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Kurzfassung  

Aus den von der Bundesanstalt für Straßenwesen veröffentlichten Zustandsnoten 
lässt sich ein erheblicher Sanierungsbedarf deutscher Straßenbrücken ableiten. 
Das Aufkleben von CFK-Lamellen stellt eine leistungsfähige Verstärkungsme-
thode zur Erhöhung der Restlebensdauer ermüdungsrissgeschädigter Stahlbrü-
ckenbauteile dar. Im Rahmen der vorliegenden Arbeit werden umfangreiche ex-
perimentelle und numerische Untersuchungen zum Rissfortschrittsverhalten in 
Stahlblechen unter zyklischer Beanspruchung, welche mit aufgeklebten CFK-La-
mellen verstärkt wurden, sowie zum Trag- und Versagensverhalten geklebter 
CFK-Stahl-Überlappverbindungen durchgeführt. Die klebtechnische Verstärkung 
durch CFK-Lamellen weist viele Nachteile üblicher Verstärkungsmethoden nicht 
auf. Die Entwicklung und Validierung eines ingenieurmäßigen Verfahrens zur 
Abschätzung der Fortschrittsgeschwindigkeit von Ermüdungsrissen in mit aufge-
klebten CFK-Lamellen verstärkten Stahlbauteilen ist ein wesentlicher Schritt zur 
Umsetzung der Verstärkungsmaßnahme in der Praxis und stellt den Kern dieser 
Arbeit dar.  

Auf Grundlage anwendungsspezifischer Randbedingungen des Stahlbrücken-
baus werden zwei Epoxidharzklebstoffe und eine CFK-Lamelle für die experimen-
tellen Untersuchungen ausgewählt und zunächst anhand von standardisierten 
Versuchen hinsichtlich ihres Verformungs- und Versagensverhaltens charakteri-
siert. In quasi-statischen Versuchen und Dauerschwingversuchen an zweischnit-
tigen, geklebten CFK-Stahl-Überlappverbindungen wird das Trag- und Versa-
gensverhalten unter anwendungsnahen Beanspruchungszuständen untersucht. 
Anhand der Versuchsergebnisse wird ein Verbundspannungs-Schlupf-Modell zur 
Abschätzung der statischen Verbindungstragfähigkeit verifiziert sowie Wöhlerli-
nien zur Abschätzung der Ermüdungsfestigkeit der CFK-Stahl-Verbindung abge-
leitet. 

In Dauerschwingversuchen an Stahlblechen mit zentrischem Innenriss, die mit 
aufgeklebten CFK-Lamellen verstärkt wurden, werden der Einfluss der Lamellen-
vorspannung, des Lastniveaus, des Klebstoffs sowie einer ein- oder beidseitigen 
Lamellenapplikation auf die Restlebensdauer untersucht. Die Versuchsergebnisse 
zeigen die hohe Leistungsfähigkeit der geklebten Verstärkung auf und werden zur 
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Validierung einer entwickelten, numerischen Methodik zur Rissfortschrittsbe-
rechnung herangezogen. 

Im Rahmen einer numerischen Parameterstudie wird der Einfluss geometrischer 
und werkstofflicher Parameter auf die Wirksamkeit der CFK-Verstärkung quanti-
fiziert. Anhand der Untersuchungsergebnisse wird abschließend ein ingenieurmä-
ßiges Verfahren zur Abschätzung der Restlebensdauer CFK-verstärkter Stahlble-
che auf Grundlage eines bruchmechanischen Berechnungsansatzes mit 
Modifikationsfaktoren entwickelt und validiert. Die Gegenüberstellung mit Ver-
suchsergebnissen zeigt, dass die Restlebensdauer mit dem ingenieurmäßigen Be-
rechnungsverfahren zuverlässig prognostiziert wird. 
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Abstract  

From the condition grades published by the Federal Highway Research Institute, 
a considerable need for rehabilitation of German road bridges can be deduced. The 
adhesive bonding of CFRP lamellas is a powerful reinforcement method for in-
creasing the remaining service life of steel bridge components damaged by fatigue 
cracking. Within the scope of the present work, extensive experimental and nu-
merical investigations are carried out on the crack propagation behaviour in steel 
plates under cyclic loading, which have been reinforced with adhesively bonded 
CFRP lamellas, as well as on the load-bearing and failure behaviour of CFRP-steel 
double-lap joints. The reinforcement with bonded CFRP lamellas does not show 
disadvantages of common reinforcement methods. The development and valida-
tion of an engineering procedure for estimating the fatigue crack propagation rate 
in steel components reinforced with bonded CFRP lamellas is an essential step to 
the implementation of the strengthening measure in practice and represents the 
core of the work. 

Based on application-specific boundary conditions of steel bridge construction, 
two epoxy-based adhesives and one CFRP lamella are selected for the experi-
mental investigations and characterised with regard to their load-bearing and de-
formation behaviour using standardised tests. In quasi-static tests and fatigue tests 
on CFRP-steel double-lap joints, the load-bearing and failure behaviour under 
near-application loading conditions is investigated. Based on the test results, a 
bond-slip model for estimating the static joint load-bearing capacity is verified and 
Woehler lines are derived for estimating the fatigue strength of the CFRP-steel 
joint. 

With the help of fatigue tests on steel plates with a central crack, which were rein-
forced with bonded CFRP lamellas, the influence of the lamella pretension, the 
load level, the adhesive and a one-sided or two-sided lamella application on the 
remaining service life is investigated. The test results show the high performance 
of the bonded reinforcement and are used to validate a developed numerical pro-
cedure for crack propagation calculation. 
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Within the framework of a numerical parameter study, the influence of geometric, 
and material parameters on the effectiveness of the CFRP reinforcement is quanti-
fied. Based on the results of the study, an engineering procedure for estimating the 
remaining service life of CFRP-reinforced steel plates is developed and validated 
on the basis of a fracture mechanics calculation approach with modification fac-
tors. The comparison with test results shows that the remaining service life can be 
reliably predicted with the engineering calculation method. 
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1 Einleitung  

1.1 Ausgangssituation 

Die von der Bundesanstalt für Straßenwesen veröffentlichten Zustandsnoten der 
deutschen Brücken zeigen einen erheblichen Sanierungsbedarf auf. Demnach ist 
ein erheblicher Anteil der Brückenbauwerke an Bundesfernstraßen in einem nicht 
ausreichenden oder ungenügenden Zustand (BASt - Bundesanstalt für Straßenwesen 
2021). Das heißt, Instandsetzungsmaßnahmen sind in näherer Zukunft zu planen 
oder die Standsicherheit ist in erheblichem Maße beeinträchtigt oder nicht mehr 
gewährleistet.  

Brückenkonstruktionen in Stahlbauweise, die einem nicht ausreichenden oder un-
genügenden Zustand zugeordnet werden, zeigen häufig Ermüdungsrisse an Stel-
len von Spannungskonzentrationen. Eine wesentliche Ursache dafür liegt in dem 
in den letzten drei Jahrzehnten stark angewachsenen Schwerlastverkehr-Aufkom-
men, welches die bei der Bemessung zugrunde gelegten Prognosen der Verkehrs-
belastung deutlich übersteigt. Hinzu kommt, dass das zulässige Gesamtgewicht 
sowie die zulässigen Achslasten von LKW in den vergangenen Jahrzehnten stetig 
gestiegen sind. Zudem war der Nachweis der Ermüdungsfestigkeit lange Zeit von 
untergeordneter Bedeutung. Viele ältere Straßenbrücken aus Stahl wurden mit 
unzureichender Ermüdungsfestigkeit konstruiert und gebaut. Insbesondere die in 
den 1960er- und 1970er-Jahren erbauten Brücken, welche einen Großteil des Be-
stands der deutschen Stahlstraßenbrücken ausmachen, weisen daher seit 20 Jahren 
in stark zunehmendem Ausmaß Ermüdungsschäden auf (Friedrich 2008). 

Für die deutsche Wirtschaft mit ihrem hohen Transportaufkommen stellt ein funk-
tionierendes Straßensystem die essentielle Basis dar. Bestandsbauwerke können 
aus volkswirtschaftlichen und bautechnischen Gründen nicht ohne weiteres durch 
Neubauten ersetzt werden, weshalb eine Ertüchtigung häufig unumgänglich ist. 
Sie erfordert effektive und zuverlässige Methoden. 

Derzeit angewendete Verstärkungsmaßnahmen sind das Reparaturschweißen, 
das Anbohren der Rissspitze, das Aufschrauben vorgespannter Stahlbleche oder 
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das Anbringen zusätzlicher Verbände. Diese bringen jedoch eine Vielzahl von 
Nachteilen mit sich (z.B. Fish et al. 2015; Kuhlmann/Hubmann 2016; Abed et al. 2017).  

    

Abbildung 1-1: Reparaturschweißung an einem Fahnenblech mit Folgeriss (links), Aufgelaschtes 
Blech an einem Querträgersteg einer orthotropen Fahrbahnplatte mit Folgeriss 
(rechts) (Koller 2018b) 

Durch das Reparaturschweißen können neue, undefinierte Kerbdetails entstehen, 
die insbesondere in Verbindung mit den negativ wirkenden Schweißeigenspan-
nungen neue potentielle Rissausgangsorte darstellen (siehe Abbildung 1-1). 
Schrauben- bzw. Bohrlöcher schwächen den Querschnitt des Bauteils und sind 
ebenso Stellen mit erhöhten Spannungskonzentrationen. Neben diesen lokalen 
Verstärkungsmaßnahmen stellen z.B. zusätzliche Verbände oder ähnliche kon-
struktive Maßnahmen globale Eingriffe in die Bestandsstruktur dar. Diese können 
die globalen Steifigkeitsverhältnisse so stark beeinflussen, dass eine erneute, stati-
sche Bewertung des Bauwerks erforderlich wird. Dies ist mit einem erheblichen 
zusätzlichen Aufwand verbunden.  

CFK-Verstärkungskonzept 

Vor dem Hintergrund der ermüdungsgeschädigten Infrastrukturbauwerke ist der 
Einsatz von kohlenstofffaserverstärkten Kunststoffen (CFK) zur nachträglichen 
Verstärkung im Stahlbau in den letzten beiden Jahrzenten in den Fokus der For-
schung gerückt. Ermüdungsrissgeschädigte Stahlbauteile werden mit aufgekleb-
ten CFK-Lamellen oder mit auflaminierten CF-Gelegen verstärkt, um die Rissfort-
schrittsrate zu verringern bzw. die Restlebensdauer zu erhöhen. CFK-Lamellen 
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werden an konstruktiv sinnvollen Positionen aufgeklebt und können für eine hö-
here Wirksamkeit vorgespannt werden. 

Die klebtechnische Verstärkung durch CFK-Lamellen weist eine Vielzahl an Vor-
teilen gegenüber den derzeit eingesetzten Verstärkungsmethoden auf. Kohlen-
stofffaserverstärkte Kunststoffe zeichnen sich durch ihr geringes Eigengewicht so-
wie ihre hohe Steifigkeit und Festigkeit in Faserrichtung aus. Zudem weisen sie 
einen hohen Widerstand gegen Ermüdung und eine hohe Dauerhaftigkeit auf. 
Durch den Einsatz des Fügeverfahrens Kleben entstehen keine neuen, die Stahl-
baukonstruktion schädigenden Kerbfälle. Die an den vorliegenden Rissen vorhan-
denen Spannungskonzentrationen werden vielmehr durch den für Klebungen ty-
pischen, flächigen Lasteintrag reduziert, ohne die Bauteile durch 
Wärmeeinwirkung oder Lochabzug negativ zu beeinflussen. 

1.2 Problemstellung und Zielsetzung 

Bisherige Forschungsergebnisse zeigen grundsätzlich die hohe Leistungsfähigkeit 
der CFK-Verstärkung zur Erhöhung der Restlebensdauer ermüdungsrissgeschä-
digter Stahlbauteile auf. Allerdings fehlen systematische Untersuchungen unter 
Einbeziehung maßgebender Randbedingungen im Stahlbrückenbau. Diese Rand-
bedingungen umfassen neben den Last- und Temperatureinwirkungen auf das 
Brückenbauwerk auch die Geometrie rissgeschädigter Bauteile.  

Für die Umsetzung einer solchen klebtechnischen Verstärkungsmaßnahme in der 
Baupraxis ist das Vorhandensein eines geeigneten Berechnungsverfahrens zur Ab-
schätzung des Rissfortschritts im Stahl unabdingbar. Praxistaugliche Berech-
nungsmethoden zur Quantifizierung der Restlebensdauer nach einer Verstär-
kungsmaßnahme durch aufgeklebte CFK-Lamellen, welche die maßgebenden 
geometrischen, werkstofflichen und beanspruchungsspezifischen Einflussgrößen 
berücksichtigen, existieren derzeit nicht. Im Detail sollen in der vorliegenden Ar-
beit nachfolgende wissenschaftlich-technische Ergebnisse erzielt werden: 

• Systematische experimentelle Untersuchung des Einflusses vorge-
spannt und nicht vorgespannt aufgeklebter CFK-Lamellen auf die Rest-
lebensdauer von ermüdungsrissgeschädigten Stahlblechen 
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• Sicherstellung einer ausreichenden Ermüdungsfestigkeit der Klebver-
bindung zwischen dem gerissenen Stahlblech und den CFK-Lamellen 
in bestimmten Risslängenbereichen 

• Entwicklung eines numerischen Berechnungsverfahrens zur Quantifi-
zierung der Rissfortschrittsgeschwindigkeit bzw. der Restlebensdauer 
und Validierung auf Basis der experimentellen Untersuchungen 

• Quantifizierung des Einflusses geometrischer, werkstofflicher und be-
anspruchungsspezifischer Einflussgrößen auf die Rissspitzenbeanspru-
chung und die Rissfortschrittsgeschwindigkeit  

• Ableitung und Validierung eines ingenieurmäßigen Berechnungsver-
fahrens zur Abschätzung der Beanspruchung und der Fortschrittsge-
schwindigkeit von Ermüdungsrissen in CFK-verstärkten Stahlblechen  

1.3 Vorgehen und Aufbau der Arbeit 

Nachfolgend wird das Vorgehen zur Lösung der zuvor beschriebenen Problem-
stellung erläutert. Dazu werden die einzelnen Kapitel dieser Arbeit und die Zu-
sammenhänge zwischen diesen beschrieben. 

Kapitel 2 fasst den Kenntnisstand zusammen. Dabei wird zunächst auf Grundla-
gen der Ermüdung in Stahlbauteilen und auf bruchmechanische Verfahren zur 
Rissfortschrittsanalyse eingegangen. Anschließend werden spezifische, für diese 
Arbeit relevante Eigenschaften von faserverstärkten Kunststoffen und Klebstoffen 
bzw. Klebverbindungen erläutert. Es werden Modelle zur Analyse des Trag- und 
Versagensverhalten geklebter CFK-Stahl-Verbindungen beschrieben und gegen-
übergestellt. Des Weiteren wird ein Überblick über den aktuellen Stand der For-
schung zur Verstärkung von Stahlbauteilen mit faserverstärkten Kunststoffen ge-
geben. 

In Kapitel 3 werden rissgeschädigte Konstruktionsdetails in Stahlbrücken hin-
sichtlich ihrer Eignung für eine Verstärkung mit aufgeklebten CFK-Lamellen ana-
lysiert. Die Grundlage dafür bilden Berichte von Brückenprüfungen nach (DIN 
1076). Für ausgewählte Details werden anwendungsrelevante, konstruktive Rand-
bedingungen zusammengefasst.  
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Kapitel 4 umfasst die Beschreibung und Charakterisierung des Verstärkungskon-
zepts. Daraus werden in Verbindung mit den Erkenntnissen aus Kapitel 3 wich-
tige Anforderungen an den Klebverbund abgeleitet. Die Ergebnisse werden in ei-
nem Anforderungskatalog für die Klebstoffauswahl zusammengefasst. 

Auf Grundlage der in Kapitel 4 definierten Anforderungen werden in Kapitel 5 
zwei geeignete Klebstoffe sowie ein CFK-Werkstoff ausgewählt. Anhand der Er-
gebnisse standardisierter Charakterisierungsversuche wird das Verformungsver-
halten der Werkstoffe analysiert. Zur Untersuchung der Tragfähigkeit der Kleb-
verbindung unter anwendungsnahen Beanspruchungszuständen werden quasi-
statische Versuche und Dauerschwingversuche an bauteilähnlichen CFK-Stahl-
Verbindungen durchgeführt. Mithilfe der Versuchsergebnisse wird ein Berech-
nungsansatz validiert, der es ermöglicht die quasi-statische Tragfähigkeit der Ver-
bindung abzuschätzen. Die Ergebnisse der Dauerschwingversuche bilden die 
Grundlage für Wöhlerdiagramme, welche zur Abschätzung der Ermüdungsfes-
tigkeit der Klebverbindung herangezogen werden können.  

Zur Untersuchung des Einflusses der CFK-Verstärkung auf die Restlebensdauer 
von rissgeschädigten Stahlbauteilen werden Dauerschwingversuche an zentrisch 
gekerbten Stahlblechen durchgeführt. Diese sind Gegenstand von Kapitel 6. Im 
Rahmen der Versuche wird der Einfluss verschiedener Parameter, wie der Lamel-
lenvorspannung, der Klebstoffsteifigkeit, des Lastniveaus sowie einer ein- oder 
beidseitigen Lamellenapplikation auf die Rissfortschrittsgeschwindigkeit sowie 
auf die Restlebensdauer untersucht.  

In Kapitel 7 wird ein numerisches Verfahren zur Berechnung des Rissfortschritts 
in CFK-verstärkten Stahlblechen entwickelt. Die Grundlage dafür sind parametri-
sierte, numerische Modelle, mit welchen die Spannungsintensitätsfaktoren ermit-
telt werden. Das Berechnungsverfahren wird anhand analytischer Lösungen und 
anhand der experimentellen Ergebnisse aus Kapitel 6 validiert.  

Den originären Beitrag der vorliegenden Arbeit stellt die Entwicklung eines inge-
nieurmäßigen Verfahrens zur Prognose der Rissfortschrittsgeschwindigkeit auf 
Basis eines bruchmechanischen Berechnungsansatzes in Kapitel 8 dar. Zur Be-
rücksichtigung des Einflusses der CFK-Verstärkung auf die Rissspitzenbeanspru-



1  Einleitung 

6 

chung werden Modifikationsfaktoren eingeführt. Im Rahmen einer anschließen-
den Parameterstudie wird der Einfluss geometrischer und werkstofflicher Para-
meter auf die Modifikationsfaktoren quantifiziert.  

Mithilfe von Dimensionsanalysen werden die Modifikationsfaktoren für ausge-
wählte Rissprobleme in einen funktionalen Zusammenhang mit den im vorheri-
gen Kapitel identifizierten Parametern gebracht. Das ingenieurmäßige Berech-
nungsverfahren wird abschließend anhand von Versuchsergebnissen aus der 
Literatur und eigenen Versuchsergebnissen validiert. 

Kapitel 9 fasst die wesentlichen Ergebnisse der vorliegenden Arbeit zusammen 
und gibt einen Ausblick auf Fragestellungen für zukünftige Arbeiten. 
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2 Grundlagen 

2.1 Ermüdung von Stahlbauteilen 

2.1.1 Allgemeines 

Unter dem Begriff Ermüdung wird im Allgemeinen eine Werkstoffschädigung in-
folge zeitlich veränderlicher, häufig wiederholter mechanischer Beanspruchung 
verstanden. Diese Schädigung umfasst die Bildung (Initiierung) und den Fort-
schritt von Rissen. Bei konstanter Beanspruchungsamplitude wird häufig von ei-
ner schwingenden Beanspruchung gesprochen (Radaj/Vormwald 2007). Diese kann 
grundsätzlich, wie in Abbildung 2-1 dargestellt, charakterisiert werden. 

 

Abbildung 2-1: Charakterisierung einer einstufigen Schwingbeanspruchung 

Oberspannung 𝜎𝑜; Unterspannung: 𝜎𝑢  

Spannungsschwingbreite: ∆𝜎 = 𝜎𝑜 − 𝜎𝑢 (2.1) 

Spannungsamplitude: 𝜎𝑎 = ∆𝜎/2 (2.2) 
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Mittelspannung: 𝜎𝑚 = (𝜎𝑜 + 𝜎𝑢)/2 (2.3) 

Spannungsverhältnis: 𝑅 = 𝜎𝑢/𝜎𝑜 (2.4) 

Zur Beschreibung des periodischen Beanspruchungsverlaufs werden meist die 
Spannungsschwingbreite ∆𝜎 und das Spannungsverhältnis 𝑅 verwendet. Die 
Spannungsschwingbreite lässt sich aus der Differenz der Ober- und Unterspan-
nung bilden. Das Spannungsverhältnis ergibt sich aus dem Verhältnis der Unter- 
zur Oberspannung. Je nach Höhe der Ober- und Unterspannung eines Lastspiels 
lassen sich Beanspruchungsbereiche mit verschiedenen Spannungsverhältnissen 
definieren. Diese sind in Abbildung 2-2 dargestellt.  

 

Abbildung 2-2: Beanspruchungsbereiche bei schwingender Beanspruchung (nach Radaj/Vormwald 
2007) 

Die Beanspruchungen ermüdungsgefährdeter Bauteile im Stahlbrückenbau liegen 
mit 𝑅 ≥ 0 meist im Zugschwellbereich. Das Spannungsverhältnis wird im Brü-
ckenbau maßgeblich durch das Verhältnis der Höhe des Brückeneigengewichts 
zur Höhe der Verkehrslast geprägt. Ermüdungsbeanspruchungen in Verbund- 
und Stahlbetonbrücken weisen aufgrund ihres hohen Eigengewichts häufig hö-
here Spannungsverhältnisse als bei Stahlbrücken auf (Breunig et al. 2021). 

Infolge wiederholter Beanspruchungen unterhalb der Festigkeitsgrenze können in 
Stahlwerkstoffen Ermüdungsrisse entstehen. Auf mikroskopischer Ebene laufen 
dabei zunächst plastische Versetzungsbewegungen entlang der Gleitsysteme der 
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Kristallgitterstruktur ab. Daraus entstehen häufig Mikrorisse an Korngrenzen 
oder lokalen Fehlstellen (Ausscheidungen, Einschlüsse, etc.). Dieser mikroplasti-
sche Effekt findet unterhalb der makroskopischen Fließgrenze statt und ist daher 
nicht im makroskopischen Spannung-Dehnungs-Verhalten erkennbar 
(Pokluda/Šandera 2010). Der Riss verläuft anfangs über wenige Korngrenzen hin-
weg in einem Winkel von 45° zur Hauptbelastungsrichtung und richtet sich mit 
steigender Lastwechselzahl anschließend rechtwinklig zur Hauptnormalspan-
nung aus. Er wächst dann als sogenannter Makroriss weiter. 

In Stahlbauteilen existieren in der Regel natürliche Kerben, wie die Rauigkeit der 
Walzhaut oder Korrosionsnarben, und konstruktive Kerben, wie Lochbohrungen 
oder Schweißnähte. Diese stellen Orte erhöhter Spannungen dar und sind daher 
meist Ausgangsorte von Ermüdungsrissen (Petersen 2013). Die Ermüdungsfestig-
keit wird maßgeblich von der Kerbschärfe, der konstruktiven Gestaltung des Bau-
teils sowie dem Betriebscharakter und der Höhe der Ermüdungsbelastung beein-
flusst. Daher ist die Ermüdungsfestigkeit nicht als reine Werkstoffkenngröße, wie 
z.B. die Zugfestigkeit, zu verstehen.  

2.1.2 Rissspitzenbeanspruchung 

Zur Beschreibung der Beanspruchung direkt an der Spitze eines Risses sind Span-
nungen nicht geeignet. Dies wird deutlich, wenn man die Spannungen in einer 
zugbeanspruchten Scheibe mit einem elliptischen Ausschnitt betrachtet (siehe Ab-
bildung 2-3). Die maximale Spannung tritt an den beiden Stellen der stärksten 
Krümmung der Ellipse auf. Für 𝑏 → 0 strebt die Krümmung gegen Null und es 
entsteht eine rissartige Kerbe, der sogenannte Griffith-Riss. An der Stelle der Kerb- 
bzw. Rissspitze werden die Spannungen unter Annahme eines linear-elastischen 
Materialverhaltens unendlich groß. Bei realen Werkstoffen wird theoretisch die 
Fließgrenze weit überschritten. Jedoch führt dies nicht zum sofortigen Versagen. 
Eine Bewertung der Rissspitzenbeanspruchung auf Basis von Spannungen ist da-
her nicht sinnvoll (Edel 2015).  
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Abbildung 2-3: Zugbeanspruchte Scheibe mit elliptischem Ausschnitt, Rissöffnungsart I (Edel 
2015) 

In der linear-elastischen Bruchmechanik (LEBM), welche voraussetzt, dass die 
Größe der plastischen Zone an der Rissspitze klein gegenüber der Risslänge ist, 
werden üblicherweise die von Irwin eingeführten Spannungsintensitätsfaktoren 
(SIF) zur Quantifizierung der Rissspitzenbeanspruchung verwendet (Irwin 1957). 
Grundsätzlich wird zwischen drei Rissöffnungsarten unterschieden. In der Praxis 
ist die Rissöffnungsart I, bei der der Riss unter Zugbeanspruchung orthogonal zur 
Rissebene steht, meist von hoher Relevanz. Der Grund dafür ist, dass sich Ermü-
dungsrisse in der Regel mit der Zeit orthogonal zur ersten Hauptspannung aus-
richten. Eine Schubbeanspruchung orthogonal (Rissöffnungsart II) oder quer 
(Rissöffnungsart III) zur Rissebene ist meist von untergeordneter Bedeutung.  

