Struktur
des Zylinderkopfs. Wie in Abbildung 6.15 deutlich wird, kommt es zwar zu einer Ver-
scharfung der Dehnungsbehinderung beim Aufheiz- und Abkiihlvorgang. Dies erhoht die
Dehnungschwingbreite iiber den gesamten thermischen Zyklus jedoch nur in sehr gerin-
gem Mafle. Diese Verscharfung der Dehnungsbehinderung kann durch das langsamere
Aufheizen und Abkiihlen der Auflenbereiche des Zylinderkopfs auflerhalb des Wasser-

mantels erklart werden.

6.4 Montage

Ergéanzend wurden die Einfliisse des Montagezustands auf die Spannungs-Dehnungsbelastung
im TMF-Zyklus untersucht.
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6.4 Montage

6.4.1 Einfluss der Montage

Das Kurbelgehéduse, auf dem der Zylinderkopf verschraubt ist, kann dehnungsbehin-
dernd auf die thermisch-mechanisch kritischen Orte im Zylinderkopf wirken. Dieser Ef-
fekt wurde fiir den BMW Reihensechszylindermotor durch eine Simulation mit und ohne
Beriicksichtigung der Montage auf dem Kurbelgehéuse und der verschiedenen Funkions-
elemente des Zylinderkopfs untersucht. Dies erfolgte bei gleicher zyklisch thermischer

Belastung, wie in Abschnitt 6.1 beschrieben.
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Abbildung 6.16: Vergleich der Spannungs-Dehnungshysteresen fiir thermische Zyklen
mit und ohne Montage des Zylinderkopfs auf dem Kurbelgehduse im
Einlass-Auslass-Ventilsteg

In Abbildung 6.16 sind die Spannungs-Dehnungshysteresen im Einlass-Auslassventilsteg
fir die beiden Modelle zu sehen. Das Einpressen der Sitzringe fithrt zum Aufbau von
Zugspannungen nach der Montage. Durch den Entfall dieses Effektes verschiebt sich
die Hysterese im unmontierten Zustand zu deutlich negativer Mitteldehnung und es
ergibt sich ein leichter Ratchetting-Effekt. Die Pfeile zeigen die mechanische Dehnungs-
schwingbreite fir die beiden Zustande von jeweils Ae,,. = 0,35%. Die mechanische
Dehnungsamplitude in Motorlangsrichtung ist durch das fehlende Kurbelgehause kaum

beeinflusst. Daraus wird ersichtlich, dass das Al-Mg-Verbundkurbelgehéuse aufgrund
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seines thermischen Ausdehnungsverhaltens, welches &hnlich dem Al-Si-Zylinderkopf ist,
eine sehr geringe Verscharfung der Dehnungsbehinderung im Einlass-Auslassventilsteg
bewirkt.

Fiir eine korrekte Reprasentation der Steifigkeitsverteilung ist die Simulation des Mon-
tageverbundes aus Zylinderkopf und Kurbelgehéuse jedoch von entscheidender Bedeu-
tung. Zum einen, da die Einfliisse der Temperaturverteilung im Motor, zum anderen da
auch der gewahlte Werkstoff fiir das Kurbelgehduse (z.B. Grauguss) mit seiner thermi-
schen Ausdehnung die Dehnungsbehinderung im Zylinderkopf und damit die resultie-

rende Spannungs-Dehnungshysterese an kritischen Orten beeinflussen konnen.

6.4.2 Einfluss der Sitzringe

Die Sitzringe der Ventile ibernehmen einen grofien Anteil der Warmeabfuhr des Ven-
tils [8]. Die Ventilsitzringe werden mit einem Ubermafl auf den Nenndurchmesser ge-
fiigt, um eine ausreichende Verpressung tiber die Motorlebensdauer zu gewéhrleisten.
Das Ubermaf muss eine ausreichende Verpressung bei Setzverlusten aufgrund der Alu-

miniumalterung und der Wechselplastifizierung der Ventilstege garantieren.

Das Sitzringiibermafi bestimmt wesentlich den Ausgangspunkt des thermisch-mecha-
nischen Beanspruchungszyklus im Ventilsteg. Der Einfluss des Ubermafies der verpres-
sten Sitzringe wurde anhand einer Variation der UbermaSie untersucht. Dazu wurden
drei Berechnungen mit Montage der Sitzringe mit Ubermafien von 40 pum, 80 pm und
120 pm und anschlieBender thermischer Zyklierung durchgefiihrt; die Ergebnisse zeigt
Abbildung 6.17. Die durch den thermischen Zyklus hervorgerufenen Dehnschwingbreiten
der verschiedenen Zusténde sind gleich. Mit abnehmender Uberdeckung steigen aber die

Zugspannungen im riickgekiihlten Zustand.

Das Sitzringiibermafl hat also einen Einfluss auf die Lage der Spannungs-Dehnungs-
hysterese, jedoch nur einen untergeordneten auf die sich einstellende Dehnschwingbreite
und die maximalen Spannungen. Die Dehnschwingbreite héngt also primér von Tempe-
raturfeld und Steifigkeitsverteilung im Zylinderkopf ab. Die Beeinflussung der Steifigkeit

durch die Ubermafie der verpressten Sitzringe ist sekundér.
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Abbildung 6.17: Spannungs-Dehnungshysteresen fiir Sitzringiibermafie von 40 pm, 80
pum und 120 pm; Komponente x: gestrichelt, y: durchgezogen, z: ge-
punktet der Normalrichtungen

6.5 Mehrachsigkeit

Grundsatzlich wird oft von einer Mehrachsigkeit der Beanspruchung im Zylinderkopf
ausgegangen. Um die Mehrachsigkeit anhand des deviatorischen und des hydrostati-
schen Anteils der Spannung zu verstehen, wird zum einen der zeitliche Verlauf der
Hauptspannungen betrachtet und zum anderen das Verhéltnis von Von Mises Span-
nung als deviatorischem Spannungsskalar und der hydrostatischen Spannung fiir den

TMF-Belastungszyklus im Zylinderkopf untersucht.

6.5.1 Hauptspannungs—Zeitverlauf

Der zeitliche Verlauf der grofiten und kleinsten Hauptspannung gibt Aufschluss tiber
den Spannungszustand. Fiir einen rein einachsigen Spannungszustand ist nur eine der
Hauptspannungen ungleich null. Sind gréfite und kleinste Hauptspannung betragsmafig

gleich grof3, handelt es sich um einen reinen Schubspannungszustand [176].
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In Abbildung 6.18 wird der zeitliche Verlauf der Hauptspannungen am thermisch-mechanisch

kritischen Ort im Ventilsteg gezeigt. Nach der Montage zu Beginn des Zeitverlaufs liegt
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Abbildung 6.18: Hauptspannungs-Zeitverlauf (S1 maximale Hauptspannung, S3 mini-
male Hauptspannung) am kritischen Ort im Ventilsteg

ein Druckspannungszustand mit leichten Schubspannungsanteilen vor. Zu diesem Zeit-
punkt ist der Betrag der kleinsten Hauptspannung o3 deutlich grofler als die grofite
Hauptspannung o;. Die maximalen Temperaturen im Zylinderkopf werden bei 80 Se-
kunden erreicht. Hier hat man einen deutlich ausgepragten Druckspannungszustand. Die
groffte Hauptspannung nimmt einen negativen Zahlenwert an. Bei 200 Sekunden ist der
thermische Zyklus abgeschlossen und die Untertemperatur wieder erreicht. Die grofite
Hauptspannung oy ist bestimmend und gleichzeitig hat auch die kleinste Hauptspan-
nung oz betragsméflig im Vergleich zum Ausgangszustand nach der Montage deutlich
zugenommen. Das heifit durch die Wechselplastifizierung iiber den thermischen Zyklus

hat sich der Schubspannungszustand verstérkt.