Für die Rissöffnungsart I ergibt sich der Spannungsintensitätsfaktor 𝐾𝐼  zu: 

𝐾𝐼 = 𝜎0 ∙ √𝜋 ∙ 𝑎 ∙ 𝑌0 (2.5) 

Gleichung 2.5 enthält die nominelle Spannung 𝜎0 und die Risslänge 𝑎. Der Form-
faktor 𝑌0 berücksichtigt zudem die Einflüsse der Bauteil- und Rissgeometrie sowie 
die Verteilung der Spannungen in größerem Abstand zur Rissspitze. Für einfache 
Rissprobleme, wie eine zugbeanspruchte Scheibe mit endlicher Breite und zentri-
schem Innenriss, finden sich in der Literatur eine Vielzahl verschiedener Nähe-
rungslösungen (Irwin 1957; Brown/Shrawley 1967; Tada et al. 2000). Diese werden 
häufig auf Grundlage analytischer oder numerischer Betrachtungen abgeleitet. In 
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(Tada et al. 2000) ist die nachfolgende empirische Formel zur Bestimmung des SIF 
mit einer Genauigkeit von ± 0,1 % angegeben, darin ist 𝑊 die Scheibenbreite. Zu 
beachten ist, dass hier durch 𝑎 die halbe Risslänge beschrieben wird. 

𝑌0 = {1 − 0,025(2𝑎
𝑊⁄ )

2
+ 0,06(2𝑎

𝑊⁄ )
4

} √𝑠𝑒𝑐 𝜋𝑎
𝑊

 (2.6) 

Mithilfe der linear-elastischen Bruchmechanik lassen sich die meisten Rissfort-
schrittsprobleme in ingenieurtechnischen Anwendungen beschreiben. Die elas-
tisch-plastische Bruchmechanik (auch: EPBM oder Fließbruchmechanik) ermög-
licht die Berücksichtigung des Einflusses großer plastischer Zonen um die 
Rissspitze auf das Rissfortschrittsverhalten. Diese wird im Rahmen von Untersu-
chungen des zyklischen Rissfortschritts jedoch meist nur bei kurzen Rissen oder 
im Kurzzeitfestigkeitsbereich relevant (Edel 2015). In der Literatur finden sich ver-
schiedene Grenzkriterien für kurze Risse (Edel 2015; Radaj/Vormwald 2007). Kurz-
rissverhalten tritt im Allgemeinen definitionsgemäß bei Risslängen von 
𝑎 < 0,5 mm auf. 

2.1.3 Beschreibung des Rissfortschritts 

Zur Beschreibung des Rissfortschritts kann die Rissspitzenbeanspruchung in ei-
nen funktionalen Zusammenhang mit der Rissfortschrittsrate gebracht werden. 
Die Schwingbreite des SIF, ∆𝐾 (auch: zyklischer SIF) stellt dabei die risstreibende 
Kraft dar. Im Folgenden ist mit ∆𝐾 im Allgemeinen der zyklische Spannungsin-
tensitätsfaktor für den Rissmodus I, ∆𝐾𝐼 gemeint. In Abbildung 2-4 ist der qualita-
tive Verlauf der Rissfortschrittsrate über den zyklischen SIF aufgetragen. Die Dia-
grammachsen sind üblicherweise doppeltlogarithmisch skaliert.  

Es lassen sich drei charakteristische Bereiche unterscheiden. Unterhalb eines be-
stimmten Schwellenwerts ∆𝐾𝑡ℎ findet kein Risswachstum statt (Bereich I). Dies 
lässt sich nach (Elber 1970) u.a. auf den Rissschließeffekt zurückführen. Die Riss-
fortschrittsrate steigt im Bereich II dann zunächst schnell an und nimmt anschlie-
ßend näherungsweise proportional zum zyklischen SIF zu. Dieser Bereich be-
schreibt den sogenannten stabilen Rissfortschritt. Im Bereich III wächst die 
Rissfortschrittsrate zunehmend stärker an, bis schließlich der Bruch bei Erreichen 
der Bruchzähigkeit 𝐾𝐼𝑐 bzw. 𝐾𝑐 eintritt (instabiles Risswachstum). 
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Abbildung 2-4: Schematische Darstellung der Rissfortschrittsrate in Abhängigkeit des zyklischen 
SIF (Radaj/Vormwald 2007) 

Es wird hier zwischen zwei Grenzfällen, dem ebenen Dehnungszustand (EDZ) 
und dem ebenen Spannungszustand (ESZ), unterschieden. In sehr dünnen Platten 
bzw. dünnwandigen Bauteilen wird die Dehnung in Dickenrichtung nicht oder 
nur geringfügig behindert. Es wirkt maßgeblich der ebene Spannungszustand 
(ESZ). Mit steigender Dicke wird die Dehnung in Dickenrichtung zunehmend be-
hindert. Bei hinreichender Dicke liegt maßgeblich der ebene Dehnungszustand 
(EDZ) vor (Biermann/Krüger 2014). Grundsätzlich herrscht in zugbeanspruchten 
Blechen in der Mittelebene ein EDZ und an den Oberflächen ein ESZ vor, woraus 
ein gekrümmter Verlauf der Rissfront in Blechdickenrichtung resultiert (Edel 
2015).  

In der Ingenieurpraxis hat sich die Paris-Erdogan Gleichung (Paris/Erdogan 1963) 
zur Bewertung und Vorhersage des Risswachstums in metallischen Werkstoffen 
etabliert. Diese ist in Gleichung 2.7 dargestellt. 

𝑑𝑎
𝑑𝑁

= 𝐶 ∆𝐾𝑚    für    ∆𝐾 > ∆𝐾𝑡ℎ, sonst: 𝑑𝑎
𝑑𝑁

= 0 (2.7) 
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Sie beschreibt den Zuwachs an Risslänge pro Lastzyklus als Potenzfunktion des 
Spannungsintensitätsfaktors und ist die am häufigsten verwendete Beziehung zur 
Beschreibung des stabilen Rissfortschritts im Bereich II. Im doppeltlogarithmisch 
skalierten Diagramm stellt sich diese Beziehung als Gerade dar. Häufig wird diese 
Gerade vereinfachend bis ∆𝐾𝑡ℎ bzw. 𝐾𝐼𝑐 weitergeführt, was zu einer Überschät-
zung der Rissfortschrittsrate im Bereich I bzw. zu einer Unterschätzung im Be-
reich III führt. Dies ist je nach Anwendung zu berücksichtigen. Häufig ist der An-
teil des Rissfortschritts mit instabilem Risswachstum im Vergleich zur gesamten 
Restlebensdauer jedoch vernachlässigbar gering. 

Mithilfe der nachfolgenden Gleichung 2.8 lässt sich die Lastwechselzahl bestim-
men, die für ein Risswachstum von einer Anfangsrisslänge 𝑎0 bis zu einer End-
risslänge 𝑎𝑓𝑖𝑛 benötigt wird. Diese wird üblicherweise durch numerische Integra-
tion gelöst. 

𝑁 = ∫ 𝑑𝑁 = ∫ 𝑑𝑎
𝐶 ∆𝐾𝑚

𝑎𝑓𝑖𝑛
𝑎=𝑎0

 (2.8) 

Neben der Schwingweite des SIF beeinflussen die Paris-Koeffizienten 𝐶 (Paris-
Faktor) und 𝑚 (Paris-Exponent) die Rissfortschrittsrate. Die Paris-Koeffizienten 
sind wiederum von weiteren Einflussfaktoren, wie dem Beanspruchungsverhält-
nis 𝑅, der Temperatur und dem Umgebungsmedium abhängig. In der Literatur 
findet sich eine Vielzahl von Kennwerten für Baustähle. Bei der Anwendung die-
ser Werte ist zu beachten, dass diese häufig in Form von Mittelwerten (Überle-
benswahrscheinlichkeiten von 𝑃Ü = 50 %) oder in Form oberer Grenzwerte (z.B. 
𝑃Ü = 97,5 %) angegeben sind. In Tabelle 2-1 sind verschiedene Literaturangaben 
von Paris-Konstanten zur Beschreibung des Rissfortschritts im Bereich II für Bau-
stähle zusammengefasst. 

Die FKM-Richtlinie „Bruchmechanischer Festigkeitsnachweis für Maschinenbau-
teile“ (Berger et al. 2018) gibt eine obere Grenzrisswachstumskurve mit Werten der 
Paris-Koeffizienten an. Es sind Werte für verschiedene Beanspruchungsverhält-
nisse 𝑅 aufgeführt. Statistisch abgesicherte Werte der Paris-Konstanten sind zu-
dem im British Standard 7910 (BS 7910) für Stähle in Luft mit 𝑅𝑝0,2 ≤ 700 N/mm2 
angegeben. Diese gelten für Temperaturen von 𝑇 < 100 °C. Es sind jeweils Werte 
der Paris-Koeffizienten in Form der Mittelwerte und oberer Grenzwerte angege-
ben. Weitere Angaben für vereinfachte Werte der Paris-Koeffizienten finden sich 
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in (Gurney 1979) und im IIW Dokument IIW-2259-15 (Hobbacher 2016). In (Seitl et 
al. 2018) und (Jesus et al. 2012) sind bruchmechanische Kennwerte angegeben, die 
auf einer geringen Datenbasis beruhen. 

Tabelle 2-1: Zusammenstellung von Literaturangaben der Paris-Kontanten 𝐶 und 𝑚 für Bau-
stähle 

Quelle Werkstoff/ 
Zustand 

𝑅 
[-] 

𝐶 
[mm⋅(MPa·mm0,5)-m] 

𝑚 
[-] 

𝑃Ü  
[%] 

FKM-Richtlinie 
(Berger et al. 2018) S355 

0,1 7,82 · 10-14 3,07 - 
0,5 1,27 · 10-12 2,66 - 

(BS 7910) Baustahl 

< 0,5 3,98 · 10-13 2,88 50 
≥ 0,5 5,84 · 10-13 2,88 50 
< 0,5 6,75 · 10-13 2,88 97,7 
≥ 0,5 1,29 · 10-12 2,88 97,7 

(Gurney 1979) Baustahl > 0 5,79 · 10-13 3,00 50 
IIW-2259-15 

(Hobbacher 2016) 
Stahl  > 0 5,21 · 10-13 3,00 97,7 

(Seitl et al. 2018) 
S355J0, glatt 0,1 9,01 · 10-13 2,70 - 
S355J0, rau 0,1 2,81 · 10-15 3,55 - 

(Jesus et al. 2012) S355 

0 2,59 · 10-15 3,56 - 
0,25 2,55 · 10-15 3,71 - 
0,5 8,28 · 10-16 3,89 - 
0,75 4,96 · 10-14 3,23 - 

 

Auf Grundlage der Paris-Erdogan Gleichung wurden zahlreiche weitere Riss-
wachstumsgesetze erarbeitet, mithilfe derer sich das Risswachstum in den Berei-
chen I und III genauer beschreiben lässt. Das Rissfortschrittsgesetz von Erdo-
gan/Ratwani (1970) berücksichtigt alle drei Bereiche sowie das 
Spannungsverhältnis:  

𝑑𝑎
𝑑𝑁

= 𝐶𝐸∙[∆𝐾−∆𝐾𝑡ℎ]𝑚𝐸

(1−𝑅)∙𝐾𝑐−∆𝐾
 (2.9) 

Es ist zu beachten, dass die dafür benötigten Konstanten 𝐶𝐸 und 𝑚𝐸 nicht identisch 
mit den Paris-Koeffizienten sind. Die Bestimmung der Konstanten ist jedoch mit 
einem hohen experimentellen Aufwand verbunden (Edel 2015).  
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Elber (1970) fand heraus, dass ein Ermüdungsriss eine veränderte Spannungs-
schwingbreite erfahren kann als die aus der global aufgebrachten Schwingbreite 
errechnete. Er führte dies auf Plastizierungen und damit verbundene Eigenspan-
nungen um die Rissspitze zurück, wodurch der Riss erst ab einer um einen gewis-
sen Grad höheren Last als die Unterlast vollständig geöffnet ist. Infolgedessen ist 
ein höheres, effektives Spannungsverhältnis an der Rissspitze wirksam. Dieser Ef-
fekt wird auch „plastizitätsinduziertes Rissschließen“ genannt und tritt im 
Schwingversuch bei niedrigeren Spannungsverhältnissen auf. Ab einem bestimm-
ten Spannungsverhältnis ist der Effekt nicht mehr wirksam. Der Rissschließeffekt 
lässt sich mit effektiven Beanspruchungsschwingbreiten berücksichtigen, die in 
die Paris-Erdogan Gleichung eingesetzt werden (Edel 2015). 

Als Versagenskriterien wird häufig das Erreichen der Bruchzähigkeit (instabiles 
Risswachstum) oder einer bestimmten Querschnittsbeanspruchung (Plastizieren) 
definiert. Daraus lässt sich eine kritische Risslänge 𝑎𝐶  bestimmen, die beispiels-
weise zusammen mit einer detektierten Risslänge für eine Restlebensdauerberech-
nung herangezogen werden kann (Madison 1969). 

2.1.4 Ersatzmodelle zur bruchmechanischen Analyse 

Risse in Stahlbrücken treten häufig in Bereichen mit einer komplexen Geometrie 
und Beanspruchung auf. Eine Analyse an einem globalen Modell, welches die vor-
liegenden Verhältnisse detailliert abbildet, ist in der Regel mit einem zu hohen, 
nicht praktikablen Aufwand verbunden. Zur Untersuchung des Rissfortschritts in 
gerissenen Stahlbauteilen ist es daher zweckmäßig, vereinfachte bruchmechani-
sche Ersatzmodelle mit idealisierten Beanspruchungen heranzuziehen (Edel 2015). 
Eine allgemeingültige Angabe zum Vorgehen ist aufgrund der Unterschiedlich-
keit der Konstruktionen, ihrer Nutzung und ihres Versagens nicht sinnvoll. 
Grundsätzlich ist jedoch zunächst eine konventionelle Beanspruchungsanalyse an 
globalen Modellen und/oder lokalen Modellen notwendig, die den rissgeschädig-
ten Bereich eingrenzen. Auf Grundlage dieser Ergebnisse können anschließend 
geeignete bruchmechanische Modelle ausgewählt werden. 
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Eine Vielzahl von Rissproblemen im Brückenbau lässt sich mithilfe vorhandener 
Lösungen für Bleche endlicher Breite mit zentrischem, einseitigem oder beidseiti-
gem Riss behandeln (Madison 1969; Seitl et al. 2019). Die zugehörigen Geomet-
riefaktoren sind für eine reine Zugbeanspruchung grafisch in Abbildung 2-5 dar-
gestellt. 

          

Abbildung 2-5: Geometriefaktoren für Bleche endlicher Breite mit verschiedenen Rissen unter 
Zugbeanspruchung (Madison 1969)  

Seitl et al. (2017) geben SIF-Lösungen für einseitig gerissene Scheiben mit Löchern 
an. Niet- oder Schraubenlöcher stellen insbesondere in historischen Stahlbrücken 
häufig Ausgangsorte für Ermüdungsrisse dar. Es sind Lösungen für verschiedene 
Beanspruchungen vorhanden. Weitere Beispiele zur Anwendung bruchmechani-
scher Modelle zur Analyse gerissener Stahlbrückendetails finden sich z.B. in (Seitl 
et al. 2019), (Leander et al. 2016) oder (Rikken et al. 2018). 

Am Beispiel des Versagensfalls der King´s Bridge im Jahr 1962 wird in (Madison 
1969) ein Riss mit drei Enden in einem Biegeträger, ausgehend von einer Schweiß-
naht auf der Unterseite des Unterflansches, hinsichtlich des Risswachstums be-
wertet (siehe Abbildung 2-6). Es wird von einer konstanten Spannungsverteilung 
über den Querschnitt ausgegangen. 
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Abbildung 2-6: Riss in einem Biegeträger ausgehend von der Mitte des Unterflansches (Madison 
1969)  

Das Problem wird zunächst in zwei Rissprobleme („Riss im Flansch“ und „Riss 
im Steg“) aufgeteilt. Die Spannungsintensitätsfaktoren lassen sich in beiden Fällen 
konservativ mithilfe der Lösungen für ein Blech mit endlicher Breite und mit zent-
rischem Innenriss abschätzen. Der gerissene Steg beschränkt die Rissöffnung im 
Flansch, was jedoch konservativ vernachlässigt wird. Solange der Flanschquer-
schnitt nicht vollständig gerissen ist, wird der Stegriss als Hälfte eines zentrisch 
gerissenen Blechs mit dem Flansch als Mittellinie behandelt. Sobald der Flansch 
die Rissöffnung im Steg nicht mehr behindert, muss für den Stegriss von einem 
einseitig gerissenen Blech ausgegangen werden. Ein ähnliches Vorgehen zur Mo-
dellbildung gerissener Stahlträger wird beispielsweise in (Roberts et al. 1977) be-
schrieben.  

Neben der Wahl eines geometrischen Modells muss der nominelle Spannungszu-
stand in dem betreffenden rissgeschädigten Bauteil analysiert und idealisiert wer-
den. Dazu müssen alle wesentlichen Spannungen aus zeitlich veränderlichen und 
quasi-statischen Lasten sowie ggfs. Eigenspannungen berücksichtigt werden (Edel 
2015). Im Folgenden wird eine einseitig gerissene Längsrippe aus einem Flachpro-
fil, wie sie beispielsweise in Abbildung 3-3 dargestellt ist, in einer orthotropen 
Fahrbahnplatte mit Hauptträgern betrachtet. Infolge globaler Verkehrslasten ent-
steht im Haupttragwerk ein Biegemoment. Die Mitwirkung der Längsrippen in 
der Gurtscheibe der Längsträger bewirken eine Normalkraftbeanspruchung der 
Rippen. Infolge lokaler Radlasten entsteht zusätzlich ein nach (DIN EN 1993-2) zu 
berücksichtigendes Biegemoment. Das Eigengewicht der gesamten Konstruktion 
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bewirkt eine konstante Normalbeanspruchung, welche maßgeblich das Beanspru-
chungsverhältnis beeinflussen kann.  

 

Abbildung 2-7: Modelle zur Bestimmung der lokalen und globalen Beanspruchung einer Längs-
rippe in einer Fahrbahnplatte (DIN EN 1993-2) 

2.1.5 Dauerschwingversuche 

Zur quantitativen Beurteilung der Ermüdungsfestigkeit eines Bauteils sind Dau-
erschwingversuche an geeigneten Probekörpern erforderlich. Mithilfe dieser Ver-
suche lässt sich zudem das Fortschrittsverhalten von Rissen in Bauteilen untersu-
chen. Die Schwingbelastung setzt sich dabei aus wiederholten Lastwechseln mit 
zumeist konstanten Amplituden zusammen.  

Die Versuche werden an mehreren Proben mit verschiedenen Spannungsschwing-
breiten und mit einem konstanten Spannungsverhältnis durchgeführt. Je Probe ist 
die Spannungsschwingbreite konstant (Einstufen-Kollektiv). Das Versuchsende 
ist erreicht, sobald ein definiertes Versagenskriterium, z.B. ein Riss definierter 
Größe oder der vollständige Bruch, eingetreten ist.  

Trägt man die Beanspruchungsschwingbreite über die Bruchlastwechselzahlen in 
einem doppel-logarithmisch skalierten Diagramm auf und bildet mithilfe einer 
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Regressionsrechnung eine Mittelwertlinie, dann ergibt sich die sogenannte Wöh-
lerlinie. Damit wird in der Regel der Zeitfestigkeitsbereich zwischen 1·104 und 
2·106 Lastwechseln abgebildet (Radaj/Vormwald 2007). Die Ermüdungsfestigkeit ist 
die entsprechend des Versagenskriteriums bei einer bestimmten (ggfs. auch bei 
unbegrenzter) Lastwechselzahl ertragbare Beanspruchungsschwingbreite 
(Radaj/Vormwald 2007). Die Ergebnisse können zudem statistisch ausgewertet und 
anschließend für eine Bemessung herangezogen werden. Häufig wird für die Be-
messung der 5 %-Quantilwert (charakteristischer Wert) herangezogen. Dieser 
Wert wird von 95 % der Versuchsergebnisse der Grundgesamtheit übertroffen, 
d.h. es besteht eine 95 %-Überlebenswahrscheinlichkeit. Für die Vorgehensweise 
zum Nachweis der Ermüdungsfestigkeit von Stahlbauteilen sei z.B. auf (Petersen 
2013) verwiesen. 

Mithilfe eines Dauerschwingversuchs lässt sich auch das Fortschrittsverhalten ei-
nes Risses in einem Bauteil untersuchen. Dazu werden während des Versuchs, in 
der Regel wiederholt, die Risslänge oder Rissspitzenposition und die entspre-
chende Lastwechselzahl in geeigneten Zeit- oder Risslängenintervallen bestimmt. 
Mit Rissfortschrittsmessstreifen lässt sich der Rissfortschritt auf ebenen und ge-
krümmten Bauteiloberfläche messen (siehe Abbildung 2-8).  

 

Abbildung 2-8: Auf einem Stahlblech aufgeklebter Rissfortschrittsmessstreifen 

Dieses Verfahren ist vergleichsweise einfach. Auf dem Messstreifen ist ein Mess-
gitter aufgebracht, welches aus einzelnen parallel zueinander verlaufenden Lei-
terbahnen besteht und über einen Messverstärker an einen Stromkreis angeschlos-
sen ist. Diese reißen, wenn der Riss unterhalb des Messgitters fortschreitet. Aus 
der damit verbundenen Widerstandsänderung kann die Position der Rissspitze zu 
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einem bestimmten Zeitpunkt bzw. bei einem bestimmten Lastwechsel abgeleitet 
werden. Die Auflösung der Messgitter, d.h. der Abstand zwischen den Leiterbah-
nen, variiert je nach Hersteller und Modell etwa zwischen 0,1 mm und 2 mm. Ein 
Nachteil dieser Messverfahren ist, dass die Richtung des Rissfortschritts vorher 
bekannt sein muss.  

Eine weitere Möglichkeit zur Messung des Rissfortschritts stellt das Rastlinienver-
fahren dar. Dabei wird die Schwingbeanspruchung wiederholt für eine bestimmte 
Lastwechselzahl reduziert. Dadurch entstehen auf der Bruchfläche sichtbare Rast-
linien, welche die Rissspitzenpositionen zu den entsprechenden Zeitpunkten dar-
stellen. Die reduzierte Schwingbelastung muss so gewählt werden, dass der Ein-
fluss auf den Gesamtrissfortschritt vernachlässigbar ist. Vorteilhaft bei diesem 
Verfahren ist, dass der Verlauf der Rissfront im Bauteilinneren bestimmt werden 
kann und die Rissausbreitungsrichtung nicht bekannt sein muss. Allerdings ist 
das Verfahren mit einem erhöhten versuchstechnischen Aufwand verbunden.  

Der in diesem Abschnitt vorgestellte Kenntnisstand bildet die Grundlage für die 
Planung und Durchführung der Dauerschwingversuche sowie für die Analyse der 
Versuchsergebnisse in den Kapiteln 5 und 6. Zudem sind vorgestellte Ansätze zur 
Beschreibung des Rissfortschritts die Basis für das numerische Berechnungsver-
fahren, welches in Kapitel 7 vorgestellt wird.  