6.5.2 Vergleich des Spannungsverhiltnisses von Bauteil und
Probe

Abbildung 6.19 stellt den Verlauf der Von Mises Spannung als deviatorischem Span-

nungsskalar gegen die hydrostatische Spannung der Probe im eindimensionalen TMEF-
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Werkstoffversuch und im Ventilsteg des Zylinderkopfs dar. Es zeigt sich, dass sich die
Belastungspfade im TMF-Versuch und im Bauteil gleichen.
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Abbildung 6.19: Von Mises Spannung iiber hydrostatischer Spannung fiir TMF OP Ver-
such und thermoschockbelasteten Zylinderkopf

Die weitestgehende Einachsigkeit der zyklischen Thermoschockbelastung im Zylinder-
kopf folgt aus dem Verhéltnis von deviatorischer zu hydrostatischer Spannung. In diesem
Aspekt wird der TMF-Out-of-Phase Versuch als geeignete Versuchsfiihrung fiir die Le-
bensdauercharakterisierung eines Zylinderkopfes bestéatigt. Ferner zeigt sich, dass stati-
sche Vorlasten aus Montage und Eigenspannungen eine Vordehnung zur Folge haben, die
jedoch keinen Einfluss auf die Lebensdauer unter TMF Bedingungen haben [126,177].

6.6 Dehnrate

In der Literatur wird fiir Al-Si-Gusslegierungen ein Einfluss der Dehnrate auf die resultie-
renden Spannungen gezeigt. Dieser Effekt ist je nach Legierung und Warmebehandlung
unterschiedlich stark ausgepragt. Abbildung 6.20 zeigt die Reaktion der Spannungen auf
Dehnraten von 10731, 107*1 und 107°1 im dehnungsgesteuerten LCF Versuch mit einer
Haltezeit bei maximaler Totaldehnung von 180s bei 250°C an der Legierung AlSil0Mg
T6.
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Abbildung 6.20: Dehnratenabhéngigkeit der o - £,,. - Hysteresen fiir drei verschiedene
Dehnraten im isothermen LCF Versuch bei 250°C an einer AlSil0Mg
T6 [49]

Fiir eine Beurteilung der im Motorbetrieb auftretenden Dehnraten ist in Abbildung 6.21
die Dehnrate iiber der Temperatur am TMF-kritischen Ort fiir einen Thermoschockzy-

klus dargestellt.

Es zeigt sich, dass in einem Thermoschockversuch Dehnraten zwischen 10722 und 10761
iiberstrichen werden. Daraus ergibt sich, dass eine Dehnratensensitivitat der Legierung

gegebenenfalls im Versuch ermittelt und fiir die Berechnung modelliert werden muss.

6.7 HCF Uberlagerung

6.7.1 TMF-HCF Werkstoffversuch

In den Arbeiten von Henne [49] und Luft [52] wird das Lebensdauerverhalten von
Al-Si-Gusslegierungen unter TMF und TMF-HCF Beanspruchung untersucht [48,49].
Dabei wird ein Schwellenwert fiir die dem TMF Vesuch iiberlagerte HCF Dehnungs-
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Abbildung 6.21: Dehnrate fiir den Thermoschocktemperaturzyklus an der kritischen
Stelle

amplitude gefunden, unterhalb dem eine Uberlagerung zu keiner zusitzlichen Lebens-
dauerabnahme fithrt. Dieser Schwellenwert kann je nach untersuchtem Werkstoff von
Maximaltemperatur, Haltezeit und Frequenz abhéangig oder unabhéngig sein. Die gefun-
denen Schwellenwerte fiir die tiberlagerten HCF-Dehnungsamplituden liegen zwischen
ot (HCF) ~ 0.01% und 0.04%. Bei hoheren HCF-Totaldehnungsamplituden kann eine
iiberlagerte HCF-Beanspruchung die Lebensdauer relativ zur reinen TMF Beanspru-

chung dramatisch reduzieren.

6.7.2 TMF-HCF Bauteilbeanspruchung

Fiir eine Betrachtung der im Brennraumbereich und damit an den potentiell TMF-
kritischen Orten auftretenden Dehnungsamplituden wurde eine Berechnung fiir den ma-
ximalen Gasdruck bei Betriebstemperatur durchgefithrt. Abbildung 6.22 zeigt die Von
Mises Dehnschwingbreiten im Brennraumdach. Eine maximale Dehnschwingbreite von
Ae; (HCF) =~ 0.1% wird nur in den &dufieren Bereichen der Brennraumkalotte iiberschrit-
ten. Diese Bereiche sind biegeweicher und weisen grofiere Flachen auf. Dort ist jedoch
die auftretende Maximaltemperatur mit deutlich kleiner 200°C geringer als in den versa-

genskritischen Bereichen. Zudem ist dort die Dehnungsbehinderung geringer; man kann
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an diesen Orten von einer fast reinen HCF Beanspruchung sprechen. Im Gegensatz dazu
sind die heifleren, stark dehnungsbehinderten und damit TMF kritischen Orte der Ventil-
und Zundkerzenstege durch die Ein- und Auslasskanéle und die Ziindkerze steifer ange-
bunden und weisen geringere HCF Dehnschwingbreiten zwischen ¢, (HCF) ~ 0.01%
und 0.025% auf.
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Abbildung 6.22: Aus dem Gasdruck resultierende von Mises HCF Dehnschwingbreiten

Die auftretenden Werte entsprechen fiir TMF-kritische Orte damit den im einachsigen
Werkstoftversuch beobachteten Schwellenwert. Im Gegensatz zum einachsigen Werkstoff-
versuch sind die TMF- und HCF-Dehnungsamplituden im Bauteil Zylinderkopf nicht
gleichsinnig orientiert. Die TMF-Dehnungsamplitude wirkt in der Brennraumebene, die
HCF-Dehnungsamplitude wirkt in den steifen Bereichen jedoch in Hochrichtung und
kann sich damit nicht in gleichem Mafl wie im Werkstoffvesuch schadigungstreibend auf
Mikrorisse auswirken, da eine Umorientierung des Risses notig wére. Die Schwellenwerte
aus den TMF-HCF-Untersuchungen koénnen von daher als untere Schranke betrachtet

werden.
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6.8 Entfestigung und resultierende Zwéangung

6.8 Entfestigung und resultierende Zwangung

Die in Abschnitt 2.2.4 beschriebene Aushértung der Al-Si-Gusslegierungen fiihrt bei
den Betriebstemperaturen im Motor zu Alterungserscheinungen in heiffen Bereichen. Im
folgenden Abschnitt wird untersucht, welche Auswirkungen der damit einhergehende
Festigkeitsverlust auf die Steifigkeit und die resultierenden mechanischen Dehnungs-
amplituden im TMF-Zyklus hat. Fiir diese Betrachtung wurde ein stark vereinfachtes
Alterungsmodell verwendet (im Vergleich zu dem Modell in Abschnitt 5.2), das drei un-
terschiedliche abstrakte Materialverhalten darstellen kann. Ziel war es zu untersuchen
in wie weit die resultierende Dehnungsbehinderung (vergleiche Abschnitt 6.3.2) vom
aktuellen Materialverhalten abhingt. Fiir diese Untersuchung wurden Geometrien fiir
den Werkstoffversuch und den bauteilnahen Versuch im Vergleich zum Zylinderkopf im
Motor herangezogen. Dies soll die Frage beantworten inwiefern Werkstoffvergleiche aus

Versuchsgeometrien auf die Beanspruchung im Zylinderkopf iibertragbar sind.

6.8.1 Materialverhalten

Die Auswirkung unterschiedlicher Uberalterungscharakteristika sollte untersucht wer-
den. Dazu wurden zu Vergleichszwecken zwei Materialverhalten aus den bekannten Al-
terungserscheinungen bei Al-Si-Mg und Al-Si-Cu Legierungen abstrahiert [178]. Material
A und B haben leichte Verfestigungstendenz bei Auslagerungen um 150°C und Entfesti-
gung bei Auslagerungen ab 200°C,. Dabei entfestigt Material A tiber 200°C sehr stark
und zeigt damit das fiir kupferfreie Legierungen vom Typ Al-Si-Mg typische Verhal-
ten. Material B hat das fiir die Legierungsklasse Al-Si-Cu typische Verhalten. Material
C verfestigt mit steigender Auslagerungstemperatur immer stirker. Dies ist ein hypo-
thetisches Materialverhalten, das keiner klassischen Al-Si-Legierung entspricht, sondern
wurde zu Verstandniszwecken eingefithrt. Alle Materialien haben im ungealterten Aus-
gangszustand die gleiche temperaturabhéangige Festigkeit und damit identische Materi-
alparameter des Verformungsmodells. Zuséatzlich wurde jedes geometrische Modell mit
dem ungealterten Materialverhalten (Material N) untersucht, um den Ausgangszustand

bzw. neutrales Verformungsverhalten vergleichen zu konnen.

Das Verformungsmodell fiir die generischen Materialverhalten (A, B, C und N) besteht
aus einer einfachen Alterungssubroutine und dem ABAQUS COMBINED Materialm-
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Abbildung 6.23: Temperaturabhéangigkeit der Materialparameter, Fliegrenze des nicht
ausgelagerten Materials (links), E Modul und plastischer Verfestigungs-
koeffizient (Mitte), Verfestigungskoeffizient der Flielgrenze (rechts) bei
verschiedenen Auslagerungstemperaturen

odell, als rein nichtlinear kinematisches Plastizitdtsmodell. Die Subroutine fir die Alte-
rung beschreibt keinen zeitlichen Verlauf der Festigkeit, sondern nur den Ausgangs- und
den stabilisierten Endzustand als Funktion der lokalen Temperatur. Die unmittelbare
Temperaturabhangigkeit der Streckgrenze, die Werte der zyklischen Verfestigungspara-
meter, sowie des E-Moduls und der physikalischen Eigenschaften werden durch Tem-
peraturauslagerung nicht verdndert. Das unterschiedliche Alterungsverhalten der drei
Materialien hat nur Auswirkung auf die Flieigrenze, aber nicht auf die plastische Ver-
festigung. Abbildung 6.23 zeigt die Temperaturabhangigkeit der Fliefigrenze im unge-
alterten Zustand, die fiir alle drei Materialvarianten einheitlich ist und gleichzeitig zu
Material N gehort. E-Modul und plastischer Verfestigungskoeffizient C im mittleren Bild
sind nicht von der Auslagerung abhéangig. Der Parameter ~y, der Nichtlinearitat der kine-
matischen Verfestigung, hat fiir alle Varianten den temperaturunabhéangigen Wert 1000.
Im rechten Bild ist die relative Veranderung der Flielgrenze zum stabilisierten Zustand

fiir verschiedene Auslagerungstemperaturen zu sehen.

6.8.2 Untersuchte Geometrien

Der Einfluss der drei Materialverhalten (A, B, C, und N) auf die sich mit der Alte-
rung verdndernde Dehnungsbehinderung wurde an verschiedenen thermisch-mechanisch
beanspruchten Koérpern untersucht. Es wurden Prifkorper fiir Werkstoffversuche unter
thermisch-mechanischer Beanspruchung und Zylinderkopfe untersucht, um den Einfluss

unterschiedlich starker Temperaturgradienten und verschiedene Groflen des maximal
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beanspruchten Volumens zu untersuchen. Die untersuchten Modelle und Temperaturbe-

lastungen sind im Folgenden beschrieben.

Einzelement

Es wurde ein Einzelelement mit zyklischer Temperaturbeanspruchung zwischen 50 °C
und 250 °C simuliert. Das Einzelelement entspricht dem Messstreckenbereich in einem
TMF Out of Phase Versuch an einer Priifmaschine mit idealer Dehnungs- und Tempe-
raturregelung. Das beanspruchte Volumenelement erfihrt eine iiber die Versuchslaufzeit
konstante mechanische Dehnungsamplitude bei voller Behinderung der thermischen Aus-

dehnung.

Probe

Zum Vergleich wurde eine Probe im ungeregelten TF-Versuch mit starrer Einspannung
und ohne Dehnungsregelung simuliert. Die Probe hat im Bereich der Messstrecke auf 10
mm Lange eine Temperatur von 250 °C. Die Temperatur fallt bis zum Einspannbereich
auf 50 °C ab (vgl. Abb. 6.24). Die Probe ist an den Einspannbereichen in Probenléngs-

richtung beidseitig starr eingespannt.

Abbildung 6.24: Temperaturverteilung der Versuchsprobe
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6.8 Entfestigung und resultierende Zwéangung

Lochplatte

Fiir vergleichende Werkstoffrankings hinsichtlich TMF-Beanspruchung werden Lochplat-
ten verwendet, um leicht mehrachsige, bauteildhnliche Beanspruchungszusténde darzu-
stellen. Eine Lochplatte dieser Art stellt eine Vereinfachung des kritischen Ventilsteges

im Zylinderkopf dar und wurde simuliert.

Die modellierte Lochplatte hat quadratische Abmessung mit einer Kantenlange von 100
mm und die Dicke betragt 10 mm. Die beiden Locher haben einen Durchmesser von 25
mm. Der Steg zwischen den beiden Lochern hat eine Breite von 10 mm. Die Temperatur
im Steg betragt im heiflen Zustand 250 °C und féllt auf 50 °C am Rand der Platte
ab (vgl. Abb. 6.25). Die Platte ist in Steglangsrichtung fest eingespannt. Nach drei
Temperaturzyklen im urspriinglichen Materialzustand erfolgen drei Temperaturzyklen

mit stabilisierten Werkstoffzustanden.