2.2 Kohlenstofffaserverstärkte Kunststoffe 

Faserverstärkte Kunststoffe (FVK), auch Faserverbundwerkstoffe, werden bereits 
seit Langem erfolgreich in der Luft- und Raumfahrttechnik sowie im Maschinen-
bau eingesetzt. In den letzten Jahren gewinnt dieser Werkstoff aufgrund spezifi-
scher Vorteile gegenüber den üblichen Baustoffen, wie Stahlbeton, Stahl, und 
Holz, auch im Bauwesen zunehmend an Bedeutung. FVK weisen neben einem ge-
ringen spezifischen Gewicht je nach Materialzusammensetzung eine sehr hohe 
Steifigkeit und Festigkeit auf. Zudem zeichnet sich der Werkstoff durch seine ge-
ringe thermische Leitfähigkeit aus.  
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2.2.1 Aufbau und Materialien 

FVK ist ein Verbundwerkstoff, der aus mehreren Komponenten besteht. Die wich-
tigsten Komponenten sind die Kunststoffmatrix und die Verstärkungsfasern. Des 
Weiteren können Füllstoffe und Additive gezielt zur Beeinflussung spezifischer 
Werkstoffeigenschaften, wie zum Beispiel der Beständigkeit gegenüber UV-Strah-
lung oder Witterungseinflüssen, eingesetzt werden. Die Fasern bestimmen maß-
geblich die mechanischen Eigenschaften des Verbundwerkstoffs, wie Steifigkeit 
und Festigkeit. Sie bestehen bei einem Einsatz in konstruktiven Bauteilen meist 
aus Kohlenstoff- oder Glasfasern. Werden Kohlenstofffasern verwendet, spricht 
man auch von kohlenstofffaserverstärktem Kunststoff (CFK). Analog wird glasfa-
serverstärkter Kunststoff auch als GFK bezeichnet (Knippers et al. 2020). Die Matrix 
besteht in der Regel aus organischen Polymeren und bindet die Fasern in der ge-
wünschten geometrischen Form ein. Zudem schützt sie die Fasern vor chemischen 
und physikalischen Einwirkungen. Zwar weist die Matrix gegenüber den Fasern 
vergleichsweise geringe Steifigkeiten und Festigkeiten auf, sie ist allerdings von 
wesentlicher Bedeutung für den Lastabtrag. Die Hauptaufgaben der Matrix um-
fassen neben der Stützung der Fasern bei Druckbeanspruchung und der Kraftein-
leitung in die Fasern, bzw. Kraftübertragung zwischen den Fasern, auch die Über-
tragung von Schubspannungen. Zur Ausbildung eines effektiven 
Verbundtragverhaltens muss sichergestellt sein, dass die Bruchdehnung der Mat-
rix höher ist als die der Fasern. Der Grund dafür liegt in einer höheren Faserbean-
spruchung infolge eines Plastizierens der Matrix (Knippers et al. 2020; Rösler et al. 
2006).  

In Verstärkungslamellen werden aufgrund der guten mechanischen Eigenschaf-
ten Kohlenstofffasern eingesetzt. Diese werden daher auch als kohlenstofffaser-
verstärkte Kunststofflamellen bzw. CFK-Lamellen bezeichnet. Kohlenstofffasern 
zeichnen sich durch eine sehr hohe Steifigkeit und Festigkeit in Faserrichtung aus. 
Sie weisen zudem eine sehr geringe Kriechneigung und einen hohen Ermüdungs-
widerstand auf (Knippers et al. 2020). Als Matrixwerkstoff kommen in Verbindung 
mit Kohlenstofffasern meist Kunststoffe auf Epoxidharzbasis zum Einsatz, da sie 
vergleichsweise gute Steifigkeits- und Festigkeitseigenschaften besitzen. In Ab-
schnitt 2.3.3 wird näher auf die Eigenschaften von Epoxidharzen eingegangen. 
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Unidirektional faserverstärkte Lamellen aus CFK sind in verschiedenen Quer-
schnittsabmessungen und Steifigkeitsklassen erhältlich. Die Dicke der Lamellen 
liegt in der Regel zwischen 1,2 mm und 3,0 mm bei Breiten zwischen 10 mm und 
150 mm. Je nach Zusammensetzung beträgt der Elastizitätsmodul der Lamellen 
etwa zwischen 150.000 MPa und 450.000 MPa (MC-Bauchemie Müller GmbH & Co. 
KG 2021a; MC-Bauchemie Müller GmbH & Co. KG 2021b; Sika Schweiz AG 2021a; Sika 
Schweiz AG 2021c; Sika Schweiz AG 2021b; Sika Schweiz AG 2021d; StoCretec GmbH 
2020a; StoCretec GmbH 2020b; StoCretec GmbH 2020c).  

2.2.2 Versagensarten in unidirektional verstärkten 
Schichten 

In CFK-Lamellen werden unidirektionale Endlosfasern eingesetzt. In Längs- bzw. 
Faserrichtung zeigen CFK-Lamellen daher eine sehr hohe Steifigkeit und Festig-
keit. Bei einer Zug- oder Schubbeanspruchung quer zur Faserrichtung ist hinge-
gen die Matrix maßgebend und die Beanspruchbarkeit vergleichsweise gering. Es 
liegt daher ein anisotropes Werkstoffverhalten vor. Die Versagensmechanismen 
lassen sich für unidirektional verstärkte Schichten nach (Puck 1996) in „faserdomi-
niert“ (Abbildung 2-9 a) und b)) und „matrixdominiert“ (Abbildung 2-9 c) bis d)) 
unterteilen.  

 

Abbildung 2-9: Versagensmechanismen in unidirektional faserverstärkten Kunststoffschichten 
nach (Puck 1996) 
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Bei einer Zugbeanspruchung wird das Versagen im Wesentlichen durch Faser-
bruch bestimmt (a). Infolge einer Normalbeanspruchung rechtwinklig zur Faser-
richtung oder einer Schubbeanspruchung (c – e) tritt zunächst ein Zwischenfaser-
bruch ein. In der Regel folgt darauf der Faserbruch, allerdings ist die 
Beanspruchbarkeit der Matrix maßgebend für das Versagen des Verbundwerk-
stoffs. 

2.2.3 Weitere Verarbeitungsformen der Fasern 

Die Fasern können grundsätzlich auch in anderen Verarbeitungsformen im Ver-
bundwerkstoff vorliegen (siehe Abbildung 2-10). Zur Verbesserung der mechani-
schen Eigenschaften in bestimmten Beanspruchungsrichtungen können die Fasern 
auch in Form von Gelegen oder Geweben verarbeitet werden. Gelege bestehen 
dann aus mehreren Schichten unidirektionaler Fasern, die übereinander in unter-
schiedlichen Orientierungswinkeln angeordnet sind. Gewebe bestehen aus min-
destens zwei orthogonal zueinanderstehenden Fasersträngen, die mithilfe ver-
schiedener Bindungsarten miteinander verwebt sind. In eine Kunststoffmatrix 
eingebettete CF-Gelege und -Gewebe kommen meist in flächigen Bauteilen zum 
Einsatz und weisen gegenüber CFK-Lamellen, die in Faserrichtung belastet wer-
den, geringere Steifigkeiten und Festigkeiten auf (Knippers et al. 2020). 

a)     b)     c)  

Abbildung 2-10: Verschiedene Verarbeitungsformen der Fasern: a) CF-Gelege, unidirektional, b) 
CF-Gelege, bidiagonal, c) CF-Gewebe (HP-Textiles GmbH 2021) 

Als wichtige Herstellverfahren sind das Pultrusions- sowie Press- und Injektions-
verfahren zu nennen. Komplexe oder sehr große Bauteile, wie beispielsweise Ro-
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torblätter von Windenergieanlagen, werden häufig manuell gefertigt. Nähere In-
formationen zu den Herstellverfahren können (AVK – Industrievereinigung Ver-
stärkte Kunststoffe e. V. 2013) entnommen werden. 

2.2.4 Kriechen und Ermüdung von CFK 

Grundsätzlich können organische Polymere bei Dauerbelastung ein ausgeprägtes 
Kriechverhalten zeigen, was auch zu einer Abnahme der Tragfähigkeit mit der 
Zeit (Zeitstandfestigkeit) führen kann. Kohlenstofffasern kriechen hingegen auch 
bei hohen Beanspruchungen nur in sehr geringem Maß. Das Kriechverhalten von 
CFK-Werkstoffen wird daher maßgeblich durch den Anteil der Matrix am Lastab-
trag beeinflusst. Bei einer Beanspruchung in Faserrichtung wird die Matrix ver-
gleichsweise gering beansprucht. Daher ist der Kriecheinfluss auf das Trag- und 
Verformungsverhalten von CFK-Lamellen bei einer Belastung in Faserrichtung 
gering (Knippers et al. 2020). Bei Schubbeanspruchung oder einer Beanspruchung 
rechtwinklig zur Faser ist der Kriecheinfluss hingegen größer. 

Analog zum Kriechen wird auch das Ermüdungsverhalten durch die Beanspru-
chung der Matrix bestimmt. Kohlenstofffasern selbst zeigen einen sehr hohen Er-
müdungswiderstand. Da die Dehnung der Matrix bei einer Belastung von CFK-
Lamellen in Faserrichtung gering ist, ist auch der Ermüdungswiderstand des Ver-
bundwerkstoffs sehr hoch (Uomoto/Burgoyne 2015). Die Dauerfestigkeit von CFK-
Lamellen ist nach (Borchert 2009) größer als 80 % der Kurzzeitfestigkeit.  

2.3 Klebverbindungen 

2.3.1 Grundlagen 

Kleben ist das Fügen gleicher oder ungleicher Werkstoffe unter Verwendung eines 
Klebstoffs (Habenicht 2009). Die tragfähige Verbindung wird durch die flächige 
Haftung des Klebstoffs auf der Fügeteiloberfläche (Adhäsion) sowie durch die in-
nere Festigkeit des Klebstoffs (Kohäsion) gewährleistet. Daher wird Kleben den 
stoffschlüssigen Fügeverfahren zugeordnet. In technischen Anwendungen, z.B. 
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im Maschinenbau und Bauwesen, werden zumeist organische Klebstoffe einge-
setzt.  

Für strukturelle Klebungen, worunter im Allgemeinen lastabtragende Verbindun-
gen mit hoher Festigkeit, Steifigkeit, und Beständigkeit verstanden werden, wer-
den meist chemisch abbindende Klebstoffe eingesetzt. Solche Reaktionsklebstoffe 
bestehen in der Regel entweder aus zwei Komponenten (2K), die kurz vor Beginn 
des Fügens miteinander vermischt werden, oder aus einer Komponente, die auf in 
der Klebfuge vorliegende Reaktionspartner angewiesen sind. Bei der Reaktion 
schließen sich Monomermoleküle zu Polymerketten zusammen. Wesentliche Ele-
mente in Monomermolekülen sind Kohlenstoff (C), Wasserstoff (H), Sauerstoff 
(O), Stickstoff (N), Chlor (Cl) und Schwefel. Die möglichen Reaktionsarten zur Po-
lymerbildung umfassen die Polymerisation, die Polyaddition und die Polykon-
densation. Auf diese wird im Weiteren nicht näher eingegangen. Für weitere In-
formationen wird auf (Habenicht 2009) verwiesen. 

Die Kohäsion, d.h. die innere Festigkeit eines Klebstoffs, wird maßgeblich durch 
die Wechselwirkungen zwischen den Klebstoffmolekülen bestimmt. Je nach Art 
des Kunststoffs existieren diese Wechselwirkungen in Form von Hauptvalenzbin-
dungen (kovalente Bindungen) und Nebenvalenzbindungen (z.B. van der Waals-
Kräfte und Wasserstoffbrückenbindungen). Zudem trägt die Verklammerung von 
Polymerketten untereinander zur Kohäsion bei.  

Neben der inneren Festigkeit des Klebstoffs ist die Adhäsion, d.h. die Haftung des 
Klebstoffs auf der Fügeteiloberfläche, von wesentlicher Bedeutung für die Tragfä-
higkeit der Verbindung. Die Adhäsionskräfte setzen sich nach dem heutigen 
Kenntnisstand aus der spezifischen und der mechanischen Adhäsion zusammen. 
Die Ausbildung der spezifischen Adhäsion beruht auf chemischen, physikalischen 
und thermodynamischen Prozessen. Die Haftungskräfte entstehen dabei im We-
sentlichen durch zwischenmolekulare und kovalente Bindungen in einem Wir-
kungsbereich von etwa 0,2 – 1 nm. Bei metallischen Fügeteilen können sich soge-
nannte Komplexbindungen zwischen Metalloxiden bzw. –hydroxiden und 
Klebstoffmolekülen bilden. Eine günstige mikromorphologische Beschaffenheit 
der Oxidstruktur mit einer großen wirksamen Oberfläche kann zu einer verbes-
serten Haftung beitragen. Bei Fügeteilen aus Kunststoff kann es unter Verwen-
dung eines lösungsmittelhaltigen Klebstoffs zu einer wechselseitigen Diffusion 
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von Polymermolekülen kommen. Infolge des Lösungsmittels kommt es in der 
Grenzfläche zu Quell- und Lösungseffekten, die eine erhöhte Beweglichkeit der 
Moleküle bewirken. Nach der vollständigen Entfernung aller Lösungsmittelan-
teile entstehen hohe Hauptvalenzkräfte, die wesentlich zur Festigkeit der Klebver-
bindung im grenzschichtnahen Bereich beitragen. Die mechanische Adhäsion be-
ruht auf dem Eindringen des flüssigen Klebstoffs in Poren, Kapillaren, 
Hinterschneidungen oder andere geometrische Ausprägungen der Fügeteilober-
fläche. Der Anteil der mechanischen Adhäsion an der Gesamtadhäsion ist umso 
höher je größer die Rauigkeit der Oberfläche ist (Kollek 1985; Rasche 2012).  

2.3.2 Versagensarten 

Das Versagen geklebter Verbindungen lässt sich nach (DIN EN ISO 10365) mithilfe 
verschiedener Bruchbildarten charakterisieren. Dabei wird grundsätzlich zwi-
schen einem Versagen im Klebstoff, in der Grenzschicht oder im Fügeteil unter-
schieden. Die möglichen Bruchbildarten wurden auf die in dieser Arbeit unter-
suchten CFK-Stahl-Klebverbindungen angepasst und sind in Abbildung 2-11 
dargestellt.  

Ein Bruch kann grundsätzlich im Stahl- oder im CFK-Fügeteil auftreten. Für Stahl-
fügeteile kann der Fügeteilbruch relevant werden (SF). Ein faserdominiertes Ver-
sagen tritt im CFK-Fügeteil durch einen Faserbruch infolge Zugbeanspruchung 
ein (SF). Neben dem faserdominierten Zugbruch ist bei CFK-Stahl-Klebungen 
auch ein matrixdominiertes Versagen im CFK-Fügeteil möglich. Dieses kann in 
Form eines Zwischenfaserbruchs infolge Querzugbeanspruchung oder Schub- 
und Querzugbeanspruchung eintreten. Bei Faserverbundgelegen und -geweben 
kann zudem ein sogenanntes Delaminationsversagen eintreten (Knippers et al. 
2020). Dabei kommt es zu einer Trennung zweier Schichten im Faser-Matrix-Ver-
bund. Das matrixdominierte Versagen kann mit Blick auf (DIN EN ISO 10365) als 
kohäsives Fügeteilversagen (CSF) eingeordnet werden.  

Im Klebstoff kann grundsätzlich ein adhäsives Versagen in der Grenzschicht Kleb-
stoff-Fügeteil (AF) oder ein kohäsives Versagen eintreten. Bei einem kohäsiven 
Versagen wird zwischen einem Kohäsionsbruch (CF) und einem substratnahen 
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speziellen Kohäsionsbruch (SCF) differenziert. Unter die Bezeichnung ACFP fal-
len Mischbrüche mit geschälten Klebstoffanteilen.  

Bruchbilder Bezeichnung 

Fügeteil 

 

Zugbruch eines oder beider Fügeteile (Fügeteilbruch) 

SF 

 

Zwischenfaser-/Delaminationsbruch des CFK-Fügeteils  
(Kohäsives Fügeteilversagen) 

CSF 

Klebstoff 

 
Kohäsionsbruch CF 

 
Substratnaher spezieller 

Kohäsionsbruch 
SCF 

 

    

Adhäsionsbruch 

AF 

 

Adhäsions- und Kohäsionsbruch mit Schälung 

ACFP 

Abbildung 2-11: Bruchbildarten geklebter CFK-Stahl-Verbindungen in Anlehnung an (DIN EN ISO 
10365)  
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2.3.3 Epoxidharzklebstoffe 

Klebstoffe lassen sich nach ihrer chemischen Basis unterscheiden. Für strukturelle 
Klebungen werden in der Regel Klebstoffe auf Epoxidharz- oder Polyurethanbasis 
eingesetzt. Im Rahmen dieser Arbeit werden Kunststoffe auf Epoxidharzbasis un-
tersucht, daher wird im Folgenden näher auf die Eigenschaften von Epoxidharz-
klebstoffen eingegangen.  

Epoxidharzklebstoffe sind Duromere, welche durch Polyaddition während einer 
Reaktion eines Epoxidgrundharzes mit einem Härter entstehen. Charakteristisch 
für Epoxidgrundharze sind die reaktionsfähigen, endständigen Epoxidgruppen 
an den Molekülketten. Diese Epoxidgruppe ist in Abbildung 2-12, links, darge-
stellt.  

                   

Abbildung 2-12: Endständige Epoxidgruppe (links), Aminogruppe (rechts) (Borchert 2009) 

Durch Zugabe eines Härters löst sich an einer solchen Endgruppe eines Monomers 
eine Elektronenpaarbindung und es entstehen freie Bindungselektronen. Die 
Monomere können so Bindungen miteinander eingehen und es bilden sich lange 
Molekülketten (Habenicht 2009). Als Härter werden häufig Amine verwendet, die 
als reaktive Atomgruppierung eine Aminogruppe besitzen (Abbildung 2-12, 
rechts). Je nach den beteiligten Reaktionspartnern können die Reaktionen bei 
Raumtemperatur (kalthärtend) ablaufen oder durch Energiezufuhr in Form von 
Wärme oder UV-Strahlung (warmhärtend) in Gang gesetzt werden. In 
Bauanwendungen werden in der Regel kalthärtende Klebstoffe eingesetzt 
(Borchert 2009).  

Mechanische Eigenschaften 

Epoxidharzklebstoffe zeichnen sich durch eine hohe Steifigkeit und innere Festig-
keit sowie Beständigkeit aus. Zudem besitzen sie gute Adhäsionseigenschaften auf 
Stahl und CFK (Schuler et al. 2019). Typische Werte des E-Modul liegen je nach 
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Epoxidgehalt und Füllstoffen zwischen 8000 MPa und 12000 MPa, die Zugfestig-
keit liegt etwa zwischen 10 MPa und 40 MPa. Das Verformungsverhalten von Epo-
xidharzklebstoffen kann für geringe, kurzzeitige Beanspruchungen mithilfe des 
Hook´schen Gesetzes beschrieben werden. Zudem weisen sie üblicherweise kein 
ausgeprägtes plastisches bzw. duktiles Verformungsverhalten auf und versagen 
spröde (Borchert 2009). Die zuvor beschriebenen Eigenschaften gelten, solange sich 
der Klebstoff im Glaszustand, d.h. unterhalb der Glasübergangstemperatur 𝑇𝐺 , be-
findet. 

  

Abbildung 2-13: Steifigkeit und Festigkeit von Epoxidharzklebstoffen in Abhängigkeit der Tempe-
ratur (Borchert 2009) 

Wird die Glasübergangstemperatur überschritten, ändern sich die mechanischen 
Eigenschaften des Werkstoffs (siehe Abbildung 2-13). Es kommt zu einem deutli-
chen Abfall der Steifigkeit und Festigkeit. Der Grund liegt darin, dass mit steigen-
der Temperatur Molekülbewegungen einsetzen und sich der Abstand der Mole-
küle zueinander vergrößert. In der Folge werden die zwischenmolekularen 
Bindungen zunehmend gelöst. Das Material geht von einem amorphen in einen 
zäh-elastischen Zustand über und weist reduzierte Steifigkeitskennwerte auf (Bor-
chert 2009). Die Glasübergangstemperatur wird mithilfe einer dynamisch-mecha-
nische Thermoanalyse (DMTA) bestimmt. Während der DMTA wird eine Kleb-
stoffsubstanzprobe bei Änderung der Temperatur sinusförmig veränderlich 
belastet. Bei viskoelastischen Werkstoffen kann eine Phasenverschiebung des 
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Messsignals der Verformung in Bezug zum Messsignal der Kraft beobachtet wer-
den. Aus den Messwerten lässt sich der mechanische Verlustfaktor 𝑡𝑎𝑛 𝛿 berech-
nen. Dieser ergibt sich aus dem Quotienten von Energieverlust (Verlustmodul) 
und Energiespeicherung (Speichermodul). Der Speichermodul beschreibt die elas-
tischen Eigenschaften eines Werkstoffes, wohingegen der Verlustmodul die dissi-
pierte Energie quantifiziert. Tritt über einen bestimmten Temperaturverlauf ein 
Maximum des Verlustfaktors auf, so kann dieses als Anhaltspunkt für die Glas-
übergangstemperatur aufgefasst werden (Albiez 2016). 

Infolge einer ständigen Belastung können Kriech- und Relaxationseffekte einset-
zen, die wie bereits im vorangegangenen Abschnitt 2.3 angesprochen zu einer Ab-
nahme der Tragfähigkeit (Zeitstandfestigkeit) führen können. Das Kriechen von 
Polymeren lässt sich darauf zurückführen, dass zwischenmolekulare Bindungen 
zwischen den Polymerketten zunehmend aufbrechen und infolgedessen die Ver-
formungen steigen. Wenn die Verformungsfähigkeit der Klebschicht erreicht ist, 
kann es zu einem Bruch der Klebschicht unterhalb der Festigkeitsgrenze kommen. 
Dieses zeitabhängige Verhalten wird maßgeblich durch die Höhe und Dauer der 
Lasteinwirkung sowie durch die Temperatur beeinflusst.  

 

Abbildung 2-14: Schematische Darstellung des Zeit-Verformungsverhaltens von Polymeren (Knip-
pers et al. 2020) 
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Das Kriechen von Polymeren lässt sich grundsätzlich in drei charakteristische Be-
reiche unterteilen. In Abbildung 2-14 ist schematisch die Dehnung über der Ein-
wirkungsdauer aufgetragen. Im ersten Bereich nimmt die Dehnung mit der Zeit 
zu, hier sind die Verformungen teilweise reversibel. Im Übergang zu Bereich 2 
verlangsamt sich die Dehnungszunahme und die Dehnung nimmt im Bereich 2 
mit niedrigerer, konstanter Geschwindigkeit zu. Wenn die Beanspruchung einen 
kritischen Wert überschreitet, beschleunigt sich die Dehnungszunahme in einem 
dritten Bereich zunehmend bis der Bruch eintritt (Knippers et al. 2020). Die Dauer-
standfestigkeit, d.h. die Festigkeit bei dauerhafter Last, liegt bei Raumtemperatur 
für den reinen Polymerwerkstoff in einer Größenordnung von 40 – 70 % der Kurz-
zeitfestigkeit (Habenicht 2009; Borchert 2009; Bergmeister 2003). 

2.3.4 Ermüdung von Polymeren 

Eine schwingende Beanspruchung führt in Polymeren zu Festigkeitsverlusten 
bzw. Materialermüdung. Polymere Klebstoffe bzw. polymere Werkstoffe besitzen 
keine geordnete molekulare Gitterstruktur wie Metalle, sondern bestehen aus 
weitgehend ungeordneten Molekülketten. Die Ermüdung polymerer Werkstoffe 
unterscheidet sich daher auf mikrostruktureller Ebene von der Ermüdung metal-
lischer Werkstoffe. An Stellen erhöhter Spannungskonzentration (häufig auf der 
Bauteiloberfläche) können sich infolge schwingender Beanspruchung Schädi-
gungszonen oder Normalspannungsfließzonen ausbilden, welche hochorientier-
tes plastisch verformtes Material enthalten (Sauer/Richardson 1980). Normalspan-
nungsfließzonen werden auch als „Craze“ und der mikromechanische 
Deformationsmechanismus als „Crazing“ bezeichnet (Michler 1992). In diesen Zo-
nen plastischer Deformationen können Kavitäten oder Mikrorisse entstehen, von 
denen dann im weiteren Verlauf der Belastung Makrorisse ausgehen. Auf die 
Phase des Ermüdungsanrisses (Rissinitiierungsphase) folgt die Rissfortschritts-
phase, in der der Riss wächst, bis ein kritischer Restquerschnitt erreicht ist und der 
Bruch eintritt. Dabei nimmt die ertragbare Lastwechselzahl wie auch bei Metallen 
im Allgemeinen mit steigender Spannungsschwingbreite ab. Polymere weisen je-
doch häufig keine Dauerfestigkeit auf (Rasche 2012; Sauer/Richardson 1980).  

Einen wichtigen Einfluss auf die Ermüdungsfestigkeit hat neben der Spannungs-
schwingbreite das Spannungsverhältnis. Je nach Höhe der Mittelspannung und 
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der Belastungsfrequenz können Kriechvorgänge den Bruch begünstigen. Als kri-
tisch sind in diesem Zusammenhang Belastungen anzusehen, die immer bzw. 
überwiegend in eine Richtung erfolgen. Eine schwellende Beanspruchung kann 
ab einer ausreichend hohen Mittelspannung im Vergleich zu einer Wechselbean-
spruchung mit gleicher Schwingbreite zu einer geringeren ertragbaren Lastwech-
selzahl führen. In diesem Fall werden die zumeist reversiblen Bewegungen infolge 
der Schwingbelastung durch irreversible Kriechvorgänge überlagert und es tritt 
ein kriechdominierter Bruch ein (Rasche 2012).  