Abbildung 6.25: Temperaturverteilung der Lochplatte

Thermoschockversuch eines Zylinderkopfsegmentes

In der BMW Gieflerei existiert ein Priifstand fiir Relativvergleiche der Temperaturwech-
selbestandigkeit verschiedener Werkstoffe. Ein Brennraumsegment wird abwechselnd

durch einen Gasbrenner erhitzt und durch eine Wasserdusche abgeschreckt. Durch opti-
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sche Priifung wird der Anriss detektiert und die ertraghare Lastwechselzahl fiir verglei-
chende Auswertung festgehalten. Abbildung 6.26 zeigt das Temperaturfeld und die kriti-
schen Bereiche in einem Brennraumsegment aus einem direkteinspritzenden BMW Zylin-
derkopf bei zyklischer Temperaturbeanspruchung auf dem Prinzip-Thermoschockpriifstand.
Das Brennraumsegment wird brennraumseitig endbearbeitet und wird in der Hohe par-
allel zur Brennraumdichtflache gekiirzt. Es wurde eine transiente Temperaturrechnung
mit zwei konzentrischen Wéarmeeintragsbereichen fiir den Gasbrenner, konvektivem War-
metibergang an die Umgebungsluft und einer hohen konvektiven Warmeabfuhr fiir das
Wasserabschrecken durchgefiithrt. Die Zykluszeiten wurden entsprechend den Versuchs-
zeiten gewédhlt und die Warmeeintrage so eingestellt das sich ein Temperaturniveau im

Bereich des gemessenen Niveaus ergibt.

Abbildung 6.26: Temperaturverteilung im ZK-Segment wihrend des Bauteil
Thermoschockversuches

In der Lebensdauerabschatzung zeigen sich anrisskritische Bereiche zwischen Injektor-
bohrung und Einlassventilen und zwischen Ziindkerze und Auslassventilen. Im Versuch
traten Risse zwischen Injektorbohrung und FEinlassventilen auf. Die Auswertung der
Beanspruchung fiir die verschiedenen Verformungsmodelle erfolgte an der Injektorboh-

rung.

Zylinderkopf Reihensechszylinder

Die Interaktion zwischen Entfestigungsverhalten und lokaler Beanspruchung wurde auch

an einer komplexen Zylinderkopfgeometrie mit realen Temperaturfeldern untersucht.
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6.8 Entfestigung und resultierende Zwéangung

Es wurde das in Abschnitt 6.1 beschriebene Segmentmodell mit zwei unterschiedlichen
Kiithlungsrandbedingungen bewertet, um den Einfluss eines verédnderten Temperaturfel-
des bei gleicher Geometrie zu untersuchen. Abbildung 6.27 zeigt die Temperaturvertei-
lung fiir die beiden betrachteten Temperaturfelder mit 3500 und 5500 1/h Kiihlmittel-

volumenstrom.
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Abbildung 6.27: Temperaturverteilung im Brennraumbereich des Zylinderkopfes fiir
3500 (links) und 5500 1/h (rechts) Kithlmittelvolumenstrom

Zusatzlich zu der klassischen Zylinderkopfgeometrie mit Saugrohreinspritzung wurde ein
Zylinderkopf mit Direkteinspritzung untersucht. Abbildung 6.28 zeigt die Temperatur-
verteilung fiir diesen Zylinderkopf und detailliert fiir Zylinder 4. Die Maximaltemperatur

wird ebenfalls im Steg zwischen den Auslassventilen erreicht.

Die Temperaturverteilung an den thermisch-mechanisch hochstbelasteten Stellen ist in
Abbildung 6.29 in Quer- und Léngsschnitt zu sehen. Vor allem in Richtung des Was-
sermantels sind starke Temperaturgradienten zu erkennen. Die Temperaturhistorie be-
riicksichtigt auch fiir den Zylinderkopf sechs hei-kalt Wechsel, wobei zwischen drittem
und viertem Zyklus von urspriinglichem auf stabilisiertes Materialverhalten gewechselt

wird.

Fiir beide Zylinderkopfgeometrien erfolgte eine quasi-stationére thermische Zyklierung.

122



6.8 Entfestigung und resultierende Zwéangung

Abbildung 6.28: Temperaturverteilung des Zylinderkopfes mit Direkteinspritzung Ge-
samtiibersicht und Zylinder 4

Abbildung 6.29: Temperaturverteilung in Quer- und Langsschnitt

6.8.3 Ergebnisse

In diesem Abschnitt werden die Ergebnisse der thermisch-mechanischen Simulationen

mit den Material A, B, C und N fiir die untersuchten Geometrien dargestellt.

Einzelelement

Die mechanische Dehnungsamplitude fiir das in Langsrichtung starr eingespannte Ele-
ment ergibt sich zu jeder Zeit direkt aus der Beziehung ¢,,. = —aAT. Damit entspricht
die Beanspruchung einem perfekt dehnungskontrollierten TMF-OP-Versuch mit voll-
standiger Behinderung der thermischen Dehnung. Dieser Zustand wird im Dehnungs-
geregelten TMF-Versuch durch sorgféltige thermische Kalibrierung und Regelung ange-
strebt.
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Abbildung 6.30: Spannung, mechanische Dehnung und Temperatur iiber der Zeit fiir die
Varianten A, B und C im Einzelelement

Abbildung 6.30 zeigt die Zeitverldufe fiir Spannung, mechanische Dehnung und Tempe-
ratur. Zwischen 50 und 250 Sekunden findet die Auslagerung und damit die Ver- oder
Entfestigung je nach Materialtyp statt. Man sieht in den Zeitverlaufen die Reaktionen

in der Spannung auf die veranderten mechanischen Kennwerte.
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Abbildung 6.31: Spannungs Dehnungshysteresen A, B, C im Einzelelement

Die Hysteresen der verschiedenen Materialtypen zeigen deutliche Verdnderungen nach
der Auslagerung durch die verschiedenen Ver- und Entfestigungen, sieche Abbildung 6.31.
Die Materialien A und B zeigen deutlich reduzierte Spannungen nach der Auslagerung.
Die plastische Dehnungsamplitude erhéht sich dabei. Material C zeigt durch seine Ver-
festigungstendenz erhohte Maximalspannung bei verringerter plastischer Dehnungsam-
plitude.
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Abbildung 6.32: Spannung, mechanische Dehnung und Temperatur tiber der Zeit fiir die
Varianten A, B und C in der Messstrecke

Probe

Abbildung 6.32 zeigt die Zeitverlaufe fiir Spannung, mechanische Dehnung und Tempe-
ratur fiir den Knoten 12440 in der Messstrecke der starr eingespannten TMF-Probe fiir
die verschiedenen Materialien A, B und C. Durch die starke Entfestigung mit der Aus-
lagerung von Material A ergibt sich eine starke Zunahme der mechanischen Dehnungs-
amplitude, siehe auch Abbildung 6.33. Die erhéhte mechanische Dehnungsamplitude
fiihrt zusammen mit der abgesunkenen Festigkeit zu einer deutlich erhohten plastischen

Dehnungsamplitude.
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Abbildung 6.33: Spannungs-Dehnungshysteresen A, B, C in der Messstrecke

Abbildung 6.34 zeigt die Zeitverlaufe fiir Spannung, mechanische Dehnung und Tempe-
ratur im Ubergang der Probe. Bei den entfestigenden Materialien A und B kann man
eine Abnahme der mechanischen Dehnungsamplitude im stabilisierten Zustand erken-
nen. Durch die starke Entfestigung im Messstreckenbereich entlasten sich die kéalteren

Bereiche, bei den Materialvarianten A und B. Tabelle 6.1 zeigt eine Ubersicht der Bean-
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Abbildung 6.34: Spannung, mechanische Dehnung und Temperatur iiber der Zeit fiir die
Varianten A, B und C im Ubergang der Probe

spruchung in der Messstrecke. N, A, B und C bezeichnen dabei den Ausgangszustand fiir
das anfangliche, bzw. neutrales Materialverhalten, den stark und leicht entfestigten, so-
wie den verfestigten Zustand. Die Zwangung nimmt dabei, ebenso wie die Dehnschwing-
breite bei den entfestigenden Materialvarianten A und B stark zu. Unter Zwangung ist
der Zwangungsfaktor K = —AAETT; zu verstehen, der ein Maf} fiir die thermische Deh-

nungsbehinderung eines Volumenelementes darstellt.