Niederfrequente Belastungen begünstigen einen derartigen Kriechbruch und kön-
nen in geringeren ertragbaren Lastwechselzahlen resultieren. Mit steigender Fre-
quenz steigen auch die ertragbaren Lastwechselzahlen. Betrachtet man für zwei 
Fälle mit einer niedrigen und einer hohen Prüffrequenz jedoch die effektive Belas-
tungszeit bis zum Kriechbruch, so zeigt sich, dass diese unabhängig von der 
Prüffrequenz ist. Somit ist in beiden Fällen die gleiche Zeit bis zum Kriechbruch 
vergangen. Nach (Althof 1984) ist das Bruchkriterium dann ein Verformungsver-
sagen beim Überschreiten einer klebstoffspezifischen Grenzverformung.  

2.4 Analyse des Tragverhaltens geklebter CFK-
Stahl-Überlappverbindungen 

2.4.1 Spannungsbasierte Ansätze 

Zur Abschätzung der Beanspruchungen von geklebten CFK-Stahl-Überlappver-
bindungen steht eine Vielzahl von Methoden zur Verfügung. Häufig werden ana-
lytische oder numerische Modelle zur Bestimmung von Spannungskomponenten 
in ebenen Überlappklebverbindungen angewendet. Diese müssen die an den 
Überlappungsenden auftretenden, versagensmaßgebenden Spannungskonzent-
rationen sowie den Einfluss unterschiedlicher Dicken und Werkstoffeigenschaften 
der Fügeteilpartner abbilden können. Häufig angewendete, analytische Modelle 
von Volkersen (1938) oder Goland/Reissner (1944) sind nur auf Verbindungen von 
Fügeteilen mit gleichem Werkstoffverhalten anwendbar. Hart-Smith (1973) hat die 
elastische Analyse von Goland/Reissner dahingehend erweitert, dass Fügeteile un-
terschiedlicher Werkstoffe und das Verformungsverhalten des Klebstoffs mithilfe 



2.4  Analyse des Tragverhaltens geklebter CFK-Stahl-Überlappverbindungen 

33 

eines linear-elastischen, ideal-plastischen Materialmodells abgebildet werden 
kann.  

  

Abbildung 2-15: Schematische Darstellung des Schubspannungsverlaufs in der Klebschicht unter 
Verwendung eines linear-elastischen, ideal-plastischen Materialmodells nach 
(Hart-Smith 1973) 

Dieses Modell ermöglicht neben der Berechnung des Schub- und Normalspan-
nungsverlaufs auch die Abschätzung der Tragfähigkeit einer zweischnittigen ge-
klebten CFK-Stahl-Überlappverbindung. Die äußeren beiden Fügeteile der Ver-
bindung werden im Folgenden als Laschen bezeichnet. Die in (Hart-Smith 1973) 
angegebenen Formeln zur Berechnung der Tragfähigkeit berücksichtigen sowohl 
die elastische als auch die plastische Schubverformungsenergie des Klebstoffs. Es 
wird dabei die Annahme getroffen, dass ein Schubversagen des Klebstoffs an den 
belasteten Laschenenden eintritt. Damit zu hohe Schälspannungen an den unbe-
lasteten Laschenenden nicht versagensmaßgebend werden, wird eine Begrenzung 
der Fügeteildicke, u.a. in Abhängigkeit der Klebstoffzugfestigkeit, empfohlen. 
Nach dem Modell ist die maximal mögliche Tragfähigkeit erreicht, sobald eine be-
stimmte Mindestüberlapplänge vorliegt. Wird die Überlapplänge darüber hinaus 
weiter erhöht, bleibt die Tragfähigkeit der Verbindung konstant. Lediglich die 
Verformung der Verbindung bis zum Bruch nimmt zu (Hart-Smith 1973). Fawzia et 
al. (2006) führten statische Zugversuche an zweischnittigen CFK-Stahl-Überlapp-
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verbindungen durch. Es konnte eine gute Übereinstimmung der experimentell er-
mittelten Tragfähigkeitswerte mit den nach dem analytischen Ansatz von Hart-
Smith bestimmten Tragfähigkeitswerten gezeigt werden.  

Mithilfe eines analytischen Modells nach (Li et al. 2018) lassen sich unter Annahme 
eines linear-elastischen Werkstoffverhaltens die Beanspruchungen in den Fügetei-
len und der Klebschicht einer zweischnittigen, geklebten CFK-Stahl-Überlappver-
bindung berechnen. Des Weiteren ist eine Formel zur Bestimmung der Längsstei-
figkeit der Verbindung gegeben. Damit lassen sich Fügeteildehnungen in freien 
sowie in verklebten Bereichen sowie die Schubverzerrungen der Klebschichten be-
rücksichtigen. Die Längssteifigkeit 𝐾𝑙𝑎𝑝 ergibt sich unter der Annahme einer zur 
Erreichung der vollen Tragfähigkeit nötigen Mindestüberlapplänge wie folgt. 

 

Abbildung 2-16: Schematische Darstellung einer zweischnittigen CFK-Stahl-Überlappverbindung 
nach (Li et al. 2018) 

𝐾𝑙𝑎𝑝 = 𝐹
𝑢

= 𝑊𝑠𝐸𝑠𝑡𝑠

(1
𝑛𝑙1+ 1

1+𝑛𝑙2+𝑙3+ 1+𝑛2
𝑛(1+𝑛) 1𝜆)

 (2.10) 

𝜆 = √𝐺𝑎
𝑡𝑎

( 2
𝐸𝑠𝑡𝑠

+ 1
𝐸𝑐𝑡𝑐

) (2.11) 

𝑛 = 2𝐸𝑐𝑡𝑐/(𝐸𝑠𝑡𝑠) (2.12) 

𝑙1: Freie Länge der CFK-Fügeteile [mm] 

𝑙2: Überlapplänge der Verbindung [mm] 
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𝑙3: Freie Länge des Stahl-Fügeteils [mm] 

𝑊𝑠: Breite des Stahlblechs (entspricht der Breite der CFK-Lamellen) [mm] 

𝐸𝑠: Elastizitätsmodul Stahl [MPa] 

𝑡𝑠: Dicke des Stahlblechs [mm] 

𝐸𝑐: Elastizitätsmodul der CFK-Lamelle [MPa] 

𝑡𝑐: Dicke der CFK-Lamelle [mm] 

𝐺𝑎: Schubmodul des Klebstoffs [MPa] 

𝑡𝑎: Dicke der Klebschicht [mm] 

Die Modellparameter umfassen die Fügeteil- und Klebschichtabmessungen, die 
Elastizitätsmodule der Fügeteile und den Schubmodul des Klebstoffs. Das Modell 
wurde durch einen Vergleich mit experimentell ermittelten Steifigkeiten validiert. 
Für die Zusammenstellung weiterer analytischer Modelle, auf die im Folgenden 
nicht weiter eingegangen werden soll, sei beispielsweise auf (Da Silva et al. 2009) 
verwiesen. 

2.4.2 Verbundspannungs-Schlupf-Beziehungen 

Zur Analyse des Tragverhaltens geklebter CFK-Stahl-Überlappverbindungen un-
ter quasi-statischer Belastung werden häufig auch sogenannte Verbundspan-
nungs-Schlupf-Beziehungen herangezogen. Die Abschätzung der Tragfähigkeit 
mithilfe derartiger Modelle ist im Vergleich zu üblichen spannungsbasierten An-
sätzen, z.B. nach (Hart-Smith 1973) oder (Li et al. 2018), dahingehend vorteilhaft, 
dass nicht nur ein Klebstoffversagen berücksichtigt werden kann. Mithilfe von 
Verbundspannungs-Schlupf-Modellen lässt sich auch ein mögliches Verbundver-
sagen in den Fügeteilen, z.B. in Form eines Zwischenfaserbruchs in der CFK-La-
melle, berücksichtigen. Die Modelle beschreiben einen Zusammenhang zwischen 
einer lokal in der Verbindung wirkenden Verbund(schub)spannung 𝜏 und einer 
zugehörigen Relativverschiebung (Schlupf) 𝛿 zwischen den beiden Fügeteilen. Sie 
ermöglichen es, die maximal ertragbare Verbundspannung 𝜏𝑓 sowie die maximal 
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ertragbare Last (Verbundbruchkraft) einer Überlappklebverbindung abzuschät-
zen. Das Problem wird dabei vereinfachend als ebener Spannungszustand behan-
delt. Die Bestimmung der Modellparameter ist aufwändig, da Versuche am Ge-
samtsystem mit einem relativ hohen Bedarf an Messtechnik durchgeführt werden 
müssen. 

Xia/Teng (2005) führten Zugversuche an geklebten CFK-Stahl-Überlappverbin-
dungen durch und entwickelten einen bilinearen Verbundansatz, der in Abbil-
dung 2-17 dargestellt ist. Es wird dabei davon ausgegangen, dass das lokale Ver-
bundversagen am belasteten Lamellenende eintritt. 

  

Abbildung 2-17: links: Exemplarische Verbundspannungs-Schlupf-Kurven aus Versuchen; rechts: 
Bilinearer Verbundansatz für geklebte CFK-Stahl-Überlappverbindungen 
(Xia/Teng 2005)  

Während des Lastanstiegs ist am belasteten Lamellenende zunächst ein elastisches 
Verformungsverhalten der Klebschicht festzustellen. Die Verbundschubspannung 
steigt dort in der Klebschicht mit steigender Last bis zur lokalen Verbundfestigkeit 
(d.h. die maximal ertragbare Verbundspannung 𝜏𝑓) an. Anschließend stellt sich 
bei weiterer Laststeigerung lokal ein Entfestigungsbereich ein, in dem die lokale 
Verbundspannung beginnt abzusinken. Mit der Entfestigung geht lokal ein Stei-
figkeitsverlust einher. Dadurch werden zuvor weniger beanspruchte Bereiche der 
Klebschicht stärker am Lastabtrag beteiligt. Die maximal übertragbare Last ist er-
reicht, wenn am belasteten Lamellenende die maximale Verschiebung, bei der ge-
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rade noch Verbundspannungen übertragen werden, erreicht ist (𝛿𝑓) (Holzenkämp-
fer 1994). Das Verbundspannungsmaximum breitet sich dabei in Richtung des un-
belasteten Fügeteilendes aus. Die Fläche unter der Kurve des Verbundansatzes 
entspricht der Bruchenergie 𝐺𝑓, d.h. der Energie, die zur Erzeugung eines Risses 
mit einer Einheitsfläche benötigt wird (Holzenkämpfer 1994).  

In den Versuchen von Xia/Teng (2005) traten in Abhängigkeit der Klebschichtdicke 
zwei verschiedene Versagensarten auf. Für die untersuchten Klebschichtdicken 
1 mm und 2 mm wurde ein substratnahes kohäsives Klebstoffversagen in der 
Grenzschicht Klebstoff-CFK beobachtet. In Versuchen mit einer größeren Kleb-
schichtdicke von 4 mm, trat hingegen ein Delaminationsversagen im CFK-Werk-
stoff auf. Im Gegensatz dazu wurde in vergleichbaren Versuchen an CFK-Stahl-
Klebungen mit verschiedenen CFK-Klebstoff-Systemen von Fawzia et al. (2010) für 
eine Klebschichtdicke von etwa 0,5 mm fast ausschließlich ein kombiniertes Ver-
sagen in Form von Delamination im CFK-Werkstoff sowie Klebstoffversagen in 
der Grenzschicht Klebstoff-CFK festgestellt. Diese Untersuchungsergebnisse zei-
gen die Problematik auf, dass die Versagensart stark von dem untersuchten Ver-
stärkungssystem, bestehend aus CFK-Werkstoff und Klebstoff, abhängt. Daher 
müssen individuell für jedes Verstärkungssystem die charakteristische Versagens-
art und die damit verbundenen Modellparameter durch Versuche bestimmt wer-
den. Tritt in der Verbindung ein kohäsives Klebstoffversagen auf, so entspricht die 
maximal ertragbare Verbundspannung 𝜏𝑓 der Schubfestigkeit des Klebstoffs. Die 
von Xia/Teng (2005) entwickelten Gleichungen 2.13 und 2.14 zur Abschätzung der 
maximalen Tragfähigkeit bzw. der Verbundbruchkraft 𝐹𝑙𝑏 setzen ein kohäsives 
Klebstoffversagen im Bereich des belasteten Lamellenendes voraus.  

𝐹𝑙𝑏 = 𝑊𝑐√𝐸𝑐𝑡𝑐𝜏𝑓𝛿𝑓 (2.13) 

𝜏𝑓𝛿𝑓 = 62 (𝑓𝑡,𝑎
𝐺𝑎

)
0,56

𝑡𝑎
0,27 (2.14) 

𝑊𝑐: Breite der CFK-Lamelle [mm] 

𝐸𝑐: Elastizitätsmodul der CFK-Lamelle [MPa] 

𝑡𝑐: Dicke der CFK-Lamelle [mm] 

𝜏𝑓: Maximal ertragbare Verbundspannung [MPa] 



2  Grundlagen 

38 

𝛿𝑓: Schlupf bzw. Relativverschiebung bei Verbundverlust [mm] 

𝑓𝑡,𝑎: Zugfestigkeit des Klebstoffs [MPa] 

𝐺𝑎: Schubmodul des Klebstoffs [MPa] 

𝑡𝑎: Dicke der Klebschicht [mm] 

In (Xia/Teng 2005) wird zudem eine Formel zur Berechnung der Mindestüberlapp-
länge angegeben, welche zur Erreichung der maximalen Verbundbruchkraft 𝐹𝑙𝑏 
erforderlich ist. Die Mindestüberlapplänge 𝑙𝑐,𝑚𝑖𝑛 ergibt sich nach der folgenden 
Gleichung. 

𝑙𝑐,𝑚𝑖𝑛 = π

2√𝜏𝑓/(𝐸𝑐𝑡𝑐𝛿𝑓)
 (2.15) 

Ein weiteres Verbundspannungs-Schlupf-Modell für geklebte CFK-Stahl-Verbin-
dungen wurde beispielsweise von Dehghani et al. (2012) entwickelt, welchem ein 
trilinearer Modellverlauf zugrunde gelegt ist. Dieser Ansatz eignet sich besonders 
für Klebstoffe, die ein stark ausgeprägtes duktiles Verformungsverhalten bis zum 
Bruch aufweisen. Dies zeigen auch experimentelle Untersuchungen an einem 
Klebstoff mit einem hohen Verformungsvermögen (Yu et al. 2012). Eine verglei-
chende Zusammenstellung verschiedener Ansätze ist in (Amraei et al. 2019) zu fin-
den.  

2.4.3 Beurteilung der Tragfähigkeit  

Quasi-statische Belastung 

Zur Beurteilung der Tragfähigkeit der Klebverbindung unter quasi-statischer Be-
lastung werden häufig spannungsbasierte Konzepte angewendet. Dabei werden 
analytisch oder numerisch ermittelte Spannungen in der Klebfuge bestimmten 
Festigkeitsgrenzwerten des Klebstoffs gegenübergestellt. Bei komplexen Span-
nungszuständen werden in der Regel kontinuumsmechanische Versagenskrite-
rien zur Beurteilung der Tragfähigkeit der Klebverbindung herangezogen. In der 
Literatur findet sich dazu eine Vielzahl verschiedener Ansätze. Häufige Anwen-
dung finden die Vorgehensweisen, bei denen maximal auftretende Schub- oder 
Hauptspannungen mit der Schub- bzw. Zugfestigkeit des Klebstoffs verglichen 
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werden (Da Silva et al. 2009). Bei der Ausbildung der Klebverbindungen mit über-
lappenden Fügeteilen wird häufig eine Schubbeanspruchung als dominante Span-
nungskomponente ermittelt. Zur Beurteilung der Tragfähigkeit von ebenen zwei-
schnittigen Überlappverbindungen wird diese in (Greenwood et al. 1969) direkt der 
Schubfestigkeit des Klebstoffs als einzuhaltender Grenzwert gegenübergestellt. In 
(Crocombe et al. 1990) wird eine numerisch berechnete Hauptspannung zur Beur-
teilung der Tragfähigkeit herangezogen. Eine Zusammenstellung weiterer Mög-
lichkeiten zur Beschreibung des Last-Verformungs- und Bruchverhaltens von 
Klebverbindungen ist in (Feldmann et al. 2017) zu finden. 

Die in den Arbeiten von Hart-Smith (1973) und Xia/Teng (2005) angegebenen For-
meln zur Abschätzung der maximal aufnehmbaren Lamellen(längs)kraft ermögli-
chen einen direkten Vergleich mit der einwirkenden Lamellenkraft. Sie basieren 
auf dem Ansatz einer maximal aufnehmbaren Verformungsenergie bis zum Bruch 
und berücksichtigen ein elastisch-plastisches Verformungsverhalten des Kleb-
stoffs.  

Auf bruchmechanische Ansätze zur Modellierung einer Lamellenablösung, wie 
sie zum Beispiel von Bocciarelli et al. (2009) vorgeschlagen oder von Al-Zubaidy et 
al. (2013) im Rahmen numerischer Untersuchungen mit Kohäsivzonenelementen 
angewendet wurden, wird im Weiteren nicht näher eingegangen. Diese sind auf-
grund ihrer hohen Komplexität für eine Anwendung im Bauwesen in der Regel 
nicht relevant. 

Dauerschwingbelastung 

Zur Beurteilung der Tragfähigkeit unter Dauerschwingbelastung steht eine Viel-
zahl verschiedener Verfahren zur Verfügung. In baupraktischen Auslegungsver-
fahren werden fast ausschließlich Wöhlerlinien angewendet, welche einen Zusam-
menhang zwischen der Schwingbreite der Beanspruchung und der ertragbaren 
Lastwechselzahl beschreiben. Je nach Definition des Versagens lässt sich dadurch 
die Lebensdauer bis zu einem definierten Anriss oder bis zum vollständigen Bruch 
im Bauteil bzw. der Verbindung abschätzen. Die Wöhlerlinien werden in der Re-
gel auf Basis experimenteller Untersuchungen erstellt. 
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Abbildung 2-18: Ergebnisse von Dauerschwingversuchen an zweischnittigen CFK-Stahl-Überlapp-
verbindungen für verschiedene Spannungsverhältnisse 𝑅 (Colombi/Fava 2012) 

Colombi/Fava (2012) führten Dauerschwingversuche an zweischnittigen CFK-
Stahl-Verbindungen durch und ermittelten Wöhlerlinien für zwei verschiedene 
Spannungsverhältnisse (𝑅 = 0,1 und 𝑅 = 0,4). Diese sind in Abbildung 2-18 darge-
stellt. Während der Versuche konnte eine Reduzierung der Verbindungssteifigkeit 
beobachtet werden, welche sich auf eine zunehmende Lamellenablösung zurück-
führen ließ. Bei einer verbleibenden Steifigkeit von etwa 90 % im Vergleich zur 
Anfangssteifigkeit trat schlagartig die vollständige Ablösung ein. Die Analyse der 
Bruchflächen ergab, dass ein kohäsives Klebstoffversagen in der Grenzschicht 
Klebstoff-CFK auftrat. Vergleichbare Untersuchungen wurden von Wu et al. 
(2013c) mit ultrahochmoduligen CFK-Lamellen (𝐸𝑐 = 478.700 MPa) durchgeführt. 
Im Gegensatz zu den Versuchen an normalmoduligen Lamellen in (Colombi/Fava 
2012) wurde in allen Versuchen ein Versagen in Form von Zwischenfaserbruch im 
CFK-Werkstoff beobachtet. Dies ist vermutlich auf die höhere Lamellensteifigkeit 
und die damit verbundenen geringeren Spannungskonzentrationen an den La-
mellenenden zurückzuführen. Die Ergebnisse zeigen zudem eine geringere Ermü-
dungsfestigkeit bei einem höheren Spannungsverhältnis. Dieser negative Einfluss 
eines steigenden Spannungsverhältnisses auf den Ermüdungswiderstand der 
Klebverbindung zeigt sich auch in den Dauerschwingversuchen von Liu et al. 
(2010). Mögliche Gründe dafür sind eine höhere maximale Beanspruchung der Fü-
geteile und der Klebschicht bei Oberlast sowie eine höhere, dauerhaft anliegende 
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Mittelspannung. Je nach Höhe der mittleren Beanspruchung, der Belastungsfre-
quenz und der Lastwechselzahl können Kriecheffekte einsetzen, welche einen 
Bruch der Klebverbindung begünstigen (Rasche 2012).  

Neben Wöhlerlinien können zur Abschätzung der Lebensdauer geklebter Über-
lappverbindungen schädigungs- oder bruchmechanische Modelle angewendet 
werden. Dadurch lässt sich genauer zwischen der Beschreibung der Rissinitiie-
rungsphase und der Rissfortschrittsphase (fortschreitende Lamellenablösung) un-
terscheiden. Für CFK-Stahl-Überlappverbindungen wurde von Doroudi et al. 
(2020) ein Schädigungsmodell für schwingende Beanspruchungen auf Grundlage 
von Verbundspannungs-Schlupf-Beziehungen entwickelt. Dieses Modell ermög-
licht sowohl die Beschreibung der Rissinitiierungsphase als auch der Rissfort-
schrittsphase bzw. der Phase der fortschreitenden Lamellenablösung. Die Anwen-
dung ist jedoch vergleichswiese komplex und daher für eine baupraktische 
Auslegung der Verbindung nur bedingt geeignet. Die Bestimmung der Modellpa-
rameter ist zudem mit einem sehr hohen experimentellen Aufwand verbunden.  

2.5 Bauteilverstärkung mit CFK-Werkstoffen 

Geklebte Verstärkungen mit faserverstärkten Kunststoffen haben ihren Ursprung 
in der Luftfahrttechnik. Dort werden sie schon seit einigen Jahrzenten erfolgreich 
zur Verstärkung von Flugzeugbauteilen angewendet. Im Bauwesen werden Ver-
stärkungen von Stahlbetonbauteilen mit CFK-Lamellen und CFK-Gewebe in der 
Praxis eingesetzt. Die Verstärkung von Stahlbauteilen ist hingegen noch Gegen-
stand aktueller Forschung. 

2.5.1 CFK-Verstärkung in der Luftfahrttechnik 

Währen des Betriebs können in metallischen Strukturbauteilen von Flugzeugen 
(z.B. Rumpfschale oder Flügelhaut) Risse auftreten (Karbhari 2014). Ermüdungs-
risse entstehen häufig infolge einer fehlerhaften Bemessung oder infolge hoher 
zyklischer Beanspruchungen, die über die ursprünglich angenommenen Werte 
hinausgehen. In älteren Aluminiumlegierungen kann Spannungsrisskorrosion 
auftreten, welche zudem die Entstehung von Ermüdungsrissen begünstigt.  
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Abbildung 2-19: Schematische Darstellung einer versteiften Flugzeugrumpfschale mit Riss (Zhang 
et al. 2020) 

Rissgeschädigte Bauteile werden nachträglich mit zusätzlichen Versteifungsele-
menten zur Erhöhung der Schalensteifigkeit und des Ermüdungswiderstandes 
verstärkt. Dabei kommen Versteifungselemente, wie S-Profile oder Flachprofile 
aus Stahl sowie flächige Elemente aus faserverstärktem Kunststoff zum Einsatz 
(siehe Abbildung 2-19). Die verstärkten Flugzeugrumpfschalen bestehen in der 
Regel aus Aluminium oder Stahl und weisen Blechdicken zwischen 2 mm und 
5 mm auf. 

Die Befestigung der Versteifungselemente erfolgt entweder mithilfe stiftförmiger 
Verbindungsmittel, wie Niete oder Schrauben, oder durch Klebverbindungen. 
Aufgeklebte Verstärkungselemente aus FVK sind insbesondere wegen des gerin-
gen Eigengewichts vorteilhaft und werden bereits seit den 1970er Jahren erfolg-
reich zur Verstärkung eingesetzt. Sie verdrängen seitdem zunehmend metallische 
Versteifungselemente, die mit mechanischen Verbindungsmitteln befestigt wer-
den (Liu/Wang 2007; Mall/Conley 2009).  

In (Baker/Jones 1988) wurden Rissfortschrittsversuche an einseitig gekerbten Alu-
miniumblechen durchgeführt, die mit mechanisch befestigten Aluminiumblechen 
oder mit aufgeklebten GFK-Elementen verstärkt wurden. Die Versuchsergebnisse 
belegen eine wesentlich höhere Wirksamkeit bei einem Einsatz von Klebverbin-
dungen im Vergleich zu stiftförmigen Verbindungsmitteln. In Abbildung 2-20 
sind exemplarische Rissfortschrittskurven für die beiden Verstärkungsmethoden 
dargestellt.  
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Abbildung 2-20: Vergleich der Rissfortschrittskurven nach einer Verstärkung mit mechanisch be-
festigtem Aluminiumblech (a) und mit geklebtem GFK-Element (b) (Baker/Jones 
1988) 

Liegt die Rissspitze vor dem Patch, so unterscheidet sich das Rissfortschrittsver-
halten nicht wesentlich voneinander. Sobald die Rissspitze unter das Patch und 
dahinter fortschreitet, lässt sich jedoch eine deutlich geringere Rissfortschrittsrate 
bzw. eine größere Wirksamkeit im Versuch mit der geklebten Variante erkennen.  