Tabelle 6.1: Beanspruchungsverdnderung in der Messstrecke

| | N A | B | C |
Dehnschwingbreite [%)] 034 073 | 047 | 0.34
Prozentuale Veranderung [%] 113.99 | 37.27 | -0.00
Zwangung 0.77 ] 1.65 1.06 | 0.77

Zusammenfassend lasst sich sagen, dass durch die verdnderte Steifigkeit der Probe eine
Umlagerung der Belastung im stabilisierten Zustand erfolgt. Uber die Versuchslaufzeit
fithrt dies an einer starr eingespannten, ungeregelten TMF-Probe zu nicht konstanten
Beanspruchungen. Je nach Ver- oder Entfestigungstendenz kann die mechanische Bean-

spruchung ab- oder zunehmen.

Die beiden entfestigenden Materialien zeigen im stabilisierten Zustand ein Ausbauchen
in der Messstrecke, wie die Verformungsplots in Abbildung 6.35 zeigen. Die starke Entfe-
stigung bei A und B fiithren nach der Auslagerung und dem Abfall der Materialkennwerte
in der heiflen Messstrecke zu einer erneuten Umlagerung und einer Erhéhung der Be-
anspruchung in der Messstrecke. Material C zeigt im Verformungsbild keine sichtbare

Verringerung der Verformung in der Messstrecke duch die verfestigten und erhohten
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Abbildung 6.35: lokale Verformung der Messstrecke im heiflen Zustand bei 25-facher
Vergrosserung; oben links Neutrales/urspriingliches Materialverhalten,
oben rechts stark entfestigend Material A, unten links leicht entfesti-
gendes Material B, unten rechts verfestigendes Material C

Kennwerte nach der Auslagerung.

Lochplatte

Im Modell der Lochplatte werden insgesamt sechs thermische Zyklen durchlaufen. Das
Material wechselt zwischen drittem und viertem Zyklus von den anfanglichen auf die sta-
bilisierten Materialkennwerte. Bei zyklisch neutralem Materialverhalten wird die Bean-
spruchung jedes Volumenelments durch die Steifigkeit der Platte, temperaturabhéngigen
Materialkennwerten und der daraus resultierenden Zwangung auf das Volumenelement
bestimmt. Die Beanspruchung wird durch Umlagerung beim ersten Autheizen festgelegt
und stabilisiert sich in den darauf folgenden Zyklen schnell, siche Abbildung 6.36.

Man kann aus den Spannungs-Dehnungsplots erkennen, dass wahrend des ersten Auf-
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Abbildung 6.36: Zeitverlauf der Beanspruchung und Spannungs Dehnungshysterese bei
neutralem Verfestigungsverhalten im Steg (links) und im Lochradius
(rechts)

heizens der Lochplatte die Umlagerung aufgrund der temperaturabhéngigen Material-
kennwerte stattfindet. Die zyklische Beanspruchung zeigt in den darauffolgenden Tem-
peraturwechseln konstante Amplituden. Bei den Materialien, die Entfestigung oder Ver-
festigung durch Temperaturauslagerung zeigen, erfolgt eine weitere Umlagerung der Be-

anspruchung bei Wechsel auf die stabilisierten Kennwerte.

Abbildung 6.37 zeigt die Zeitverlaufe fiir Spannung, mechanische Dehnung und Tem-
peratur im Radius des Loches auf halber Dicke fiir die verschiedenen Materialien A,
B und C. Man kann aus Abbildung 6.38 erkennen, dass sowohl die Spannungen auf
die Veranderung des Materialverhaltens reagieren, aber auch eine Interaktion zwischen
kritischem Volumenelement und der umgebenden Struktur stattfindet und sich je nach
Veranderung des Verformungsverhaltens die Beanspruchungsamplitude verédndert. Die
beiden entfestigenden Materialien A und B zeigen einen Abfall der Spannungen auf-
grund der Entfestigung. Gleichzeitig nimmt aber die mechanische Dehnungsamplitude
am Knoten im Steg zu. Dieser Effekt ist bei Material A aufgrund der stérker ausge-

pragten Entfestigung noch deutlicher, die Dehnungsamplitude nimmt ca. um den Faktor
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Abbildung 6.37: Spannung, mechanische Dehnung und Temperatur tiber der Zeit fiir die
Varianten A, B und C im Lochradius
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Abbildung 6.38: Spannungs Dehnungshysteresen A, B, C im Lochradius

drei zu. Material C zeigt nach der Stabilisierung erhohte Spannungen aufgrund der jetzt

hoheren Fliessgrenze.

Tabelle 6.2: Beanspruchungsveranderung im Lochradius
| I N[ A [ B ] C |

Dehnschwingbreite [%)] 057 | 1.38 | 0.90 | 048
Prozentuale Verdanderung [%] 141.89 | 58.41 | -15.76
Zwangung 1.29 | 3.13 2.05 1.09

Die mechanische Dehnungsamplitude halbiert sich, das heifit hier kann sich der Steg als
hochstbeanspruchter Querschnitt durch die mit den erhéhten FlieSigrenzen einhergehen-

de Versteifung entlasten.

Abbildung 6.39 stellt die verschiedenen Verformungen des Steges mit 25-facher Vergro-
Berung dar. Man kann sehen, dass ausgehend von der Ausbauchung des Steges beim

neutralen/urspringlichen Material oben links, die Variante A deutlich grossere Verfor-
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6.8 Entfestigung und resultierende Zwéangung

Abbildung 6.39: lokale Verformung des Steges im heiflen Zustand bei 25-facher Vergro-
Berung; oben links Neutrales/urspriingliches Materialverhalten, oben
rechts stark entfestigend Material A, unten links leicht entfestigendes
Material B, unten rechts verfestigendes Material C

mungen im Steg zeigt. Material B zeigt ebenfalls erhohte Verformung. Material C entla-
stet sich leicht, auch die Verformung geht gegeniiber dem urspriinglichen Zustand leicht

zuruck.

Fir die Lochplatte wurde untersucht, ob es einen Reihenfolgeeinfluss im Bezug auf den
Shakedownzustand gibt. Dazu wurde eine zusétzliche Rechnung durchgefiihrt bei der be-
reits von Anfang an stabilisierte Materialkennwerte fiir das stark entfestigende Material

A verwandt wurden.

Abbildung 6.40 zeigt. dass der sich einstellende Beanspruchungszustand bei stabilisier-
ten Kennwerten praktisch identisch ist. Mechanische Dehnungsamplitude und Mitteldeh-
nung sind gleich. Es kann kein Reihenfolgeeinfluss festgestellt werden. Es wird dersel-
be Spannungs-Dehnungszustand erreicht, wenn eine Rechnung bereits mit stabilisierten

Materialkennwerten gestartet wird.
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Abbildung 6.40: Spannungs Dehnungshysteresen
Material A im Lochradius

Material A und direkt stabilisiertes

Bauteil Thermoschockversuch

Die Beanspruchung wurde an der Injektorbohrung liegend ausgewertet. Abbildung 6.41
zeigt den Zeitverlauf fiir Temperatur, Spannung und mechanische Dehnung. An der
Injektorbohrung wird in der Simulation eine maximale Temperatur von ca. 250 °C er-

reicht.
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Abbildung 6.41: Spannung, mechanische Dehnung und Temperatur tiber der Zeit fiir die
Varianten A, B und C an der Injektorbohrung

Abbildung 6.42 zeigt die Spannungs-Dehnungshysteresen fiir die unterschiedlichen Mate-
rialvarianten. Es zeigt sich eine Zunahme der plastischen und mechanischen Dehnungs-
amplitude bei den entfestigenden Varianten. Fiir die verfestigende Variante zeigt sich
eine Zunahme der Spannungsamplitude bei gleichzeitiger Abnahme der mechanischen

Dehnungsamplitude.