Weitere umfangreiche experimentelle und numerische Untersuchungen des Riss-
fortschrittsverhaltens in gekerbten Aluminiumblechen, die mit aufgeklebten Ver-
steifungselementen, z.B. aus GFK-Aluminium-Verbundwerkstoffen, verstärkt 
wurden, wurden von Boscolo/Zhang (2010a; 2010b), Doucet et al. (2013) oder Lee/Lee 
(2004) durchgeführt. Das qualitative Tragverhalten dieser Verstärkungsmethode 
ist grundsätzlich vergleichbar für Bauteile aus Aluminium oder Stahl und Verstär-
kungsprofile aus verschiedenen faserverstärkten Kunststoffen. Die für den Flug-
zeugbau abgeleiteten Ansätze zur quantitativen Abschätzung der Rissfortschritts-
rate lassen sich jedoch nicht ohne Weiteres auf CFK-verstärkte Stahlbauteile 
übertragen. Das Steifigkeitsverhältnis zwischen den Fügeteilen hat einen maßgeb-
lichen Einfluss auf das Rissfortschrittsverhalten nach einer Verstärkungsmaß-
nahme. Stahlbauteile weisen in der Regel deutlich größere Blechdicken und im 
Vergleich zu Aluminiumbauteilen eine höhere Materialsteifigkeit auf. Bei ähnli-
chen Steifigkeiten der Verstärkungselemente können sich daher im Stahlbau weit-
aus ungünstigere Steifigkeitsverhältnisse ergeben. Zudem beschränken sich die 
Untersuchungen im Flugzeugbau aufgrund der gegebenen Randbedingungen 
weitestgehend auf einseitige Verstärkungen mit schlaff aufgeklebten Verstei-
fungselementen.  
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2.5.2 CFK-Verstärkung im Stahlbetonbau 

Im Bauwesen werden geklebte CFK-Lamellen und CFK-Gewebe derzeit überwie-
gend zur nachträglichen Verstärkung von Stahlbetonbauteilen eingesetzt. Wesent-
liche Ziele sind die Erhöhung der statischen Tragfähigkeit, die Reduzierung der 
Verformungen oder die Steigerung der Lebensdauer (Zilch et al. 2012). Abbildung 
2-21 zeigt die Verstärkung eines Stahlbetonträgers mit CFK-Lamellen zur Erhö-
hung der Biegetragfähigkeit (links) sowie einer Stahlbetonstütze durch Umschnü-
rung mit CFK-Gewebe (rechts). CFK-Lamellen können zudem zur lokalen Verstär-
kung von Deckendurchbrüchen eingesetzt werden. 

    

Abbildung 2-21: Verstärkung eines Stahlbetonträgers (links) und einer Stahlbetonstütze (rechts) 
(Welter 2012) 

Aus einer Vielzahl von Forschungsarbeiten (Zilch et al. 2012; Blaschko 2001; Borchert 
2009) ist die DAfStb-Richtlinie „Verstärken von Betonbauteilen mit geklebter Be-
wehrung“ (DAfStb-RiLi VBgB) entstanden. Diese regelt die Planung, Bemessung 
und Ausführung der Verstärkung von vorwiegend ruhend und vorwiegend nicht 
ruhend beanspruchten Stahlbetonbauteilen (Betonfestigkeitsklasse ≥ C12/15) mit 
aufgeklebten oder in Schlitzen eingeklebten Faserverbundwerkstoffen sowie auf-
geklebten Stahllaschen. In Deutschland wird die Anwendung durch bauaufsicht-
liche Zulassungen der Verstärkungssysteme und –verfahren geregelt.  

Das Versagensverhalten des Verbundes zwischen Stahlbeton und aufgeklebter 
CFK-Lamelle unterscheidet sich grundsätzlich von dem zwischen Stahl und auf-



2.5  Bauteilverstärkung mit CFK-Werkstoffen 

45 

geklebter CFK-Lamelle. Während in CFK-Stahl-Klebungen in der Regel die Kleb-
verbindung versagensmaßgebend ist, tritt bei verstärkten Stahlbetonbauteilen ein 
sprödes Verbundversagen in den oberflächennahen Betonschichten auf. Bei in 
Schlitzen verklebten Lamellen tritt in der Regel ab einer Betonfestigkeitsklasse von 
C20/25 ein duktilerer Verbundbruch in Form eines Kohäsionsbruchs im Klebstoff 
oder im Grenzbereich zwischen Epoxidharzklebstoff und CFK-Lamelle ein (Zilch 
et al. 2012).  

Der Einfluss von Brandeinwirkung, Umwelteinflüssen und Dauerbelastung auf 
das Verformungs- und Versagensverhalten der eingesetzten Epoxidharzklebstoffe 
wird durch eine Vielzahl von Anwendungsgrenzen berücksichtigt. So ist grund-
sätzlich davon auszugehen, dass oberhalb der in der entsprechenden Zulassung 
angegebenen Glasübergangstemperatur keine Beanspruchungen mehr durch den 
Verbund übertragen werden können. Nachweise des Feuerwiderstandes sind 
ohne Ansatz der Verstärkung zu führen. Eine Ausnahme macht die Richtlinie bei 
Verwendung einer bauaufsichtlich zugelassenen Brandschutzverkleidung für ge-
klebte Verstärkungen. Dann gelten für den Feuerwiderstandsnachweis die Vorga-
ben der Zulassung der Brandschutzverkleidung. Derzeit existieren jedoch keine 
zugelassenen Brandschutzsysteme. Zur Verhinderung übermäßigen Kriechens 
muss in der Zulassung des Systems eine Dauerverbundfestigkeit und eine maxi-
male Anwendungstemperatur vorgegeben sein. Die zulässigen Umgebungsbedin-
gungen werden über die Dauerhaftigkeitsklassen X0, XC1 (trocken) und XC3 be-
grenzt. Zudem ist die Verstärkung durch geeignete Schutzmaßnahmen vor starker 
UV-Strahlung, chemischem Angriff sowie wechselnder oder dauerhafter Durch-
feuchtung zu schützen (DAfStb 2013). 

2.5.3 CFK-Verstärkung im Stahlbau 

2.5.3.1 Erhöhung der quasi-statischen Tragfähigkeit 

Nicht stabilitätsgefährdete Bauteile 

Bereits seit einigen Jahren wird der Einfluss einer Verstärkung mit CFK-Werkstof-
fen auf das quasi-statische Tragverhalten von Stahlbauteilen untersucht. In (Ye 
2006) wurden statische Zugversuche an seitlich gekerbten Stahlblechen durchge-
führt, die jeweils mit in Blechmitte aufgeklebten CFK-Lamellen verstärkt wurden. 
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Infolge der Verstärkung mit nicht vorgespannt aufgeklebten Lamellen wurde eine 
Erhöhung der maximal ertragbaren Last um bis zu etwa 68 % im Vergleich zu un-
verstärkten Referenzproben erreicht. Zudem wurde die Probenlängssteifigkeit 
durch den Einsatz schlaff aufgeklebter Lamellen erhöht. Eine Lamellenvorspan-
nung führte hingegen zu keiner weiteren Erhöhung der Probenlängssteifigkeit.  

In (Colombi/Poggi 2006b), (Linghoff et al. 2010) und (Linghoff/Al-Emrani 2010) wur-
den experimentelle und numerische Untersuchungen an Biegeträgern aus I-Profi-
len durchgeführt, die mit aufgeklebten CFK-Lamellen verstärkt wurden. Die Er-
gebnisse zeigen eine Erhöhung der maximal ertragbaren Last um bis zu etwa 20 % 
im Vergleich zum unverstärkten Träger. Das Versagen trat in den meisten Fällen 
entweder in Form eines Zugbruchs der CFK-Lamellen oder von Verbundversagen 
der CFK-Stahl-Klebverbindung ein. Zum Versagenszeitpunkt befanden sich die 
Stahlträger bereits in einem ausgeprägten plastischen Verformungszustand. Ne-
ben der Erhöhung der maximal ertragbaren Last wurden durch die CFK-Verstär-
kungen auch die Biegesteifigkeiten im elastischen und plastischen Bereich sowie 
die elastische Biegetragfähigkeit erhöht. Weitere Untersuchungen zur Erhöhung 
der statischen Tragfähigkeit von biegebeanspruchten Bauteilen durch CFK-Werk-
stoffe wurden von Haedir/Zhao (2012) an Rundhohlprofilen durchgeführt.  

Abdollahi et al. (2013) führten Torsionsversuche an Quadrathohlprofilen durch, die 
mit CFK-Geweben unterschiedlicher Faserorientierungen verstärkt wurden. Die 
maximal ertragbaren Lasten der verstärkten Stahlprofile sind in den Versuchen 
um bis zu 60 % höher als die der unverstärkten Profile. Im Gegensatz zu den Er-
gebnissen an biegebeanspruchten Stahlträgern konnte unter Torsionsbeanspru-
chung jedoch keine Erhöhung der elastischen Tragfähigkeit und Steifigkeit erzielt 
werden.  

In (Pasternak et al. 2015) wurden systematische Untersuchungen der Leistungsfä-
higkeit von Stahlbauteilen unter quasi-statischer Beanspruchung durchgeführt, 
die mit aufgeklebten CFK-Lamellen verstärkt wurden. Zunächst wurden auf 
Grundlage von Charakterisierungsversuchen geeignete Klebstoffe und CFK-Ma-
terialien ausgewählt. Anschließend wurden an der Versuchsanstalt für Stahl, Holz 
und Steine des Karlsruher Instituts für Technologie (KIT) das Trag- und Versa-
gensverhalten von CFK-verstärkten Stahlblechen unter Zugbelastung sowie von 
CFK-verstärkten Stahlträgern unter Biegebelastung durch umfangreiche Versuche 
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bestimmt. Dabei wurde insbesondere der Einfluss verschiedener Verstärkungs-
konfigurationen und Stahlfestigkeitsklassen untersucht. Zugversuche an zweisei-
tig verstärkten Stahlblechen aus dem Baustahl S355 zeigen eine deutlich erhöhte 
Steifigkeit bis zum Erreichen der maximal ertragbaren Last. Dieser Effekt lässt sich 
darauf zurückführen, dass die CFK-Verstärkung ab dem Erreichen der Fließ-
grenze im Stahlquerschnitt und der damit einhergehenden geringeren (plasti-
schen) Steifigkeit stärker am Lastabtrag beteiligt wird. Das Versagen tritt in allen 
Fällen in Form eines Verbundverlustes am Lamellenende ein und wird maßgeb-
lich durch die plastischen Dehnungen des Stahlfügeteils beeinflusst. In Versuchen 
mit dem höherfesten Baustahl S1100 konnte im Vergleich zum unverstärkten Re-
ferenzbauteil keine wesentliche Traglaststeigerung nachgewiesen werden. Dies ist 
darin begründet, dass die maximal ertragbare Beanspruchung der Klebverbin-
dung bereits vor Erreichen der Fließgrenze im Stahlfügeteil erreicht wurde. In Bie-
geversuchen an Quadrathohlprofilen konnte je nach Verstärkungskonfiguration 
eine Erhöhung der maximalen Tragfähigkeit von bis zu etwa 19 % erzielt werden.  

Abbildung 2-22 zeigt die Kraft-Weg-Kurven eines verstärkten und eines unver-
stärkten Profils im Biegeversuch. Der Weg entspricht der Vertikalverschiebung 
des Maschinenquerhaupts. Das Versagen trat entweder in Form eines Zugbruchs 
in den Verstärkungslamellen oder eines Verbundversagens auf. Infolge der Ver-
stärkung wurde insbesondere die Steifigkeit im plastischen Teil der Last-Verfor-
mungskurve erhöht. Auf Grundlage dieser experimentellen Datenbasis wurden 
numerische Untersuchung durchgeführt und anschließend praktisch anwendbare 
Berechnungsansätze zur Abschätzung elastischer und plastischer Biegetragfähig-
keiten von CFK-verstärkten Stahlträgern abgeleitet. 
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Abbildung 2-22: Vergleich der Kraft-Weg-Diagramme eines unverstärkten (UB/B-1) und eines mit 
einer CFK-Lamelle mit den Abmessungen 50x1,7 mm verstärkten Quadrathohl-
profilträgers 100x100x8 mm (1V/B-4) (Pasternak et al. 2015) 

Stabilitätsgefährdete Bauteile 

Neben der Untersuchung des Einflusses einer CFK-Verstärkung auf die Tragfä-
higkeit nicht stabilitätsgefährdeter Bauteile wurde eine Vielzahl von Forschungs-
arbeiten zur Erhöhung des Widerstands gegen Stabilitätsversagen durchgeführt. 
Es konnte gezeigt werden, dass der Widerstand gegen Biegeknicken mithilfe von 
CFK-Werkstoffen (Shaat/Fam 2006; Ritchie et al. 2015) oder lokales Beulen von 
Stahlbauteilen (Bambach et al. 2009; Wu et al. 2011; Khazaei Poul et al. 2016) maßgeb-
lich erhöht werden kann. Auf diese Publikationen wird jedoch nicht im Detail ein-
gegangen, da sie von geringer Relevanz für die Untersuchungen in der vorliegen-
den Arbeit sind.  
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2.5.3.2 Erhöhung des Ermüdungswiderstands ungerissener Bauteile 

Jiao et al. (2012) untersuchten den Einfluss einer Verstärkung reparaturgeschweiß-
ter Stahlträger mit schlaff aufgeklebten CFK-Lamellen auf die Restlebensdauer in 
Dauerschwingversuchen. In die Träger wurde jeweils eine Kerbe im Untergurt 
und in einem Teil des Steges eingebracht, welche anschließend reparaturge-
schweißt wurde. Es wurden reparaturgeschweißte Träger sowie reparaturge-
schweißte Träger, die zusätzlich mit aufgeklebten CFK-Lamellen verstärkt wur-
den, in Dauerschwingversuchen geprüft. Mithilfe von Regressionsanalysen 
wurden unter Annahme einer Steigung von 𝑚 = 4 Wöhlerlinien für Träger ohne 
und mit CFK-Verstärkung ermittelt. Es wurde eine bis zu 6,9-mal höhere Restle-
bensdauer nach einer Verstärkung mit CFK-Lamellen im Vergleich zu den Refe-
renzträgern (nur reparaturgeschweißt) ermittelt.  

Neben der Untersuchung geschweißter Konstruktionsdetails wurde eine Vielzahl 
experimenteller und numerischer Untersuchungen zum Einfluss aufgeklebter 
CFK-Lamellen auf die Restlebensdauer genieteter (Colombi/Poggi 2006a) und ge-
schraubter Verbindungen (Ghafoori et al. 2015; Ghafoori/Motavalli 2016) durchge-
führt. Es konnte gezeigt werden, dass die Dauer der Ermüdungsrissinitiierung an 
Bohrlöchern im Vergleich zu unverstärkten Proben durch eine CFK-Verstärkung 
um einen Faktor von bis zu 4,4 verlängert werden kann.  

Wegen der besonderen Bedeutung für die vorliegende Arbeit wird im folgenden 
Abschnitt gesondert auf bestehende Untersuchungen zum Einfluss geklebter 
CFK-Verstärkungen auf die Restlebensdauer ermüdungsrissgeschädigter Stahl-
bauteile eingegangen.  

2.6 Verstärkung ermüdungsrissgeschädigter 
Stahlbauteile mit CFK-Lamellen 

2.6.1 Globale und lokale Verstärkung 

Bei der Verstärkung ermüdungsrissgeschädigter Stahlbauteile mit CFK-Lamellen 
kann grundsätzlich zwischen einer globalen und einer lokalen Verstärkung unter-
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schieden werden. Bei globalen Verstärkungen werden Stahlbauteile, häufig biege-
beanspruchte Stahlträger mit gerissenem Untergurt, mit mechanisch befestigten 
CFK-Lamellen verstärkt. Die Lamellenkräfte werden dabei meist punktuell über 
geklemmte Verankerungen der Lamellenenden (Endverankerungen), die im Fall 
eines Biegeträgers am zugbeanspruchten Trägerflansch befestigt sind, in das zu 
verstärkende Bauteil eingeleitet. Im Gegensatz dazu wird die CFK-Lamelle bei ei-
ner lokalen Verstärkung direkt über den Riss auf das Stahlbauteil geklebt. Die 
Lasteinleitung erfolgt in diesem Fall verteilt über die Klebschicht. Zur Erhöhung 
der Wirksamkeit kann die Lamelle vorgespannt werden. Der im Folgenden ver-
wendete Begriff der Wirksamkeit ist definiert durch das Verhältnis von der Rest-
lebensdauer nach einer Verstärkung zu der Restlebensdauer ohne Verstärkung. 
Abbildung 2-23 zeigt schematisch die beiden Varianten einer Trägerverstärkung 
mit mechanisch befestigten (global) und aufgeklebten (lokal) CFK-Lamellen. 

 

Abbildung 2-23: Schematische Darstellung einer globalen (oben) und einer lokalen (unten) Träger-
verstärkung mit CFK-Lamellen 

Die Befestigung der Endverankerungen erfolgt üblicherweise mit Schrauben. Da 
an den Schraubenlöchern Spannungskonzentrationen auftreten und diese damit 
potentielle Ausgangsorte für Ermüdungsrisse darstellen, ist es häufig erforderlich 
die Endverankerungen in weniger stark beanspruchten Bereichen des Trägers an-
zubringen. Bei einem gelenkig gelagerten Einfeldträger unter Gleichstreckenlast 
sollten die Endverankerungen beispielsweise möglichst nah an den Momenten-
nullpunkten, d.h. an den Auflagern, positioniert werden. Der Abstand der End-
verankerungen definiert die erforderliche Lamellenlänge. Bei einer lokalen Ver-
stärkung mit aufgeklebten CFK-Lamellen ist die Wahl der Lamellenlänge u. a. von 
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der Mindestüberlapplänge abhängig, die zur vollen Ausnutzung der statischen 
Tragfähigkeit der Klebverbindung notwendig ist. 

In (Ghafoori et al. 2012a) wurden Dauerschwingversuche an gekerbten Stahlträgern 
durchgeführt, die mit mechanisch befestigten, vorgespannten oder mit aufgekleb-
ten, vorgespannten CFK-Lamellen verstärkt wurden. Die Einfeldträger wurden 
dabei im 4-Punkt-Biegeversuch belastet und die Lamellenvorspannung war bei 
beiden Verstärkungsvarianten gleich groß. Im Vergleich zur mechanisch befestig-
ten Verstärkung (im Mittel 37.000 Lastwechsel) war die Restlebensdauer nach ei-
ner geklebten Verstärkung deutlich höher (2.530.600 Lastwechsel). Zudem zeigten 
Verformungsmessungen, dass die Biegesteifigkeit des Trägers nach einer Verstär-
kung mit aufgeklebten Lamellen bei geöffnetem Riss um ca. 60% größer ist, als 
nach einer Verstärkung mit mechanisch befestigten Lamellen. Der Grund dafür 
liegt in der hohen Längsdehnungskonzentration in der Lamelle im Bereich des 
Risses, die sich infolge der lokal hohen Steifigkeit der Verbindung einstellt. Die 
Lamellendehnung nimmt mit zunehmendem Abstand vom Riss zum Lamellen-
ende hin ab. Die Dehnungsverteilung der mechanisch befestigten Lamelle ist da-
gegen konstant über die gesamte freie Länge, d.h. die Dehnung bzw. die Steifigkeit 
der Verbindung ist an der Stelle des Risses im Vergleich zur aufgeklebten Lamelle 
geringer. Die Lamelle wird daher weniger am Lastabtrag beteiligt. Entsprechend 
ist auch die Beanspruchungsreduktion im Nahfeld um die Rissspitze geringer.  

Der Vorteil der globalen CFK-Verstärkung besteht darin, dass i. d. R. höhere Vor-
spannkräfte über geschraubte Endverankerungen in das zu verstärkende Bauteil 
eingeleitet werden können. Die Höhe der Vorspannung ist jedoch begrenzt durch 
das Minimum aus: 

• Tragfähigkeit der CFK-Lamellen 
• Tragfähigkeit der Verbindung zwischen der Lamelle und der Endveran-

kerung 
• Tragfähigkeit der Schraubverbindung (insbesondere unter Ermüdungsbe-

anspruchung) 
• Stabilitätsaspekte des verstärkten Bauteils unter Vorspannung 
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Wird der Ermüdungsnachweis an der Stelle der Schraubverbindung maßgebend, 
so müssen die Endverankerungen zur Realisierung höherer Vorspannkräfte in we-
niger stark beanspruchten Bereichen angebracht werden. In ermüdungsrelevanten 
Bauteilen von orthotropen Fahrbahnplatten und Hohlkästen ist eine Befestigung 
geschraubter Endverankerungen jedoch häufig aufgrund der hohen Bauteilbean-
spruchungen oder aufgrund beengter Platzverhältnisse nicht möglich (Abed et al. 
2017; Borrie et al. 2016). In diesem Fall ist nur der Einsatz aufgeklebter CFK-Lamel-
len sinnvoll.  

Beengte Platzverhältnisse können zudem den Einsatz von Vorspanntechnik ver-
hindern. Für den Fall einer Verstärkung mit nicht vorgespannten CFK-Lamellen 
lassen die Untersuchungsergebnisse in (Ghafoori et al. 2012a) eine deutlich höhere 
Restlebensdauersteigerung nach einer geklebten Verstärkung im Vergleich zu ei-
ner mechanisch befestigten Verstärkung erwarten.  

Im Folgenden wird auf die bestehenden Untersuchungen an ermüdungsrissge-
schädigten Stahlträgern, die mit aufgeklebten CFK-Lamellen verstärkt wurden, 
eingegangen. Dabei werden die für diese Arbeit wichtigen Erkenntnisse zusam-
mengefasst. Verstärkungen mit mechanisch befestigten CFK-Lamellen werden 
nicht betrachtet, da sie für die Untersuchungen dieser Arbeit von geringer Bedeu-
tung sind. 

2.6.2 Experimentelle und numerische Untersuchungen an 
gekerbten Bauteilen 

2.6.2.1 Untersuchungen an gekerbten Stahlträgern 

In (Tavakkolizadeh/Saadatmanesh 2003) wurden erstmals Dauerschwingversuche an 
mittig gekerbten Stahlträgern durchgeführt, die auf der Unterseite des biegezug-
beanspruchten Trägerflansches mit schlaff aufgeklebten CFK-Lamellen verstärkt 
wurden. Der Versuchsaufbau ist in Abbildung 2-24 dargestellt. 
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Abbildung 2-24: Schematische Darstellung des Versuchsaufbaus für Dauerschwingversuche an 
mittig gekerbten Stahlträgern mit an der Unterseite des Trägerflansches schlaff 
aufgeklebten CFK-Lamellen (Tavakkolizadeh/Saadatmanesh 2003) 

Insgesamt wurden sechs verstärkte Träger in 4-Punkt-Biegeversuchen bei einem 
Spannungsverhältnis von 𝑅 = 0,1 zyklisch belastet. Das Versagen trat entweder in 
Form eines gesamten Durchrisses des Stahlquerschnitts (𝛥𝜎 = 207 MPa) oder 
durch einen vollständigen Verbundverlust der CFK-Lamelle ein (alle anderen Ver-
suche). Im Vergleich zu unverstärkten Referenzproben erhöhten sich die Restle-
bensdauern infolge der CFK-Verstärkungen um den Faktor 4,5 für 𝛥𝜎 = 207 MPa 
bis 2,5 für 𝛥𝜎 = 310 MPa. In Abbildung 2-25 sind die ermittelten Restlebensdauern 
unverstärkter und verstärkter Träger im 𝛥𝜎-𝑁 Diagramm aufgetragen.  

 

Abbildung 2-25: Experimentell bestimmte Restlebensdauern von CFK-verstärkten Biegeträgern 
(Tavakkolizadeh/Saadatmanesh 2003) 
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Tendenziell sinkt die Restlebensdauer bezogen auf die Referenzproben mit stei-
gender Spannungsschwingbreite. Zudem wurde ein teilweiser Verbundverlust 
der Lamellen während der zyklischen Beanspruchung im Bereich des Risses beo-
bachtet. Bei der niedrigsten Spannungsschwingbreite wurde kein Verbundverlust 
festgestellt.  

Systematische Untersuchungen zur Verstärkung ermüdungsrissgeschädigter 
Stahlträger wurden von Ghafoori et al. (2012a; 2012b) durchgeführt. Zur Untersu-
chung des Einflusses der Vorspannung auf die Rissspitzenbeanspruchung wur-
den fünf Dauerschwingversuche an CFK-verstärkten Stahlträgern aus dem Bau-
stahl S355J0 durchgeführt. Vier mittig gekerbte Träger wurden mit vorgespannt 
aufgeklebten Lamellen (Vorspannung 620 MPa) und ein Träger mit schlaff aufge-
klebten Lamellen verstärkt. Dabei wurden die Nennspannungsschwingbreite im 
Untergurt zwischen 66 MPa und 191 MPa variiert, wohingegen das Spannungs-
verhältnis in allen Fällen 𝑅 = 0,1 betrug. Die Kerbe verlief jeweils durch den ver-
stärkten Flansch bis in den Steg hinein. Mithilfe von Dehnungsmessungen auf der 
Oberseite der CFK-Lamellen wurden Schubspannungen in der Klebschicht be-
stimmt. Die Ergebnisse zeigen, dass sich die Stelle des Schubspannungsmaxi-
mums mit zunehmender Lastwechselzahl in Richtung der Lamellenenden ver-
schiebt (siehe Abbildung 2-26). Daraus lässt sich schließen, dass sich die Lamellen 
ausgehend vom Riss im Stahl zum Lamellenende hin zunehmend ablösen. Der 
teilweise Verbundverlust und die damit einhergehende Reduzierung der Verbin-
dungssteifigkeit kann nach Ansicht der Autoren die Wirksamkeit der Verstärkung 
herabsetzen.  

Die Versuchsergebnisse zeigen zudem, dass die Restlebensdauer durch den Ein-
satz einer vorgespannten Lamelle im Vergleich zu einer schlaff aufgeklebten La-
melle deutlich gesteigert werden kann. Da die Träger im gekerbten Zustand ver-
stärkt wurden, beinhaltet die Restlebensdauer sowohl die Rissinitiierungs- als 
auch die Rissfortschrittsphase. Die Versuchsergebnisse sind daher nur bedingt 
hinsichtlich des Einflusses der Verstärkung auf den Rissfortschritt aussagekräftig.  
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Abbildung 2-26: Schubspannungsverteilung in der Klebschicht, ausgehend von der Lamellenmitte 
(Position 0 mm) in Richtung des Lamellenendes für verschiedene Lastwechselzah-
len (Ghafoori et al. 2012b) 

An ausgewählten bestehenden Stahlbrücken wurden biegebeanspruchte Bauteile 
bereits erfolgreich mit mechanisch befestigten oder aufgeklebten CFK-Lamellen 
verstärkt (Ghafoori et al. 2016, Hosseini et al. 2019). Langzeitmessungen belegen die 
Wirksamkeit der Verstärkungsmaßnahmen. 

Colombi et al. (2014, 2015) führten Dauerschwingversuche an acht rissbehafteten 
Stahlträgern aus dem Baustahl S275J2 unter Biegebeanspruchung durch, die mit 
schlaff aufgeklebten CFK-Lamellen verstärkt wurden. Ziel der Versuche war u. a. 
den Einfluss der Lamellendehnsteifigkeit sowie einer teilweisen Lamellenablö-
sung auf die Restlebensdauer der verstärkten Proben zu untersuchen. Dazu wur-
den jeweils zwei mittig angerissene Stahlträger auf den Außenseiten der biege-
zugbeanspruchten Flansche mit je einer aufgeklebten CFK-Lamelle oder mit je 
zwei aufeinander geklebten CFK-Lamellen verstärkt. Der Anriss wurde jeweils im 
Dauerschwingversuch am unverstärkten Träger eingebracht und verlief durch 
den verstärkten Flansch bis in den Steg hinein. Vor der Klebstoffapplikation 
wurde die Stahloberfläche mithilfe einer Schleifmaschine von Rost befreit und an-
schließend mit einem Lösungsmittel auf Xylol-Basis gereinigt. Die Klebfläche der 
CFK-Lamellen wurde mit Sandpapier angeraut und anschließend gereinigt. Die 
experimentell bestimmten Rissfortschrittskurven zeigen, dass die Rissfortschritts-
rate nach einer Verstärkung mit zwei CFK-Lamellen im Vergleich zu einer Ver-
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stärkung mit einer CFK-Lamelle deutlich geringer ist. Im Mittel ging mit der Ver-
dopplung der Lamellendehnsteifigkeit eine Restlebensdauererhöhung um den 
Faktor 9 einher. Dehnungsmessungen auf der Oberseite der CFK-Lamellen zeigen 
eine Ablösung der Lamelle im Verlauf des Versuchs, ausgehend vom Riss zum 
Lamellenende hin. Mithilfe numerischer Berechnungen an den verstärkten Trä-
gern konnte gezeigt werden, dass die CFK-Lamelle in Längsrichtung bei einer vor-
handenen teilweisen Lamellenablösung deutlich weniger stark beansprucht wird. 
Dies führt dazu, dass die Verstärkung weniger wirksam ist, bzw. die Rissspitzen-
beanspruchung höher ist, im Vergleich zu einem vollständig intakten Verbund.  

Auf Grundlage analytischer Betrachtungen der Energiefreisetzungsrate wurde in 
(Colombi/Fava 2016) ein Verfahren zur Abschätzung des SIF sowie der Rissfort-
schrittsrate eines gerissenen Stahlträgers, der mit schlaff aufgeklebten CFK-Lamel-
len verstärkt ist, abgeleitet. Das Verfahren gilt für Träger unter Biegemoment- und 
Normalkraftbeanspruchung.  

2.6.2.2 Untersuchungen an gekerbten Stahlblechen 

Zahlreiche experimentelle Untersuchungen an zentrisch oder seitlich gekerbten 
Flachblechen belegen die hohe Leistungsfähigkeit der Verstärkungsmaßnahme 
mit aufgeklebten CFK-Lamellen. Die Proben wurden mit schlaff oder vorgespannt 
aufgeklebten CFK-Lamellen verstärkt. Anschließend wurden die in Dauer-
schwingversuchen ermittelten Restlebensdauern mit denen unverstärkter Refe-
renzproben verglichen. Häufig wurden ergänzend numerische Berechnungen 
durchgeführt, um den Einfluss verschiedener Parameter auf die Restlebensdauer 
zu analysieren. Im Folgenden wird auf die für die vorliegende Arbeit wichtigen 
Erkenntnisse aus bestehenden experimentellen Untersuchungen eingegangen.  

Bassetti et al. (2000) führten insgesamt 18 Dauerschwingversuche an zentrisch ge-
kerbten Stahlblechen durch, die mit zwei aufgeklebten CFK-Lamellen je Blechseite 
verstärkt wurden. Dabei wurden die Lamellendicke (1,2 mm 1,4 mm), der Elasti-
zitätsmodul (155.000 MPa; 210.000 MPa) und die Vorspannkraft der Lamellen 
(0 kN; 41,2 kN je Lamelle) sowie das Spannungsverhältnis 𝑅 (0,4; 0,1) variiert. Die 
Spannungsschwingbreite betrug 𝛥𝜎 = 80 MPa. Um die Wahrscheinlichkeit eines 
Verbundversagens infolge hoher Schälspannungen zu verringern, wurden ge-
schraubte Endverankerungen an den Lamellenenden angebracht.  
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Abbildung 2-27: Ergebnisse der Rissfortschrittsversuche an zentrisch gekerbten Stahlblechen, die 
mit aufgeklebten CFK-Lamellen verstärkt wurden (Bassetti et al. 2000) 

Die experimentell bestimmten Rissfortschrittskurven sind in Abbildung 2-27 dar-
gestellt. Sie zeigen, dass die Erhöhung der Dehnsteifigkeit der Lamelle durch Än-
derung der Dicke oder des Elastizitätsmoduls zu einer deutlichen Erhöhung der 
Restlebensdauer führt. Zudem führte der Einsatz vorgespannter Lamellen zu ei-
ner deutlichen Erhöhung der Restlebensdauer im Vergleich zu nicht vorgespann-
ten Lamellen. Der positive Einfluss einer Erhöhung der Lamellendehnsteifigkeit 
und der Vorspannung wurde durch vergleichbare Versuche, die in (Täljsten et al. 
2009) dokumentiert sind, bestätigt. Eine teilweise Lamellenablösung während der 
Versuche wurde in (Täljsten et al. 2009) hingegen nicht beobachtet.  

Ergänzend dazu wurden numerische Berechnungen durchgeführt, um den Ein-
fluss des Elastizitätsmoduls und der Vorspannung der CFK-Lamellen auf den SIF 
zu untersuchen. Zur Modellierung der Fügeteile wurden Schalenelemente ver-
wendet, die Klebschicht wurde durch Zug- und Schubfedern abgebildet. Die Er-
gebnisse der numerischen Berechnungen bestätigen die Versuchsergebnisse da-
hingehend, dass der SIF an der Rissspitze infolge der CFK-Verstärkung reduziert 
wird. Die Wirksamkeit der Verstärkung ist bei schlaff aufgeklebten Lamellen ver-
hältnismäßig gering, wenn die Rissspitze beginnt unter die Lamelle fortzuschrei-
ten. Erst mit zunehmender Risslänge steigt die Wirksamkeit. Im Gegensatz dazu 
bewirkt eine Vorspannung der Lamelle, dass die Wirksamkeit bereits dann hoch 
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ist, wenn die Rissspitze noch vor der Lamelle liegt. Im Rahmen der Berechnungen 
wurden lediglich Positionen der Rissspitze unter der Lamelle berücksichtigt. Un-
klar bleibt, wie sich die CFK-Verstärkung auf den SIF im weiteren Verlauf des 
Risswachstums und mit zunehmendem Abstand zur Lamelle auswirkt.  

Die Ergebnisse optischer Dehnungsmessungen auf der CFK-Oberfläche zeigen im 
Bereich der Rissspitze eine teilweise Ablösung der Lamelle in der Grenzschicht 
Lamelle-Klebstoff oder Stahl-Klebstoff. Der Grund dafür liegt nach Ansicht der 
Autoren in der lokal hohen, plastischen Dehnungsverteilung um die Rissspitze. 
Mit zunehmendem Rissfortschritt unterhalb der Lamelle bildet sich eine ellipsen-
förmige Ablösefront mit einem Halbachsenverhältnis 𝑐/𝑏 von etwa 1/5 aus (siehe 
Abbildung 2-28). Diese spezifische Form der Ablösung wurde auch in (Ye 2006) 
beobachtet. 

 

Abbildung 2-28: Schematische Darstellung der elliptischen Lamellenablösung im Bereich des Risses 
für verschiedene Halbachsenverhältnisse 𝑐/𝑏 (Colombi et al. 2003) 

Die Ablösefront befindet sich dabei etwa in einem Abstand vor der Rissspitze, der 
der Größe der plastischen Zone entspricht. Die Ablösefront schreitet zudem mit 
zunehmender Lastwechselzahl in Richtung der Lamellenenden fort, was eine Ver-
größerung des Halbachsenverhältnisses zur Folge hat. Numerische Berechnungen 
zeigen, dass sich eine teilweise Ablösung der Lamelle im Bereich des Risses nega-
tiv auf die Wirksamkeit der Verstärkungsmaßnahme auswirkt (Bassetti et al. 2000). 
Ein Anstieg des Halbachsenverhältnisses von 1/10 auf 1/2 resultierte in einem An-
stieg des SIF um etwa 20 %. 
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Colombi et al. (2003) untersuchten mithilfe bruchmechanischer Modelle den Ein-
fluss der Lamellensteifigkeit, der Klebschichtdicke sowie der Lamellenvorspan-
nung auf die Beanspruchung der Ablösefront. Während die Lamellensteifigkeit 
lediglich einen geringen Einfluss hatte, ging sowohl mit einer höheren Kleb-
schichtdicke als auch der Vorspannung maßgeblich auch eine geringere Beanspru-
chung der Ablösefront einher. 

Im Gegensatz zu den vorherigen Untersuchungen wurden in (Ye 2006) neun Dau-
erschwingversuche an Stahlblechen durchgeführt, die jeweils zwei seitliche Ker-
ben mit Anrissen aufwiesen und mit nur einer einseitig in Blechmitte aufgeklebten 
CFK-Lamelle verstärkt wurden. Es wurden die Vorspannung und der E-Modul 
der Lamellen variiert. In einigen Fällen wurde nach einer Verstärkung mit vorge-
spannten Lamellen eine niedrigere Restlebensdauer verstärkter Proben im Ver-
gleich zu unverstärkten Proben beobachtet. Infolge der einseitigen Applikation 
der vorgespannten Lamellen entsteht ein sekundäres Biegemoment im Stahlblech, 
welches zusätzlich zu den Längsbeanspruchungen aus der äußeren Belastung und 
der Vorspannung wirkt. Der Riss wird dadurch auf der unverstärkten Seite höher 
beansprucht. Die Versuchsergebnisse zeigen, dass die Restlebensdauer im Ver-
gleich zu unverstärkten Proben erst mit einer Lamellenvorspannkraft von 70 kN, 
nicht aber mit 42 kN erhöht wurde.  

In (Ye et al. 2020) wurde mithilfe numerischer Berechnungen an dreidimensionalen 
Modellen eine Methode zur Abschätzung der Rissfortschrittsrate entwickelt. Es 
wurde eine Beanspruchungsgröße an der Rissspitze ∆𝐾∗ auf Grundlage von Er-
kenntnissen von Dinda/Kujawski (2004) und Kujawski (2001) gebildet, mit der der 
Einfluss des reduzierten Spannungsverhältnisses an der Rissspitze infolge einer 
Lamellenvorspannung berücksichtigt werden soll. Als maßgebliche Einflussgrö-
ßen werden in der Beanspruchungsgröße ∆𝐾∗ der Zuganteil der Schwingbreite 
∆𝐾𝑒𝑓𝑓  sowie das Maximum des Spannungsintensitätsfaktors bei Oberlast 𝐾𝑚𝑎𝑥 zu-
sammengeführt (siehe Gleichung 2.16).  

∆𝐾∗ = ∆𝐾𝑒𝑓𝑓
1−𝛼𝐾𝑚𝑎𝑥

𝛼 (2.16) 

Der Koeffizient 𝛼 ist vom Werkstoff sowie vom Spannungsverhältnis 𝑅 abhängig. 
Unter Verwendung der Beanspruchungsgröße ∆𝐾∗ wurde anschließend mithilfe 
der Paris-Erdogan Gleichung die Rissfortschrittsrate berechnet. Die so ermittelten 
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Rissfortschrittsraten wurden mit Ergebnissen experimenteller Untersuchungen an 
verschiedenen CFK-verstärkten Proben mit verschiedenen 𝑅-Verhältnissen aus 
der Literatur verglichen. Die Abweichungen der vorhergesagten gegenüber den 
beobachteten Restlebensdauern waren bei den Stahlblechen relativ hoch und be-
trugen zwischen -35 % (𝑅 = 0,1) und +52 % (𝑅 = -0,1). Ein teilweiser Verbundver-
lust, welcher in den Versuchen häufig festgestellt wurde, wurde in den numeri-
schen Berechnungen nicht berücksichtigt. Dieser kann jedoch nach (Bassetti et al. 
2000) einen wesentlichen Einfluss auf den Rissfortschritt haben. Zudem wurden 
die bruchmechanischen Kennwerte der in den Versuchen verwendeten Stahlwerk-
stoffe häufig nicht bestimmt. In diesen Fällen wurden Annahmen für die Paris-
Koeffizienten C und m getroffen, was zu großen Abweichungen zwischen Simu-
lation und Versuch führen kann. Die Aussagekraft eines Vergleichs numerischer 
Berechnungsergebnisse mit Versuchsergebnissen ist daher relativ gering, wenn 
die Koeffizienten für den spezifischen untersuchten Stahl nicht bekannt sind. 

Wu et al. (2012) untersuchten unter anderem den Einfluss verschiedener Verstär-
kungskonfigurationen mit ultrahochmoduligen, schlaff aufgeklebten CFK-Lamel-
len (𝐸𝑐 = 477.500 MPa) auf die Restlebensdauer zentrisch gekerbter Stahlbleche. 
Dabei wurden die Lamellenposition und –breite variiert. Die geprüften Lamellen-
anordnungen sind in Abbildung 2-29 dargestellt. 

 

Abbildung 2-29: Schematische Darstellung der untersuchten Verstärkungskonfigurationen (Ab-
messungen in mm) (Wu et al. 2012) 

Die Proben wurden mittig mit einer Bohrung (Durchmesser 5 mm) und davon 
ausgehendend zu beiden Seiten hin mit einer 1 mm langen Kerbe mithilfe von 
Drahterosion versehen. Vor der Verstärkung wurde jedoch kein Anriss erzeugt. 



2.6  Verstärkung ermüdungsrissgeschädigter Stahlbauteile mit CFK-Lamellen 

61 

Für Konfiguration a wurde nach 108 Lastwechseln kein Versagen festgestellt. Die 
Restlebensdauer konnte bei den übrigen Konfigurationen im Mittel um das bis zu 
7,5-fache (Konfiguration b) gesteigert werden. Wie erwartet, erhöht sich die Rest-
lebensdauer deutlich mit einer Vergrößerung der Lamellenbreite von 50 mm auf 
95 mm. Dies bestätigt die Erkenntnis, dass die Lamellendehnsteifigkeit eine maß-
gebende Einflussgröße der Rissfortschrittsrate ist (Bassetti et al. 2000; Täljsten et al. 
2009).  

Die Untersuchungsergebnisse zeigen des Weiteren, dass eine Anordnung von 
zwei Lamellen in Probenmitte (Konfiguration e) eine deutlich höhere Wirksamkeit 
mit sich bringt, als eine Anordnung der Lamellen an den Probenrändern (Konfi-
guration d). In Konfiguration d tragen die Verstärkungslamellen schon zu einer 
früheren Phase des Rissfortschritts zur Beschränkung der Rissöffnung bei. Ver-
gleichbare experimentelle Untersuchungen von Wang et al. (2016) bestätigen diese 
Erkenntnis. 

Aufbauend auf den experimentellen Untersuchungen wurden numerische Be-
rechnungen durchgeführt (Wu et al. 2013b). Zur Berechnung des SIF wurde ein 
dreidimensionales Modell eines Stahlbleches mit zentrischem Innenriss erstellt, 
das beidseitig mit je zwei aufgeklebten CFK-Lamellen verstärkt wurde. Das Mo-
dell wurde anhand einer vorhandenen Näherungslösung des SIF für ein unver-
stärktes Stahlblech validiert. Eine Validierung der numerischen Ergebnisse mit-
hilfe von Ergebnissen experimenteller Rissfortschrittsuntersuchungen an CFK-
verstärkten Stahlblechen erfolgte jedoch nicht. Anschließend wurde der Einfluss 
der bezogenen Risslänge 2𝑎/𝑊 und der Lamellenposition 2𝐷/𝑊 (𝐷: Abstand der 
Lamelleninnenkante zur Blechmitte) auf den SIF untersucht. Es wurde ein Riss-
fortschritt vor, unter sowie hinter der Lamelle berücksichtigt. Die Ergebnisse zei-
gen, dass die Wirksamkeit der Verstärkung sehr gering ist, wenn sich die Riss-
spitze vor der Lamelle befindet. In diesem Fall trägt die Verstärkung nicht direkt 
zur Beschränkung der Rissöffnung bei. Mit dem Beginn des Rissfortschritts unter-
halb der Lamelle sinkt der SIF stärker ab. Wenn die Rissspitze etwa 2/3 der Lamel-
lenbreite unterlaufen hat, ist das SIF-Minimum und die größte Wirksamkeit der 
Verstärkung erreicht. Im weiteren Verlauf des Rissfortschritts hinter der Lamelle 
bleibt die Wirksamkeit auf einem ähnlich hohen Niveau. 
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Neben vielfach untersuchten zentrisch gekerbten Stahlblechen wurden in (Colombi 
et al. 2015b) einseitig gekerbte Stahlbleche mit schlaff aufgeklebten CFK-Lamellen 
verstärkt und die Restlebensdauern in Dauerschwingversuchen bestimmt. Dabei 
wurde u.a. der Einfluss verschiedener Lamellenbreiten auf die Restlebensdauer 
untersucht. Eine Erhöhung der Lamellenbreite wirkt sich auch bei einseitig ge-
kerbten Blechen positiv auf die Restlebensdauer aus. 

In (Colombi et al. 2015a) wurden numerische Rissfortschrittsrechnungen der Ver-
suche an einseitig gerissenen Stahlblechen durchgeführt. Dabei wurde eine teil-
weise Ablösung der Lamelle im Rissbereich in semi-elliptischer Form modelliert. 
Bei der Berechnung der Rissfortschrittsrate wurde der plastische Rissschließeffekt 
berücksichtigt, indem ein effektiver zyklischer SIF, ∆𝐾𝑒𝑓𝑓  in die Paris-Erdogan 
Gleichung eingesetzt wurde. ∆𝐾𝑒𝑓𝑓  wurde aus dem Maximum des SIF und einem 
effektiven Spannungsverhältnis 𝑞, welches von dem äußeren Spannungsverhält-
nis 𝑅, einem Fließbehinderungsfaktor 𝑝𝑐𝑓 und dem Fließspannungsverhältnis 
𝑅𝑦𝑠 = 𝜎𝑚𝑎𝑥/𝜎𝑦 abhängt, berechnet.  

∆𝐾𝐼,𝑒𝑓𝑓 = (1 − 𝑞) ∙ 𝐾𝐼,𝑚𝑎𝑥 (2.17) 

𝑞 = 𝑚𝑎𝑥 [ 1
1+𝑝𝑐𝑓

(1 + 𝑅 ∙ 𝑅𝑦𝑠), 𝑅] (2.18) 

𝑞 ist hier unabhängig von den Verstärkungsrandbedingungen. Infolge der Ver-
stärkung verringert sich jedoch die Rissspitzenbeanspruchung bzw. die Größe der 
plastischen Zone. Daher wird durch Gleichung 2.18 die Größe der plastischen 
Zone verstärkter Proben und folglich auch der effektive zyklische SIF unter-
schätzt. Ein Vergleich der numerischen mit den experimentellen Ergebnissen be-
legt dies. Zur Berücksichtigung des Einflusses der Verstärkung auf das effektive 
Spannungsverhältnis 𝑞 wurde daher ein pauschaler Multiplikationsfaktor 𝛽 = 1,10 
eingeführt.  

𝑞 = 𝛽 ∙ 𝑚𝑎𝑥 [ 1
1+𝑝𝑐𝑓

(1 + 𝑅 ∙ 𝑅𝑦𝑠), 𝑅] (2.19) 

Dieser wurde anhand der Versuchsergebnisse abgeleitet und ist ausschließlich für 
die entsprechende Probengeometrie und Verstärkungskonfiguration gültig.  
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2.6.2.3 Zusammenfassung 

Zahlreiche experimentelle Untersuchungen belegen die hohe Wirksamkeit einer 
geklebten CFK-Verstärkung hinsichtlich der Restlebensdauererhöhung. Anhand 
von Dauerschwingversuchen an Stahlträgern mit gerissenem Trägerflansch und 
Stahlblechen, welche einen zentrischen, einseitigen oder beidseitigen Riss aufwie-
sen, wurde der Einfluss verschiedener Verstärkungsparameter auf die Restlebens-
dauer untersucht. Eine hohe Lamellendehnsteifigkeit, welche durch die Dicke, die 
Breite und den E-Modul der Lamelle in Längsrichtung bestimmt wird, wirkt sich 
positiv auf die Wirksamkeit aus. Zudem wird die Restlebensdauer durch eine Vor-
spannung der Lamellen nach einer beidseitigen Verstärkung erhöht. Eine einsei-
tige Verstärkung mit vorgespannten Lamellen kann im Vergleich zu unverstärk-
ten Referenzproben hingegen zur einer Lebensdauerverringerung führen. Die 
Einflüsse der Klebstoffsteifigkeit und der Klebschichtdicke auf die Restlebens-
dauer wurden bislang nicht systematisch untersucht. 

Die bestehenden Untersuchungen beschränken sich weitgehend auf ein Riss-
wachstum vor und unter der Lamelle. Findet das Risswachstum über einen maß-
geblichen Teil der Restlebensdauer vor der Lamelle statt, so ist die Erhöhung der 
Restlebensdauer durch die CFK-Verstärkung nur gering. Die CFK-Verstärkung 
trägt erst maßgeblich zur Erhöhung der Restlebensdauer bei, wenn sich die Riss-
spitze unterhalb oder hinter der Lamelle befindet. Bei einem Fortschritt der Riss-
spitze unterhalb der Lamelle wird im Bereich des Risses häufig ein lokaler Ver-
bundverlust beobachtet, welcher sich im weiteren Verlauf des 
Dauerschwingversuchs in Richtung der Lamellenenden ausweitet. Der Ausgangs-
ort der Ablösung ist der Bereich um die Rissspitze, da dort hohe plastische Deh-
nungen auftreten. Infolge des teilweisen Verbundverlustes reduziert sich die Ver-
bindungssteifigkeit bzw. die Wirksamkeit. Für ein Risswachstum hinter der 
Lamelle, d.h. nach dem Fortschritt unterhalb der Lamelle, ist eine Aussage über 
die Wirksamkeit auf Grundlage der vorgestellten Literaturerkenntnisse nur be-
dingt möglich. Denn häufig ist in den Versuchen zu diesem Zeitpunkt bereits eine 
teilweise Lamellenablösung aufgetreten oder der verbleibende Rissfortschritt hin-
ter der Lamelle trägt nur geringfügig zur ermittelten Gesamtrestlebensdauer bei. 
Für die im Rahmen dieser Arbeit ausgewählten, relevanten Konstruktionsdetails 
kann der Rissfortschritt hinter der Lamelle jedoch maßgeblich die Restlebensdauer 
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bestimmen. Im Rahmen der Untersuchungen in der vorliegenden Arbeit wird da-
her gezielt die Wirksamkeit der geklebten CFK-Verstärkung in Bezug auf ein 
Wachstum des Risses hinter der Lamelle untersucht. 