Tabelle 6.3 zeigt die anféngliche Dehnungsamplitude und relative Veranderung von
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Abbildung 6.42: Spannungs Dehnungshysteresen A, B, C an der Injektorbohrung

Tabelle 6.3: Beanspruchungsveranderung an der Injektorbohrung

| [ N[ A B[ C |
Dehnschwingbreite [%] 0.54 | 0.87 | 0.70 | 0.50
Prozentuale Verdanderung [%] 59.91 | 28.16 | -8.23
Zwéangung 1.05 | 1.67 | 1.34 | 0.96

Zwéngung und Dehnungsamplituden nach der Ent- bzw. Verfestigung der drei Vari-

anten. Die stark entfestigende Variante A weist eine Zunahme der Beanspruchung von

50% gegentiber der anfanglichen Dehnschwingbreite auf. Die verfestigende Variante kann

sich geringfiigig entlasten und Ihre Dehnungsamplitude verringern.
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Abbildung 6.43: Spannungs-Dehnungshysteresen im Einlass-Auslass-Ventilsteg

In Tabelle 6.4 sind die Beanspruchungsédnderungen des Segmentmodelles fiir den Rei-

hensechszylinder Zylinderkopf mit 5500 1/h Kiihlvolumenstrom dargestellt. Es zeigt sich

keine Beeinflussung der Beanspruchungsamplitude und der Zwéngung durch die Ent-
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6.8 Entfestigung und resultierende Zwéangung

und Verfestigungstendenzen der verschiedenen Materialvarianten. Abbildung 6.43 zeigt,
dass fiir alle Materialien praktisch keine zyklische plastische Verformung auftritt. Nach
der stabilisierenden Auslagerung findet eine erneute Umlagerung statt, die nur bei Ma-
terial A durch die starke Entfestigung zu einer geringen plastischen Dehnungsamplitude
fithrt. Die Zwéngung ist bei diesem thermischen Belastungsniveau weitgehend von der

elastischen Werkstoffantwort in Kombination mit der Struktursteifigkeit bestimmt.

Tabelle 6.4: Beanspruchungsveranderung fiir 5500 1/h im Einlass-Auslass-Ventilsteg
| [ N[ A[B]C

Dehnschwingbreite [%] 0.28 | 0.28 | 0.28 | 0.28
Prozentuale Verédnderung [%] -0.04 | -0.02 | -0.00
Zwangung 0.65| 0.65 | 0.65 | 0.65

In Tabelle 6.5 sind die Beanspruchungsénderungen mit 3500 1/h Kiihlvolumenstrom
dargestellt. Im Gegensatz zum 5500 1/h Zustand zeigt sich hier eine Erhohung der
Beanspruchung bei den entfestigenden Varianten A und B. Abbildung 6.44 zeigt die
Spannungs-Dehnungs-Hysteresen fiir die unterschiedlichen Materialien. Man kann deut-

lich die erhohte plastische Dehnungsamplitude bei Variante A erkennen.
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Abbildung 6.44: Spannungs Dehnungshysteresen im Einlass-Auslass-Ventilsteg

Tabelle 6.5: Beanspruchungsveranderung fiir 3500 1/h im Einlass-Auslass-Ventilsteg
| [ N[A[B] C |

Dehnschwingbreite [%] 0.32 1 0.34 | 0.33 | 0.32
Prozentuale Veranderung [%] 7.00 | 0.94 | -0.01
Zwingung 0.67 | 0.72 | 0.68 | 0.67

Fir das Zylinderkopfmodell des aufgeladenen, direkteinspritzenden Reihensechszylinder-
Ottomotors wurde die Beanspruchung an der kritischen Stelle im Ein-Auslasssteg unter-

sucht.
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Abbildung 6.45: Spannung, mechanische Dehnung und Temperatur iiber der Zeit fiir die
Varianten A, B und C im Einlass-Auslass-Ventilsteg des Zylinderkopfes
mit Direkteinspritzung

Abbildung 6.45 zeigt die Zeitverlaufe fiir Spannung, mechanische Dehnung und Tem-
peratur im Einlass-Auslass Ventilsteg fiir die verschiedenen Materialien A, B und C.
Die Spannungs-Dehnungshysteresen in Abbildung 6.46 zeigen, das auch im Zylinderkopf
durch veranderte Steifigkeit und Umlagerung bei der Stabilisierung der mechanischen
Kennwerte eine Erhéhung der mechanischen Dehnungsamplitude an der kritischen Stel-
le erfolgt. Das verfestigende Material C kann sich leicht entlasten und die mechanische
Dehnungsamplitude verringert sich. Das hochstbeanspruchte, heifle Volumenelement ist
auch im Zylinderkopf noch grofl genug, um mit der Umgebung zu interagieren und seine

Beanspruchung zu verandern.
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Abbildung 6.46: Spannungs-Dehnungshysteresen A, B, C im Einlass-Auslass-Ventilsteg
des Zylinderkopfes mit Direkteinspritzung

Die mechanische Dehnschwingbreite erhoht sich von Ae,,,=0.48% fiur das anfangliche
Materialverhalten um 17% auf Ae,,,.=0.56% beim stark entfestigenden Material A . Das
leicht entfestigende Material wird um 8.5% auf Ae,,.=0.52% mehr beansprucht. Das

verfestigende Material C verringert seine Dehnschwingbreite um 4.5% auf Ae,,.=0.46%.
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6.9 Diskussion

Der Zwangungsfaktor K = —AAET’;'“‘ erhoht sich bei Materialverhalten A von 1.18 auf 1.38,

fir B auf 1.28 und verringert sich bei C auf 1.13. Tabelle 6.6 fasst die Veranderungen

nochmals zusammen.