Eine Validierung der numerischen Verfahren zur Abschätzung der Rissfort-
schrittsrate ist häufig nicht möglich, da vielfach die bruchmechanischen Kenn-
werte der in den Versuchen verwendeten Stahlwerkstoffe unbekannt sind. Bislang 
wurde zudem der Einfluss der Lamellenvorspannung auf die Rissfortschrittsrate 
in numerischen Berechnungen nur unzureichend berücksichtigt. Zuverlässige nu-
merische Verfahren zur Abschätzung der Rissfortschrittsrate unter Berücksichti-
gung einer Lamellenvorspannung existieren somit derzeit nicht. Ein besonderer 
Fokus der Untersuchungen in der vorliegenden Arbeit liegt auf dem Einfluss der 
Lamellenvorspannung auf die Rissfortschrittsrate.  

2.6.3 Vereinfachte Berechnungsansätze zur Abschätzung 
des SIF und der Restlebensdauer verstärkter Bauteile 

Empirisch-analytisches Plastizitätsmodell von Colombi (2005) 

Colombi (2005) leitete anhand experimenteller Ergebnisse aus (Bassetti et al. 2000) 
ein Modell zur Abschätzung der Rissfortschrittsrate für zentrisch gekerbte Stahl-
bleche ab, die vorgespannt verstärkt wurden. Das Modell basiert auf dem von 
Newman entwickelten Ansatz, bei dem die Rissspitzenbeanspruchung durch die 
Verformungsenergiedichte quantifiziert wird. Zur Berücksichtigung der spezifi-
schen Probengeometrie aus den Versuchen werden dimensionslose Formfaktoren 
𝑌0(𝑎) in Abhängigkeit der Risslänge durch Regression mit einem Polynomansatz, 
getrennt für schlaff und vorgespannt verstärkte Proben, bestimmt. Die 
Druckspannung im Stahlblech infolge der Lamellenvorspannung wird vereinfa-
chend durch Aufbringen einer zusätzlichen äußeren Belastung berücksichtigt. 
Diesem Vorgehen unterliegt die Annahme, dass die Druckspannung im Stahlblech 
aufgrund der großen Überlapplänge in der Rissebene bereits gleichmäßig verteilt 
ist. Das so abgeleitete Modell wird durch einen Rechenansatz erweitert, mithilfe 
dessen eine effektive Rissspitzenbeanspruchung zur Berücksichtigung des plasti-
zitätsinduzierten Rissschließeffekts bestimmt werden kann. Dieser parametri-
sierte Ansatz berücksichtigt die Steifigkeits- und Querschnittsverhältnisse des 
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Verstärkungssystems sowie eine teilweise Lamellenablösung bei Fortschreiten der 
Rissspitze unter der Lamelle. Die Formeln zur Berechnung der Formfaktoren sind 
jedoch auf die spezifische Geometrie des Stahlblechs begrenzt. Zudem lässt sich 
mit dem Verfahren nur der Rissfortschritt unterhalb der Lamelle berücksichtigen. 
Zur Beschreibung des Rissfortschritts hinter der Lamelle ist das Verfahren unge-
eignet und somit nicht für die Untersuchungen in der vorliegenden Arbeit an-
wendbar. 

Analytisches Modell von Täljsten et al. (2009)  

Täljsten et al. (2009) entwickelten ein analytisches, bruchmechanisches Modell zur 
Abschätzung der Rissspitzenbeanspruchung in zentrisch gekerbten Metallble-
chen, welche mit vorgespannten CFK-Lamellen verstärkt sind. Dieses basiert auf 
dem Ansatz von Broek (1986), der die Verstärkung rissgeschädigter Flug-
zeugstrukturen mit Versteifungsprofilen untersuchte. Er teilte das komplexe Prob-
lem unter Zugrundelegung des Superpositionsprinzips in mehrere einfache Riss-
probleme auf. Der Ansatz von Broek (1986) ermöglicht unter anderem die 
Abschätzung des SIF im verstärkten Blech sowie der punktuell übertragenen 
Kräfte in den Nietverbindungen. Täljsten et al. (2009) teilte die Lamellenverstär-
kung in Abschnitte auf und idealisierte die flächige Klebverbindung in Form meh-
rerer punktueller Verbindungen (siehe Abbildung 2-30). 

 

Abbildung 2-30: Methode zur analytischen Bestimmung des SIF in CFK-verstärkten Blechen mit-
hilfe des Superpositionsprinzips (Täljsten et al. 2009)  
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Für die Berechnung wird die Annahme getroffen, dass ein schubstarrer Verbund 
zwischen Lamelle und Blech besteht. Die Verformung der Klebschicht, welche ei-
nen maßgeblichen Einfluss auf die Verbindungssteifigkeit bzw. die Wirksamkeit 
der Verstärkung haben kann, wird somit nicht berücksichtigt. Die Untersuchun-
gen in (Bassetti et al. 2000) zeigen zudem, dass eine teilweise Ablösung der Lamelle 
ebenfalls einen maßgeblichen Einfluss auf die Rissfortschrittsrate haben kann. In-
folge der Idealisierung der flächigen Klebung als punktuelle Verbindung besteht 
der Verbund erst in einem bestimmten Abstand orthogonal zur Rissebene. Dies ist 
vergleichbar mit einer teilweisen Lamellenablösung und bildet einen intakten Ver-
bund ggfs. nur unzureichend ab. Des Weiteren bleibt durch die Idealisierung der 
Einfluss der Verbundspannungsverteilung in Breitenrichtung der Lamelle auf die 
Rissspitzenbeanspruchung unberücksichtigt. Zudem ist kein Verfahren zur Be-
rechnung der Rissfortschrittsrate angegeben. 

Einfaches empirisch-analytisches Modell von Wang/Nussbaumer (2009) 

Wang/Nussbaumer (2009) entwickelten ein Verfahren zur Berechnung des SIF, in 
dem eine anliegende Nennspannung im verstärkten Blech unter Annahme eines 
einfachen Verbundquerschnitts, bestehend aus dem Nettoquerschnitt des Metall-
blechs und dem FVK-Querschnitt, mit einem schubstarren Verbund bestimmt 
wird (siehe Abbildung 2-31). Die Klebschicht wird hierbei vernachlässigt. 

 

Abbildung 2-31: Zweischichtiges Modell eines FVK-verstärkten Blechs nach (Wang/Nussbaumer 
2009)  
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Mithilfe der so berechneten Nennspannung 𝜎𝑚 und einer bekannten Näherungs-
lösung für ein Blech mit zentrischem Innenriss kann der SIF berechnet werden. 
Zusätzlich wurde zur Berücksichtigung von Toleranzen der Fertigungsqualität ein 
Multiplikationsfaktor 𝛽 eingeführt. Dieser wird anhand vorhandener Rissfort-
schrittsdaten aus Versuchen durch eine Regressionsanalyse bestimmt. Durch die-
ses Vorgehen werden jedoch weitere wichtige Einflüsse auf den Rissfortschritt, 
wie beispielsweise die Position der Verstärkung und der schubweiche Verbund, 
ebenfalls pauschal in diesem Faktor berücksichtigt. 𝛽 stellt damit keinen Faktor 
zur ausschließlichen Berücksichtigung von Fertigungstoleranzen dar und muss 
für jede Verstärkungskonfiguration anhand von Versuchsergebnisses abgeleitet 
werden. Ein vergleichbarer Ansatz wird in (Wang et al. 2018) auf beidseitig ge-
kerbte Bleche, die mit CFK-Werkstoffen verstärkt sind, angewendet. Wie in 
(Täljsten et al. 2009) wird hier lediglich ein Verfahren zur Berechnung des SIF und 
nicht zur Berechnung der Rissfortschrittsrate angegeben. 

Modell mit Abminderungsfaktoren von Wu et al. (2013a; 2013b) 

Wie in Abschnitt 2.6.2.2 bereits erläutert, führten Wu et al. (2013a; 2013b) eine Viel-
zahl experimenteller und numerischer Untersuchungen durch. Auf Grundlage der 
Ergebnisse wurden zur Ermittlung des SIF durch Regressionsanalysen drei Kor-
rekturfaktoren abgeleitet, welche in eine vorhandene Näherungslösung eines ein-
fachen Rissproblems eingehen. Mithilfe des ersten Korrekturfaktors wird die 
Nennspannung im verstärkten Blech, ähnlich wie in (Wang/Nussbaumer 2009), 
über die Annahme eines Verbundquerschnitts mit schubstarrem Verbund be-
stimmt. In diesem Abminderungsfaktor wird der Einfluss des Dehnsteifigkeits-
verhältnisses unter Einbeziehung der Querschnitts- und Steifigkeitsparameter des 
Bauteils berücksichtigt. Die Schubweichheit des Verbundes, welche einen maß-
geblichen Einfluss auf die Wirksamkeit der Verstärkung haben kann und durch 
die Klebschichtdicke sowie den Schubmodul charakterisiert wird, wird jedoch 
vernachlässigt. In einem zweiten Faktor wird der Einfluss der Position der Ver-
stärkung (Abstand zur Probenmitte) auf den SIF berücksichtigt. Diese beiden Fak-
toren wurden auf Grundlage numerischer Berechnungsergebnisse abgeleitet. In 
dem numerischen Modell wurde keine partiale Lamellenablösung berücksichtigt.  
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Durch den dritten Korrekturfaktor kann der Einfluss der Lamellenbreite auf den 
SIF berücksichtigt werden. Die Formel zur Berechnung des dritten Korrekturfak-
tors beinhaltet das Verhältnis der Lamellenbreite zu Blechbreite 𝑊𝑐/𝑊𝑠. Der Kor-
rekturfaktor wurde im Gegensatz zu den beiden vorgenannten Faktoren aus-
schließlich anhand von Versuchsergebnissen abgeleitet. In diesen Versuchen 
wurden jedoch nur begrenzte Wertebereiche 𝑊𝑐/𝑊𝑠 geprüft. Die Werte lagen zwi-
schen etwa 0,5 und 0,7 oder betrugen 1,0. Die Gültigkeit der abgeleiteten Korrek-
turfaktoren ist insbesondere für Werte kleiner 0,5 kritisch zu betrachten. Ein Ver-
gleich zwischen experimentell ermittelten SIF und SIF, die mithilfe der 
abgeleiteten Korrekturfaktoren bestimmt wurden, zeigt eine gute Übereinstim-
mung. Zur Berechnung der Rissfortschrittsrate findet die Paris-Gleichung Anwen-
dung. Der Einfluss einer Lamellenvorspannung wurde jedoch nicht untersucht.  

Somit existiert derzeit kein bruchmechanisches Berechnungsverfahren zur Ab-
schätzung des SIF und der Rissfortschrittsrate, welches alle maßgebenden geomet-
rischen und werkstofflichen Parameter sowie den Einfluss der Lamellenvorspan-
nung für ein Risswachstum hinter der Verstärkungslamelle berücksichtigt. 
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3 Konstruktive Randbedingungen 

3.1 Zielsetzung und Vorgehen 

Im Rahmen einer Sichtung von Prüfberichten von Bauwerksprüfungen nach (DIN 
1076) werden zunächst rissgeschädigte Konstruktionsdetails in Stahlbrücken un-
tersucht und auf Grundlage definierter Anwendungsvoraussetzungen hinsicht-
lich ihrer Eignung für eine Verstärkung durch aufgeklebte CFK-Lamellen bewer-
tet. Die Risse werden entsprechend ihres lokalen Auftretens in verschiedene 
Gefährdungskategorien eingeordnet. Für ausgewählte Konstruktionsdetails wer-
den für das Risswachstum relevante Geometrieparameter gewählt sowie übliche 
Wertebereiche dieser Abmessungen bestimmt. Die Untersuchungsergebnisse zu 
den konstruktiven Randbedingungen dienen der Festlegung des Parameterraums, 
welcher für die numerischen Untersuchungen und zur Ableitung des ingenieur-
mäßigen Berechnungsverfahrens herangezogen wird. 

3.2 Anwendungsvoraussetzungen der CFK-
Verstärkung 

Für eine Anwendung einer Verstärkungsmaßnahme mit aufgeklebten CFK-La-
mellen müssen grundlegende Voraussetzungen erfüllt sein. Diese werden im Fol-
genden erläutert. Zunächst muss im Stahlbauteil ein Ermüdungsriss vorliegen. 
Die Art der maßgeblich vorliegenden Rissöffnung muss dem Rissmodus I zuge-
ordnet werden können. Die in dieser Arbeit untersuchten CFK-Lamellen eignen 
sich aufgrund ihrer unidirektionalen Faseranordnung nicht zur Verstärkung von 
Rissen, deren Rissoberflächen durch Scherung abgleiten (Rissmodi II und III). Die 
Lamelle muss zudem eben und orthogonal zur Rissachse über den Riss geklebt 
werden können. Zur Ausnutzung der vollen Tragfähigkeit der geklebten CFK-
Verstärkung muss eine definierte Mindestverbundlänge realisierbar sein. Kon-
struktionsdetails, bei denen die Ausbildung der erforderlichen Verbundlänge auf-
grund der gegebenen Platzverhältnisse nicht möglich ist, eignen sich somit nur 
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bedingt für eine klebtechnische Sanierung durch CFK-Lamellen. Besonders gut 
eignen sich in diesem Zusammenhang beispielsweise Längsrippen orthotroper 
Platten mit quer verlaufenden Rissen. Neben der Realisierbarkeit der erforderli-
chen Verbundlänge ist die Zugänglichkeit für eine erfolgreiche Applikation der 
CFK-Lamellen eine wesentliche Voraussetzung. Das gilt insbesondere für die Ap-
plikation vorgespannter Lamellen unter Verwendung eines mobilen Vorspannge-
rätes oder eines Vorspannsystems, das dauerhaft an der verstärkten Konstruktion 
verbleibt. Ermüdungsrisse, die in schwer zugänglichen Bereichen auftreten, kön-
nen ggf. nur mit schlaff aufgeklebten CFK-Lamellen verstärkt werden. 

3.3 Auswahl geeigneter Schadensdetails 

Im Rahmen einer Sichtung von Prüfberichten von Bauwerksprüfungen nach (DIN 
1076) werden 36 deutsche Stahlbrücken, welche Schäden in Form von Rissen auf-
weisen, analysiert. In den Prüfberichten werden alle sichtbaren Mängel und Schä-
den am Bauwerk dokumentiert und hinsichtlich der Kriterien Standsicherheit, 
Verkehrssicherheit sowie Dauerhaftigkeit bewertet. Die Berichte wurden von den 
Straßenbauverwaltungen der Länder Baden-Württemberg, Bayern, Nordrhein-
Westfalen, Rheinland-Pfalz und Sachsenanhalt zur Verfügung gestellt. Die Aus-
wahl umfasst Brücken im Zuge von Bundesfernstraßen, deren Überbaulänge min-
destens 60 m beträgt und welche eine Schadensbewertung der Standsicherheit von 
1 bis 4 nach (RI-EBW-PRÜF) aufweisen. Schäden mit Bewertung 1 beeinträchtigen 
die Standsicherheit des Bauteils und sind im Rahmen der Bauwerkserhaltung zu 
beseitigen. Bei der Schadenswertung 4 ist die Standsicherheit des Bauteils und des 
Bauwerks nicht mehr gegeben und es sind Maßnahmen zur Instandsetzung oder 
Erneuerung einzuleiten. Etwa 75 % der untersuchten Brücken wurden in den 60er 
oder in den 70er Jahren gebaut.  

Die im Stahlbrückenbau vorherrschende konstruktive Ausbildung ist die or-
thotrope Fahrbahnplatte. Schäden an Kerbdetails in Stahlbrücken können in die 
Gefährdungskategorien 1 bis 4 eingeordnet werden (siehe Abbildung 3-1).  
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Abbildung 3-1: Gefährdungskategorien für Schäden an orthotropen Fahrbahnplatten (Sedlacek et 
al. 2011) 

In die Gefährdungskategorie 1 werden Schäden an Verbindungen des Deckblechs 
mit den Stegen der Längsrippen eingeordnet. Ursache für die Rissentstehung an 
dieser Stelle sind in der Regel die lokalen Beanspruchungen infolge der Radlasten. 
Daher lassen sich solche Schäden insbesondere in der Schwerverkehrsspur be-
obachten (Friedrich 2008). Diese Ermüdungsrisse verlaufen meist in Längsrichtung 
von Kehlnähten. Eine Anwendung aufgeklebter CFK-Lamellen eignet sich daher 
nicht für Schäden der Gefährdungskategorie 1.  

Schäden an Anschlüssen im Längssystem werden in der Gefährdungskategorie 2 
zusammengefasst. Diese Schäden können wiederum nach (Kuhlmann/Hubmann 
2016) in die drei Unterkategorien 2a, 2b und 2c eingeordnet werden (siehe Abbil-
dung 3-2). Kategorie 2a beschreibt Ermüdungsrisse, die vom geschweißten Fens-
terstoß einer Längsrippe mit Plättchenstoß ausgehen. Ermüdungsrisse, die von ei-
ner in den Querträgersteg eingepassten Längsrippe mit Kehl- oder HV-Naht 
ausgehen, werden in Kategorie 2b eingeteilt. Schäden, die von einer Ausnehmung 
im Querträgersteg ausgehen, zählen zu Kategorie 2c.  
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Abbildung 3-2: Unterkategorien der Gefährdungskategorie 2 für Risse an Trapezprofilen (2a, 2b 
und 2c) und Y-Profilen (2a* und 2b*) nach (Kuhlmann/Hubmann 2016) 

Die Auswertung der Prüfberichte zeigt, dass Risse in Längsrippenstößen (Scha-
denskategorie 2a) von besonders hoher Relevanz sind. In Abbildung 3-3 sind 
exemplarische Schadensbilder mit den zugehörigen Bauwerksnummern darge-
stellt. Für den Riss im Bauwerk 7230503, 2 ist exemplarisch eine mögliche Anord-
nung einer aufgeklebten Verstärkungslamelle angedeutet. Diese Risse treten in 
den untersuchten Brücken häufig mehrfach auf. Ausgangspunkte der Risse sind 
in der Regel Schweißnahtverbindungen der Rippen miteinander oder von auf der 
Unterseite angebrachten Flachblechen mit den Rippen. Die Risse treten zumeist in 
Längsrippen aus Flachblechen, halbierten I-Profilen und Trapezhohlprofilen auf. 
Diese eignen sich grundsätzlich sehr gut für eine beidseitige (Flachbleche, hal-
bierte I-Profile) oder eine einseitige (Trapezhohlprofile) Applikation von Lamel-
len. Für das Risswachstum relevante Abmessungen sind die Rippenhöhe sowie 
die Blechdicke. Die Höhe von Rippen aus Flachblechen, halbierten I-Profilen und 
ähnlichen Profilen (z.B. Schiffbauprofile) beträgt in älteren Brücken in der Regel 
zwischen 100 mm und 300 mm bei Blechdicken zwischen 7 mm und 15 mm (Fied-
ler 2009). Teilweise wurden auch größere Blechdicken bis 25 mm eingesetzt. Tra-
pezhohlsteifen weisen vergleichbare Höhen auf, jedoch sind die Blechdicken ten-
denziell niedriger (bis 6 mm).  
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Abbildung 3-3: Exemplarische Risse in Längsrippenstößen (Kat. 2a) (Quellen: Koller 2017; Koller 

2018a; Koller 2018c; Grochowski/Hellmann 2019) 

Zudem sind Risse in Querträgerstegen, ausgehend von Querträger-Ausnehmun-
gen, die der Gefährdungskategorie 2c zugeordnet werden, von hoher Relevanz 
(siehe Abbildung 3-4). Derartige Risse können infolge von Biegebeanspruchungen 
entstehen, die aus der lokalen Einleitung von Radlasten resultieren. (DIN EN 1993-
2) gibt ein Verfahren zur Abschätzung der Biegespannungen in einem kritischen 
Schnitt mithilfe eines Vierendeel-Modells des Querträgers an. Abhängig von der 
Risslänge und der Geometrie der Ausnehmung können CFK-Lamellen auch beid-
seitig über Ermüdungsrisse der Kategorie 2c geklebt werden. Für den Riss im Bau-
werk 8339666, 0 ist exemplarisch eine mögliche Anordnung einer aufgeklebten 
Verstärkungslamelle angedeutet. Je nach Situation kann der Einsatz eines Vor-
spanngerätes nur schwer möglich sein. In diesem Fall können ausschließlich 
schlaff aufgeklebte Lamellen eingesetzt werden. 
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Abbildung 3-4: Exemplarische Risse in Querträgerstegen, ausgehend von Querträger-Ausneh-

mungen (Kat. 2c) (Quellen: Lankes 2013; Koller 2018b; Landesbetrieb Straßenbau NRW 
2020) 

In die Gefährdungskategorie 3 werden Schäden an Anschlüssen im Quersystem 
eingeordnet. Teile des Quersystems sind Querträger, Quersteifen der Hauptträ-
gerstege und Verbandsstäbe oder Querschotte. Diese Schäden sind damit nicht 
nur auf Stahlbrücken mit orthotroper Fahrbahnplatte begrenzt. Bei Hohlkasten-
querschnitten kommen Quersteifen des Bodenblechs und außenliegende Schräg-
streben hinzu.  

Schäden der Gefährdungskategorie 3, die als relevant eingestuft werden, sind 
Risse an Quersteifen der Längsträger (Schadenskategorien 3Ia/b und 3IIa/b). In 
Abbildung 3-5 sind exemplarische Risse in Quersteifen dargestellt. Ermüdungs-
risse in Quersteifen ausgehend von Schweißnähten stumpf gestoßener Bleche kön-
nen in Anlehnung an (Ungermann et al. 2016) als Kategorie 3Ia/b-Schäden bezeich-
net werden. Kategorie 3IIa/b-Schäden sind Ermüdungsrisse, die an 



3.3  Auswahl geeigneter Schadensdetails 

75 

Umschweißungen von Fahnenblechen aufgetreten sind. Zuganteile von Querbie-
gemomenten, die z.B. infolge einer Beanspruchung des Längssystems durch Tor-
sionsmomente entstehen, oder Zugnormalkräfte sind mögliche ermüdungskriti-
sche Beanspruchungen im Quersystem (Geißler 2014). Eine beidseitige 
Lamellenapplikation ist sowohl auf den Stegblechen als auch auf Flanschen der 
Quersteifen möglich (siehe z.B. Riss in Bauwerk 2919620, D). Der Einsatz von Vor-
spanntechnik ist abhängig von den Platzverhältnissen. Querträgerstege und -stei-
fen weisen meist eine Dicke zwischen 10 mm und 20 mm auf (Mehlhorn/Curbach 
2014; Geißler 2014). Die Höhen von Quersteifen an Längsträgern sind vergleichbar 
mit denen der Längssteifen.  

  
  

  
Abbildung 3-5: Exemplarische Risse in Quersteifen von Längsträgern (oben: Kat. 3Ia/b, unten: Kat. 

3IIa/b) (Quellen: Koller 2018a; Ungermann et al. 2016) 

Schäden der Kategorie 4 beziehen sich auf das Hauptträgersystem. Da diese im 
Vergleich zu Schäden der Kategorien 1 bis 3 selten auftreten, wird an dieser Stelle 
nicht weiter auf sie eingegangen. 
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4 Beschreibung des Verstärkungs-
konzepts 

4.1 Zielsetzung 

Das Ziel dieses Kapitels ist die Definition und Charakterisierung des Verstär-
kungskonzepts, das in der vorliegenden Arbeit untersucht wird. Dazu werden 
wichtige Aspekte hinsichtlich des Wirkprinzips bzw. des Lastabtrags der Verstär-
kung und der damit verbundenen Beanspruchung der Verbindung beschrieben. 
Zudem wird die Wahl der Fügetechnik und der Werkstoffe erläutert und es wer-
den wichtige Anforderungen an den Klebstoff für die Klebstoffauswahl festgelegt. 
Abschließend werden Vorgaben zur Ausführung der Verstärkungsmaßnahme ge-
macht. 

4.2 Wirkprinzip 

Um die Risswachstumsgeschwindigkeit in einem ermüdungsbeanspruchten Bau-
teil zu verringern, muss grundsätzlich entweder der Materialwiderstand erhöht 
oder die Rissspitzenbeanspruchung reduziert werden. Die Beanspruchung an der 
Rissspitze ist proportional zur Rissuferverschiebung, d.h. der Rissöffnung. Beide 
Größen können in einen funktionellen Zusammenhang gebracht werden. Der 
Grundgedanke der geklebten CFK-Verstärkung besteht daher darin, die Rissöff-
nung zu verringern, indem der Riss mithilfe eines Verstärkungselements über-
brückt wird (siehe Abbildung 4-1). Ein Teil der Beanspruchungen des Stahlbau-
teils wird dabei über die im Wesentlichen schubbeanspruchte Klebschicht in die 
Verstärkungslamelle eingetragen. Eine Vorspannung des Verstärkungselementes 
führt durch die in das Stahlblech eingetragene Druckspannung zusätzlich zu einer 
Verringerung der Rissöffnung. Je nach Höhe der Vorspannung ist es ggfs. auch 
möglich, den Riss teilweise oder ganz über den zeitlichen Verlauf der Schwingbe-
lastung hinweg zu schließen. Versuchsergebnisse aus der Literatur zeigen, dass 
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die Klebschicht im Zuge einer initialen Belastung nach der Durchführung der Ver-
stärkungsmaßnahme in der Rissachse mit aufreißt (siehe Abbildung 4-1, rechts). 