Tabelle 6.6: Beanspruchungsverédnderung im Einlass-Auslass-Ventilsteg des Zylinderkop-
fes mit Direkteinspritzung
| [ N[ A [B]C |

Dehnschwingbreite [%] 0.48 | 0.56 | 0.52 | 0.46
Prozentuale Verédnderung [%] 16.87 | 8.45 | -4.47
Zwéangung 1.18 | 1.38 | 1.28 | 1.13

6.9 Diskussion

Die Beanspruchungscharakterisierung der thermisch-mechanischen Belastungssituation
fiir die kritischen Orten des Zylinderkopfes zeigt den TMF-OP-Versuch als geeignet fiir
die Beschreibung der Belastungssituation. So ist die Beanspruchung an diesen Orten
weitestgehend einachsig und iiber die Dehnungsbehinderung bei maximaler Temperatur
bestimmt. Schnelle transiente Temperaturwechsel fithren nur zu einer geringen Erho-
hung der mechanischen Dehnungen verglichen mit langsamen, quasi-stationiren thermi-
schen Wechseln. Eine Variation der Minimaltemperatur des thermischen Zyklus fithrt
bei quasi-stationdaren Wechseln zu keiner Vergroflerung der mechanischen Dehnungsam-
plitude, da die Absenkung der Minimaltemperatur zu einer thermischen Dehnung des
gesamten Motors fiihrt, welche keine Dehnungsbehinderung zur Folge hat. Die Deh-
nungsbehinderung entsteht rein aus der inhomogenen Temperaturverteilung im Betrieb
in Kombination mit der Steifigkeitsverteilung des Motors. Untersuchungen zur Monta-
gesituation zeigen fiir das untersuchte Motorkonzept mit Mg—Al-Verbundkurbelgehause
einen geringen Einfluss des Sitzringiibermafles und des Kurbelgehduses. Fir die HCF-
Uberlagerung aus dem Gasdruck ergibt sich durch den Vergleich zu den werkstoffkund-
lichen TMF-HCF-Untersuchungen ein zu vernachléssigender Effekt, da die gefundenen
HCF-Dehnungsamplituden fiir die TMF-kritischen Bereiche unter dem Schwellenwert

aus den Untersuchungen liegen.

Fiir thermisch-mechanische Werkstofflebensdauervergleiche in zylindrischen und bauteil-
nahen Proben ergibt sich abhéngig von der Versuchstechnik eine zusatzliche Interpre-

tationsnotwendigkeit der Ergebnisse. Geregelte TMF-Versuche erfassen die Interaktion
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durch veréanderliche Steifigkeit nicht. Starre ungeregelte TMF-Versuche und bauteilnahe
Proben wie die dargestellte Lochplatte zeigen jedoch eine extrem starke Umlagerung
der Belastung und damit eine sehr grofie Erhohung der Beanspruchungsamplitude. Die
Analyse der Beanspruchungssituation des Bauteil-Thermoschockversuches am Zylinder-
kopfsegment zeigt, dass es aufgrund der deutlich verdanderten Temperaturverteilung und
thermischen Gradienten selbst bei Zylinderkopfgeometrien zu verédndertem Verhalten
gegeniiber dem Zylinderkopf im Motorbetrieb kommt. Die untersuchten Zylinderkopf-
geometrien zeigen fiir die entfestigenden Werkstoffverhalten geringere Dehnungsampli-
tudenerhohungen. Ein Lebensdauerrelativvergleich unterschiedlich stark entfestigender
Werkstoffe ist damit hinsichtlich der Ubertragbarkeit von der Probe auf das Bauteil

deutlich erschwert.

Die Untersuchungen zur Beanspruchungssituation im Zylinderkopf zeigen, dass einerseits
eine belastbare Lebensdauerbewertung fiir Al-Si-Gusslegierungen auf Basis von TMF-
Werkstoffversuchen aufgestellt werden kann. Andererseits miissen die einzelnen Einfluss-
grossen der Beanspruchungssituation jeweils spezifisch fiir die eingesetzte Paarung aus
Werkstoftf und Zylinderkopfgeometrie untersucht und eingeschéatzt werden, um eine ad-
aquate Lebensdauermethodik aufzustellen. Es kann selbst fiir die Al-Si-Gusslegierungen
keine pauschale Vorgehensweise zur Lebensdauerbewertung geben. So konnte gezeigt
werden, dass die transiente Evolution des Materials aufgrund der Alterung den stabi-
lisierten Beanspruchungszustand (Shakedown) nicht verédndert. Wenn sich der Shake-
downzustand im Verhéltnis zur Gesamtlebensdauer vergleichsweise rasch einstellt (z.B.
bei sehr schneller Entfestigung oder vorheriger stabilisierender Warmebehandlung des
Werkstoffes), kann eine Lebensdaueraussage auf Basis des stabilisierten Materialverhal-
tens erfolgen. In diesem Fall kann eine Bewertung im CAE Modell auf Basis weniger
Zyklen (drei bis funf) erfolgen, da sich in der Simulation dann bereits der Shakedow-
nzustand einstellt. Fiir Werkstoffe die keinen stabilen Zustand der Festigkeit erreichen
gestaltet sich die Lebensdaueraussage schwierig. In der industriellen Anwendung sind

ns

"Continuum Damage Mechanics"” Konzepte, die fiir diesen Fall geeignet erscheinen,
nur sehr schwer umsetzbar. Gleichzeitig ist eine Materialanpassung fiir diese Konzepte
schwierig und misste in eigenen Arbeiten untersucht werden. Dies bedeutet, dass fiir
Al-Si-Legierungen, welche keinen stabilen Zustand erreichen eine Lebensdauermethodik

heuristisch basiert sein muss.
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Kapitel 7

Zusammenfassung und Ausblick

Im Rahmen der vorliegenden Arbeit wurden die einzelnen Schritte untersucht, die fiir
eine komplette Lebensdauerbewertung von Zylinderkdpfen aus Al-Si Gusswerkstoffen
notig sind. Hierzu wurden Methoden entwickelt um die versagenskritischen Stellen eines
Zylinderkopfes zu identifizieren, die dort auftretenden Beanspruchungungen zu ermitteln
und hinsichtlich ihrer Auswirkung auf die Lebensdauer des Bauteils zu bewerten. Parallel
dazu wurden experimentelle Arbeiten zum Verhalten einer typischen Zylinderkopflegie-
rung unter anwendungsrelevanten Beanspruchungsbedinungen ausgewertet und die fiir
die Lebensdauerbewertung erforderlichen Werkstoffparameter bestimmt. Die Arbeiten

lassen sich wie folgt zusammenfassen:

An der Zylinderkopflegierung AlSi8Cu3 wurden Untersuchungen zum Verhalten unter
TMF-Beanspruchung durchgefiihrt. Die Legierung wurde in zwei Zustédnden untersucht;
zum einen wurden Bauteile im Niederdruckverfahren vergossen und T1 warmebehan-
delt, zum anderen wurden Bauteile im Schwerkraftgussverfahren hergestellt und einer Th
Wiérmebehandlung unterzogen. Als Grundlage fiir das Verstandnis des Werkstoffverhal-
tens wurden isotherme LCF und anisotherme TMF Versuche zum Ermiidungsverhalten
sowie Auslagerungsversuche fiir das Alterungsverhalten durchgefithrt. Das Lebensdauer-
verhalten der Werkstoffe unter TMF Beanspruchung lasst sich mit einem neuen bruch-
mechanischen Energieparameter addquat beschreiben. Der Parameter wurde ausgehend
von den Arbeiten von Dowling [162,179] mit einem Term fiir die elastische und einem
Term fir die plastische Energie formuliert. Fiir die elastische Energie wird die elastische
Dehnungsenergiedichte aus dem Quadrat der Maximalspannung dividiert durch den E-

Modul berechnet. Die plastische Energie wird direkt aus den Hysteresedaten als dissi-
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pierte Energie, dem Flécheninhalt der Hysterese, berechnet. Um das Alterungsverhalten
des untersuchten Werkstoffes zu beriicksichtigen, erfolgte die Anpassung des Alterungs-
modells nach Shercliff und Ashby [39,43]. Die Verdnderung der Festigkeit aufgrund der
Alterungsvorgénge kann damit fiir die beiden untersuchten Zustinde des Werkstoffes
AlISi8Cu3 sehr gut beschrieben werden.

Ausgehend von der Interpretation und den Ergebnissen dieser Versuche erfolgte die
Modellbildung des Verformungs- und Lebensdauerverhaltens. Fiir die Verformungsmo-
dellierung wurde das viskoplastische ABAQUS Materialmodell Two Layer Viscoplastic
gewihlt. Damit lassen sich insbesondere die Hochtemperatureffekte bei der TMF Be-
anspruchung gut beschreiben. Um die Alterungseffekte in den jeweiligen Zusténden der
Legierung AlSi8Cu3 zu beriicksichtigen, erfolgte eine Implementierung des Shercliff und
Ashby Modells als ABAQUS Subroutine. Viskoplastisches Verformungs- und Alterungs-
modell wurden fiir die Beschreibung des alterungsabhéngigen Materialverhaltens kombi-
niert. Fir die Modellierung wurden die Temperaturabhangigkeiten der einzelnen Materi-
alparameter iiber Funktionen abgebildet, welche mit Hilfe der Modellanpassungsversuche
bestimmt wurden. So konnte die Anzahl der zu optimierenden Parameter deutlich redu-
ziert werden und eine anisotherme Anpassung an alle durchgefiihrten Versuche erfolgen.
Mit diesem kombinierten Verformungsmodell ist eine sehr gute Beschreibung des Ma-
terialverhaltens bei thermisch-mechanischer Belastung iiber den gesamten untersuchten
Temperaturbereich moglich. Sowohl fiir die Verformungs- als auch die Lebensdauermo-
dellierung erfolgte eine erste probabilistische Interpretation, welche eine Beschreibung
der Einfliisse aus Beanspruchung und Beanspruchbarkeit auf die resultierende Lebens-

dauerstreuung in den TMF Versuchen erlaubt.

Die Beanspruchungssituation in thermisch-mechanisch belasteten Zylinderkopfen wurde
mit FE-Berechnungen charakterisiert und der Beanspruchung in TMF-Probenversuchen
gegeniibergestellt. Fir den untersuchten transienten Thermoschockzyklus ergibt sich in
den kritischen und hochbelasteten Ventilstegen eines Zylinderkopfs eine weitgehend ein-
achsige TMF Beanspruchung mit einer nur geringen Phasenverschiebung zwischen Tem-
peratur und mechanischer Beanspruchung, die mit "Out-of-Phase" (OP) Versuchen sehr
gut tbereinstimmt. Die mechanische Dehnungsamplitude des transienten Thermoschock-
zyklus weifit nur eine geringe Erhohung verglichen mit einem quasi-stationéren Zyklus
auf. Die aus dem Gasdruck resultierende mechanische HCF-Dehnungsamplitude wurde
fiir den untersuchten Ottomotor dem aus Untersuchungen bekannten Schwellenwert, ab

dem eine tiberlagerte HCF-Beanspruchung zu einer Reduzierung der Lebensdauer fiihrt,
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gegeniibergestellt. Die berechneten HCF-Dehnungsamplituden liegen knapp unterhalb
des Schwellenwertes, so dass eine Trennung der rechnerischen Lebensdauerbewertung in
HCF und TMF zuléssig ist. Detailiert wurde eine Interaktion zwischen der Entfestigung
aufgrund der Alterung und der sich einstellenden Zwangung untersucht. In Abhéngig-
keit von der Geometrie und dem Ausmafl der Entfestigung ergibt sich eine deutliche
Erhéhung der Zwangung und damit der im TMF Zyklus resultierenden mechanischen
Dehnungsamplitude. Die Erhéhung ist ums grofier, je stiarker das kritisch beanspruchte
und entfestigende Volumen entfestigt und je starker es mit der einspannenden Umgebung

wechselwirkt.

Gesamthaft betrachtet lassen sich die Ergebnisse dieser Arbeit folgendermaflen zusam-

menfassen:

Je nach eingesetzter Al-Si Gusslegierung gilt es die betrachteten Modellierungsbaustei-
ne geeignet zusammenzustellen. Zum Beispiel kann fiir Legierungen vom Typ Al-Si-Cu,
die eine stabilisierende Warmauslagerung bei sehr hohen Temperaturen erfahren haben,
eine Modellierung der Alterung entfallen, da keine signifikanten Anderungen der Fe-
stigkeit mehr zu erwarten sind. Fiir Legierungen die eine Warmebehandlung erfahren
haben und im Ausgangszustand nahe dem Festigkeitsmaximum liegen, ist jedoch eine

Berticksichtigung der Festigkeitsdnderungen durch die Alterungsvorgénge notig.

Fiir eine Lebensdauermethodik gilt generell, dass sie als ganzheitliche Methode gesehen
werden muss. Einzelne Bausteine diirfen nicht aus dem Gesamtkontext herausgelost be-
trachtet werden, sondern konnen nur im Zusammenhang des Prozesses, welcher fiir eine
Bewertung der thermomechanischen Lebensdauer durchgefithrt wird, eingeschéatzt wer-
den. So kann eine einfache Methode, welche durch einen groflen Erfahrungsschatz zu einer
belastbaren Heuristik fithrt, auch grofie Dienste bei der Auslegung leisten. Generell gilt,
dass das Temperaturfeld grofien Einfluss auf die resultierende thermisch-mechanische
Beanspruchung hat. Damit kommt der Temperaturfeldprognose eine entscheidende Be-

deutung fiir eine Lebensdauerbewertung zu.

Aufgrund der zahlreichen Einflussgrofien, von denen einige im Laufe einer Motorenent-
wicklung starken Schwankungen unterworfen sind, scheint der Schritt von einer deter-
ministischen, hin zu einer probabilistischen Lebensdauermethodik sinnvoll zu sein. Hier
konnte, statt einer berechneten Lebensdauer fiir einen thermomechanischen Zyklus, eine

Ausfallwahrscheinlichkeit fiir den thermomechanischen Zyklus mit geforderter Zyklen-
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zahl stehen, welche einen ausfallsicheren Betrieb bei Kundenbeanspruchungen gewéhr-
leistet. In die probabilistische Betrachtung miissten neben den Streuungen im Werkstoff,
auch Streuungen und Unsicherheiten der thermischen Belastungen, sowie der geometri-

schen Situation einfliessen.

Eine weitere wichtige Grofe fiir die TMF Versuchsfiihrung ist die gestaltabhéangige Deh-
nungsbehinderung, als Maf} fiir die behinderte, thermische Dehnung. Zur Berticksich-
tigung des Einfluss der Alterung sind Komplexe TMF (CTMF) Versuche [180] tiber
die klassischen TMF Versuche hinaus von Interesse. Mit derartigen Versuchen kann der
Einfluss, den das spezifische Entfestigungsverhalten des jeweiligen Werkstoffzustandes
auf die Steifigkeit und damit auf die vorliegende Dehnungsbehinderung haben kann,
erfasst werden und realistischere mechanische Dehnungsamplituden fiir vergleichende
TMF-Versuche ermittelt werden. Ferner kann damit iiberpriift werden, inwieweit die

ermittelten Materialparameter unabhéngig von der Belastungshistorie sind.

Abschliessend kann gesagt werden, dass fiir die weitere Entwicklung hochbelasteter Zy-
linderkopfe gleichermafien Anstrengungen in der konstruktiven Gestaltung, wie z.B. Sa-
geschnitte zwischen den Brennraumen, eine sorgfiltige Gestaltung der Kiithlung und die

Weiterentwicklung der Zylinderkopfwerkstoffe notwendig sind [181].
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