 

Abbildung 4-1: Schematische Darstellung des Wirkprinzips einer geklebten CFK-Verstärkung 

4.3 Vorteile der Klebverbindung 

Die Wahl der Fügetechnik ist von zentraler Bedeutung. Wie in Abschnitt 2.6 be-
reits näher erläutert, bringt der Einsatz des Fügeverfahrens Kleben einige Vorteile 
im Vergleich zu stiftförmigen Verbindungsmitteln zur Anbringung von Verstär-
kungselementen mit sich. Die Wirksamkeit einer schlaffen Verstärkung wird maß-
geblich durch die Steifigkeit der Verbindung und des Verstärkungselements be-
einflusst. Die Ergebnisse der Literaturrecherche zeigen, dass sich eine hohe 
Verbindungssteifigkeit positiv auf die Wirksamkeit auswirkt. Trotz der im Ver-
gleich zu stiftförmigen Verbindungsmitteln geringen Steifigkeit des Klebstoffs, 
lassen sich durch geklebte Verstärkungen in der Regel deutlich höhere Verbin-
dungssteifigkeiten erreichen. Verschiedene Mechanismen wirken sich negativ auf 
die Steifigkeit von Schraub- oder Nietverbindungen aus: 

• Bei Klebverbindungen werden die Kräfte von dem verstärkten Bauteil flä-
chig verteilt in das Versteifungselement eingeleitet. Bei stiftförmigen Ver-
bindungsmitteln werden die Kräfte hingegen lokal am Bohrloch übertra-
gen, was zu Spannungskonzentrationen bzw. lokal großen Verformungen 
führen kann.  
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• Zur Ausnutzung der vollen Tragfähigkeit von Niet- und Schraubverbin-
dungen sind bestimmte Mindestabstände zu den Bauteilrändern bzw. 
zum Rissufer erforderlich. Mit steigendem Abstand des Verbindungsmit-
tels zum Riss steigt die freie Länge ohne direkten Verbund zwischen Ver-
steifungselement und verstärktem Bauteil. Die Klebung ermöglicht es, 
dass in unmittelbarer Nähe zum Riss Beanspruchungen vom gerissenen 
Bauteil in das Verstärkungselement eingetragen werden können. 

• Der Bohrlochdurchmesser ist i. d. R. größer als der Schraubendurchmes-
ser, wodurch Lochspiel vorhanden ist. Bei nicht planmäßig vorgespannten 
Schraubverbindungen erfolgt der wesentliche Lastabtrag durch Kontakt 
der Schraube mit dem Bohrlochrand. Je nach Lage der Schraube im Bohr-
loch sind daher freie Relativverschiebungen der Fügeteile möglich.  

Zu den weiteren Nachteilen stiftförmiger Verbindungsmittel zählt u. a. die Schwä-
chung des rissbehafteten Bauteils durch Bohrlöcher, wie in Kapitel 1 bereits näher 
erläutert. 

4.4 Werkstoffwahl 

Unidirektional kohlenstofffaserverstärkte Kunststofflamellen weisen hohe Elasti-
zitätsmodule auf, die auch über dem von Stahl liegen können. Je höher die Steifig-
keit, desto stärker wird das Verstärkungselement am Lastabtrag beteiligt. Ein we-
sentlicher Vorteil von CFK gegenüber Stahl ist das geringere Eigengewicht. 
Dadurch ist in der Regel keine zusätzliche temporäre Stützung im Montagezu-
stand erforderlich. CFK-Lamellen weisen eine leichtere Handhabbarkeit auf. Zu-
dem sind sie deutlich weniger korrosionsgefährdet und weisen mit einer Dauer-
festigkeit > 80 % der Kurzzeitfestigkeit einen hohen Ermüdungswiederstand auf 
(Borchert 2009). Die Kriech- oder Relaxationsneigung in Faserrichtung ist sehr ge-
ring, was positiv hinsichtlich einer Dauerbeanspruchung der Lamelle infolge einer 
möglichen Vorspannung zu bewerten ist. Nachteilig gegenüber Stahllamellen ist 
vor allem das anisotrope Werkstoffverhalten zu nennen. Wie bereits in Kapitel 3 
erläutert, sollte die CFK-Lamelle aufgrund der Orientierung der Fasern möglichst 
parallel zur Rissöffnungsrichtung bzw. Zugbelastung aufgebracht werden. Mit 
zunehmendem Winkel zwischen Zugbelastung und Faserrichtung verringert sich 
die Steifigkeit der Verstärkungslamelle, was zu einer geringeren Wirksamkeit der 
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Verstärkungsmaßnahme führt. Nach (Michaeli/Begemann 1990) geht mit einer Er-
höhung des Winkels von 0° auf 5° eine Verringerung des E-Modul von unidirek-
tional kohlenstofffaserverstärkten Kunststoffen um etwa 10 % einher. Dies ist zu 
berücksichtigen, sollte die Verstärkungslamelle aus konstruktiven Gründen nicht 
orthogonal zur Rissachse aufgeklebt werden können. 

Zur Herstellung der geklebten Verbindung eignen sich besonders Klebstoffe auf 
Epoxidharzbasis. Sie weisen hohe E-Moduln auf, was sich positiv auf die Verbin-
dungssteifigkeit auswirkt. Zudem besitzen Epoxidharzklebstoffe eine hohe innere 
Festigkeit und sehr gute Adhäsionseigenschaften auf den untersuchten Fügepart-
nern Stahl und CFK.  

Die Eigenschaften von Klebstoffen verändern sich mit der Temperatur, sodass der 
jeweils eingesetzte Klebstoff für den Einsatzbereich geeignet sein muss. Eine Stahl-
brücke, die der Sonneneinstrahlung ausgesetzt ist, kann nach (DIN EN 1991-1-5) 
bzw. (DIN EN 1991-1-5-NA) stellenweise Temperaturen von 65 °C bei hellen Ober-
flächen oder mehr erreichen. Aus diesem Grund ist ein besonderer Fokus auf die 
Temperaturbeständigkeit des einzusetzenden Klebstoffs zu legen. Die Glasüber-
gangstemperatur 𝑇𝐺  ist in diesem Zusammenhang zu beachten und muss außer-
halb des Temperatureinsatzbereichs liegen. 

Die Kriechbeständigkeit ist insbesondere für die vorgesehene Vorspannung der 
Verstärkungslamelle von entscheidender Bedeutung. Es ist zu vermeiden, dass 
sich die Vorspannung durch ein Kriechen des Klebstoffs während der vorgesehe-
nen Nutzungsdauer wesentlich verringert. Je nach Höhe der Beanspruchungen 
kann auch eine dauerhaft anliegende Mittelspannung zu Kriechverformungen in 
der Klebschicht führen. 

Im Rahmen dieser Untersuchungen soll vorausgesetzt werden, dass keine maß-
gebliche Reduzierung der Verbindungssteifigkeit durch eine ermüdungsbedingte 
Lamellenablösung auftritt. Diese kann die Wirksamkeit der Verstärkungsmaß-
nahme negativ beeinflussen. Daher soll während des Rissfortschritts im Stahl 
keine fortschreitende Lamellenablösung auftreten. Es ist eine ausreichende Ermü-
dungsfestigkeit der Klebverbindung nachzuweisen. Vorteilhaft sind in diesem Zu-
sammenhang Klebstoffe mit einem hohen Ermüdungswiderstand. 
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Für eine sichere und dauerhafte Übertragung der Lasten in die Verstärkungsla-
melle ist ein geeignetes Verfahren zur Herstellung der Klebverbindung erforder-
lich. Von besonderer Relevanz ist dabei die Vorbereitung der Fügeteiloberflächen. 
Aus baupraktischen Gründen ist eine mechanische Vorbehandlung der Stahlober-
fläche durch Sandstrahlen oder Schleifen in Verbindung mit einer anschließenden 
Wischentfettung mit einem Lösungsmittel sinnvoll. Das gewählte Klebstoffsystem 
muss für eine solche Oberflächenvorbehandlung geeignet sein. Der Klebstoff muss 
zur Herstellung der Verbindung zudem eine spachtelbare Konsistenz während 
der Verarbeitung und eine geeignete Topfzeit aufweisen. Für den Bauablauf sind 
kurze Aushärtedauern bis zu einem möglichen Belastungsbeginn vorteilhaft. Je 
nach Formulierung ist bei Epoxidharzklebstoffen eine Verarbeitbarkeit bei Tem-
peraturen bis nahe 0 °C möglich.  

Um eine Auswahl an Klebstoffen für die Untersuchungen zu treffen, wurde im 
Rahmen des Forschungsprojekts FASS (IGF-Nr. 19032 BG) (Ummenhofer et al. 2019) 
ein Anforderungskatalog zusammengestellt. Dieser beruht u.a. auf den Erkennt-
nissen aus dem abgeschlossenen Forschungsprojekt STAKOK (IGF-Nr. 17700 BG) 
(Pasternak et al. 2015), auf Vorabschätzungen bzw. Vorberechnungen und auf aus-
getauschten Erfahrungen mit Klebstoffherstellern.  

Die wesentlichen Anforderungen sind nachfolgend zusammengefasst:  

• E-Modul: > ~ 3000 MPa 

• Schubfestigkeit: > 20 MPa 

• Geringe Kriechneigung 

• Hoher Ermüdungswiderstand 

• Temperatureinsatzbereich:  -23 °C bis +67 °C  

• Viskosität: Spachtelbar 

• Verarbeitungszeit: 15 – 60 min 

4.5 Vorgaben zur Ausführung 

Bisherige Forschungsergebnisse zeigen, dass ein Wachstum der Rissspitze unter-
halb der Lamelle häufig zu einer ellipsenförmigen Ablösung der Lamelle führt. 
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Diese Ablösung ist durch die lokal hohen, plastischen Dehnungen im Stahlblech 
im Bereich um die Rissspitze begründet und wirkt sich negativ auf die Wirksam-
keit der Verstärkung aus. Die lokale Lamellenablösung stellt quasi einen Anfangs-
riss in der Verbindung dar, welcher nur schwer im Rahmen einer Bemessung be-
rücksichtigt werden kann. Dies liegt vor allem daran, dass die weitere 
Lamellenablösung und der Rissfortschritt im Stahl voneinander abhängen bzw. 
interagieren. Die Lamelle soll daher über ihre gesamte Breite über den Riss geklebt 
werden, sodass sich die Rissspitze stets neben der Lamelle befindet (vgl. Abbil-
dung 4-2). Dies bringt zusätzlich den Vorteil mit sich, dass das weitere Risswachs-
tum an der geschädigten Stelle visuell überwacht werden kann. Bestehende Un-
tersuchungen an schlaff aufgeklebten CFK-Lamellen deuten ohnehin darauf, dass 
die Wirksamkeit der Verstärkung erst in relevantem Maß ausgeprägt ist, sobald 
die Lamelle mindestens etwa über 2/3 ihrer Breite an der Rissüberbrückung mit-
wirkt. 

 

Abbildung 4-2: Schematische Darstellung der Position der Rissspitze neben der Lamelle 
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5 Experimentelle Untersuchungen 
auf Werkstoff- und Verbundebene 

5.1 Zielsetzung und Vorgehen 

Die Ergebnisse bisheriger Forschung zeigen, dass ein intakter Klebverbund von 
essentieller Bedeutung für eine erfolgreiche Verstärkung ist. Eine teilweise Lamel-
lenablösung führt zu einer Verringerung der Wirksamkeit der Verstärkung. Zur 
Beurteilung des Klebverbundes in den Rissfortschrittsversuchen muss das Werk-
stoff- und Verbundverhalten der Materialien des Verstärkungssystems bekannt 
sein. Daher werden zunächst die Ergebnisse standardisierter Charakterisierungs-
versuche an zwei Klebstoffen und einer CFK-Lamelle vorgestellt. Anschließend 
werden quasi-statische Zugversuche und Dauerschwingversuche an bauteilähnli-
chen zweischnittigen geklebten CFK-Stahl-Überlappverbindungen durchgeführt. 
Diese Proben ermöglichen die Untersuchung der Tragfähigkeit der Klebverbin-
dung unter anwendungsnahen Beanspruchungszuständen. Zudem kann ein mög-
licher Ablösevorgang der Lamellen genauer untersucht werden. Auf Basis der Er-
gebnisse der quasi-statischen Versuche wird ein Verbundspannungs-Schlupf-
Ansatz nach (Xia/Teng 2005) validiert, der es ermöglicht, die quasi-statische Trag-
fähigkeit der Verbindung abzuschätzen. Die Ergebnisse der Dauerschwingversu-
che dienen zur Ermittlung von Wöhlerdiagrammen, welche zur Abschätzung der 
Ermüdungsfestigkeit der geklebten CFK-Stahl-Überlappverbindung herangezo-
gen werden können. 

5.2 Auswahl und Charakterisierung der 
Klebstoffe 

Auf Basis von standardisierten Charakterisierungsversuchen, wie Zugversuchen 
an Substanzproben und dicken Zugscherproben, sowie DMTA, die im Rahmen 
des Forschungsprojektes FASS (Ummenhofer et al. 2019) durchgeführt wurden, 
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werden zwei Klebstoffe auf Epoxidharzbasis für die weiteren Untersuchungen 
ausgewählt. Diese werden im Folgenden kurz vorgestellt. 

 

Abbildung 5-1: Klebstoffe MC-DUR 1280 (links) und Sikadur-370 (rechts) im Verarbeitungszu-
stand 

Der Klebstoff MC-DUR 1280 ist ein 2K-Epoxidharzklebstoff der Firma MC-Bau-
chemie Müller GmbH & Co.KG (MC-Bauchemie Müller GmbH & Co. KG 2019). Der 
Klebstoff ist Bestandteil eines bauaufsichtlich zugelassenen Systems zur Verstär-
kung von Stahlbetonbauteilen durch schubfest aufgeklebte Kohlenstofffaserlamel-
len (Allgemeine bauaufsichtliche Zulassung/Allgemeine Bauartgenehmigung Z-36.12-
85). Die Lieferung erfolgt in 5 kg oder 10 kg Gebinden. Im gemischten Zustand 
besitzt der weißlich gefärbte Klebstoff eine spachtelbare Konsistenz. Die Verarbei-
tungszeit des Klebstoffs beträgt etwa 30 Minuten.  

Das Produkt Sikadur-370 ist ein zähmodifizierter 2K-Epoxidharzklebstoff der 
Firma Sika Technology AG. Im Gegensatz zu einem klassischen, nicht zähmodifi-
zierten Epoxidharz ist in der Epoxidmatrix des Klebstoffs zusätzlich eine ver-
gleichsweise weiche Phase in Form rundlicher Partikel mit einem Durchmesser 
von etwa 1 μm dispergiert. Die Einführung einer solchen Mikrostruktur führt in 
der Regel zu einer Erhöhung der Zähigkeit und Bruchdehnung sowie zu einer Ab-
nahme der Steifigkeit. Im Hinblick auf die quasi-statische Tragfähigkeit und die 
Ermüdungsfestigkeit einer Überlappverbindung ist dies als positiv anzusehen. 
Für nähere Informationen zu dem Klebstoff wird auf (Kasper et al. 2021) verwiesen. 
Dieser Klebstoff weist nach dem Mischen eine schwarze Farbe auf, ist spachtelbar 
und ist innerhalb von 60 Minuten zu verarbeiten. 
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5.2.1 Zugversuche an Substanzproben und dicken 
Zugscherproben 

Das Verformungs- und Versagensverhalten der beiden Klebstoffe wird mithilfe 
von Zugversuchen an dicken Zugscherproben in Anlehnung an (DIN EN 14869-2) 
und an Substanzproben nach (DIN EN ISO 527-2) untersucht. Zur Berücksichti-
gung der Verbundwirkung zwischen Klebstoff und CFK wird die dicke Zugscher-
probe nach (Meschut et al. 2015) modifiziert. Dabei wird auf eines der beiden Stahl-
fügeteile ein CFK-Coupon mit einer sehr dünnen Hilfsklebung angebracht. Auf 
Grundlage der Versuchsdaten werden die mechanischen Werkstoffkennwerte 
Schub- und Elastizitätsmodul und Schub- bzw. Zugfestigkeit abgeleitet. Je Kleb-
stoff und Probekörpertyp wurden fünf Proben geprüft. Die Versuche wurden am 
Institut für Stahlbau der RWTH Aachen im Rahmen des Forschungsprojektes 
FASS (Ummenhofer et al. 2019) durchgeführt und ausgewertet.  

Abbildung 5-2 zeigt die Geometrie der Klebstoffsubstanzproben des Typs 1B ge-
mäß (DIN EN ISO 527-2). Die Nenndicke der Probe beträgt 4 mm. Zur Herstellung 
der Proben wird eine geschlossene Schalung verwendet. Dabei wird der Klebstoff 
durch eine Öffnung in einen Hohlraumkörper aus PTFE injiziert, welcher die Ge-
ometrie der Substanzprobe aufweist. Nach einer Aushärtedauer von 7 Tagen wer-
den die Proben ausgeschalt und geprüft. Die Proben werden an ihren Enden je-
weils zwischen zwei Klemmbacken eingespannt. Die Verformungsmessung 
erfolgt mithilfe eines Tastwegaufnehmers (Extensometer) mit einer Messlänge von 
50 mm. Die Prüfgeschwindigkeit beträgt 1 mm/min. 

 

Abbildung 5-2: Geometrie der Klebstoffsubstanzproben, Typ 1B gemäß (DIN EN ISO 527-2) 
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In Abbildung 5-3 ist die Geometrie der dicken Zugscherprobe dargestellt. Die un-
tersuchte Klebschichtdicke beträgt 𝑡𝑎 = 1 mm. Zur Oberflächenvorbereitung wer-
den die Stahlbleche gestrahlt. An den Oberflächenvorbereitungsgrad wird dabei 
die Mindestanforderung von SA 2 ½ nach (DIN EN ISO 8501-1) gestellt. Unmittel-
bar vor dem Kleben der Fügeteile Stahl und CFK-Lamelle werden die Klebflächen 
beider Fügeteile mit Aceton wischgereinigt. Die Oberflächen werden so lange mit 
fusselarmen Tüchern gereinigt, bis auf diesen keine Rückstände mehr zu erkennen 
sind. Der CFK-Coupon wird durch eine 0,3 mm dicke Hilfsklebung mit dem Stahl-
fügeteil verbunden. Für die Hilfsklebung wird der Klebstoff PC 7210 der Firma 
Henkel verwendet, da dieser eine sehr hohe Steifigkeit und Festigkeit aufweist. 
Für den Zugversuch werden die Proben über gelenkige Anschlüsse in der Prüf-
maschine befestigt. Im Rahmen der Prüfungen werden die Prüftemperaturen -
30 °C, +23 °C und +80 °C untersucht. Zur Messung der lokalen Verformungen 
werden Tastwegaufnehmer eingesetzt. Die Prüfgeschwindigkeit beträgt 
2 mm/min. 

 

Abbildung 5-3: Geometrie der modifizierten dicken Zugscherprobe 

Im Folgenden wird nur auf die Schubspannungs-Gleitungs-Kurven der Zugver-
suche an dicken Zugscherproben eingegangen. Das charakteristische Verfor-
mungsverhalten der Klebstoffe unter Zugbeanspruchung entspricht dem unter 
Schubbeanspruchung. Zudem sind die Ergebnisse an dicken Zugscherproben mit 
Blick auf die vorherrschende Schubbeanspruchung der Klebverbindung der CFK-
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Verstärkung von größerer Bedeutung. Für die ausführliche Beschreibung der 
Spannungs-Dehnungs-Kurven der Zugversuche an Substanzproben wird auf 
(Ummenhofer et al. 2019) verwiesen.  

In Abbildung 5-4 sind die Mittelwertkurven aus den Einzelversuchen bei verschie-
denen Prüftemperaturen für die beiden untersuchten Klebstoffe Sikadur-370 so-
wie MC-DUR 1280 dargestellt. Abbildung 5-5 zeigt exemplarisch die zugehörigen 
Bruchflächen für die Prüftemperatur 23 °C. Die mittleren Werte der maximalen 
Schubspannung und der maximalen Gleitung werden nicht anhand der Mittel-
wertkurve, sondern aus den maximalen Werten der einzelnen Proben berechnet.  

 

Abbildung 5-4: Schubspannungs-Gleitungs-Diagramm der Mittelwertkurven für verschiedene 
Prüftemperaturen (Kasper et al. 2020) 

    

Abbildung 5-5: Exemplarische Bruchflächen von dicken Zugscherproben (links: MC-DUR 1280, 
rechts: Sikadur-370) (Ummenhofer et al. 2019) 
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Im Folgenden wird auf die Ergebnisse der für den praktischen Einsatz relevanten 
Prüftemperatur von 23 °C eingegangen. Der Klebstoff MC-DUR 1280 zeigt bis 
kurz vor dem Bruch bei etwa 25 MPa ein annähernd lineares Verformungsverhal-
ten und versagt spröde. Die Kurve des Klebstoffs Sikadur-370 steigt anfangs linear 
an, flacht dann zunehmend ab und zeigt eine stark ausgeprägtes duktiles Verfor-
mungsverhalten bis zum Bruch. Im Gegensatz zum Klebstoff Sikadur-370 weist 
der Klebstoff MC-DUR 1280 eine deutlich höhere Steifigkeit sowie Festigkeit auf. 
Die mittlere Schubfestigkeit des MC-DUR 1280 beträgt 28,1 MPa, die des Klebstoff 
Sikadur-370 beträgt 22,9 MPa. Das Versagen des MC-DUR 1280 ist mit einer mitt-
leren Bruchgleitung von 6,80 % deutlich weniger duktil. Der Klebstoff Sikadur-370 
weist eine mittlere Bruchgleitung von 15,6 % und damit ein duktileres Verfor-
mungsverhalten auf. Dies kann auf die Zähmodifizierung des Klebstoffs zurück-
geführt werden. Die Schubmodule werden nicht aus den Ergebnissen der Zug-
scherversuche abgeleitet, da die lokal gemessenen Verformungen neben den 
Schubverformungen der Prüfklebschicht auch die Schubverformungen der CFK-
Lamelle und der Hilfsklebschicht beinhalten. Die Schubmodule werden mithilfe 
der experimentell bestimmten E-Module und den Querdehnzahlen berechnet. Die 
Querdehnzahlen werden von den Klebstoffherstellern mit 𝜈 = 0,35 (MC-
DUR 1280) und 𝜈 = 0,4 (Sikadur-370) angegeben. Beide Klebstoffe zeigen ein kohä-
sives Versagen. Der Bruch des Klebstoff MC-DUR 1280 ist substratnah zum Stahl. 

In Tabelle 5-1 sind die ermittelten mechanischen Werkstoffkennwerte der beiden 
Klebstoffe zusammengefasst. 

Tabelle 5-1: Zusammenfassung der Mittelwerte der mechanischen Werkstoffkennwerte der 
untersuchten Klebstoffe (Ummenhofer et al. 2019) 

 MC-DUR 1280 Sikadur-370 

Schubmodul 𝐺𝑎 [MPa] 3150 1430 
Schubfestigkeit 𝜏𝑚𝑎𝑥 [MPa] 28,2 22,9 

Bruchgleitung 𝛾𝑚𝑎𝑥 [%] 6,80 15,6 
Elastizitätsmodul 𝐸𝑎 [MPa] 8810 3860 
Zugfestigkeit 𝜎𝑚𝑎𝑥 [MPa] 33,6 23,1 
Bruchdehnung 𝜀𝑚𝑎𝑥 [%] 0,410 1,03 
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5.2.2 DMTA-Untersuchungen 

Darüber hinaus werden an der RWTH Aachen DMTA-Untersuchungen durchge-
führt, um die Glasübergangstemperaturen 𝑇𝐺  zu bestimmen. In der nachfolgenden 
Tabelle 5-2 sind die Glasübergangstemperaturen der beiden Klebstoffe angegeben. 
Für den Klebstoff Sikadur-370 ist ein Temperaturbereich des Glasübergangs ange-
geben, da der Abfall der Steifigkeit weniger deutlich ausgeprägt war. Dies ist auf 
eine Nachvernetzung des Klebstoffs während der DMTA zurückzuführen (Um-
menhofer et al. 2019).  

Tabelle 5-2: Werte der Glasübergangstemperatur der untersuchten Klebstoffe (Ummenhofer et 
al. 2019) 

 MC-DUR 1280 Sikadur-370 

Glasübergangstemperatur 𝑇𝐺 [°C] 60 74-96 
 

Die Glasübergangstemperatur des Klebstoffs MC-DUR 1280 liegt mit ca. 60 °C ge-
ringfügig unter der oberen Grenze des zuvor definierten Temperatureinsatzbe-
reichs von 67 °C. In der vorliegenden Arbeit liegt der Fokus auf der Untersuchung 
des Einflusses der Klebstoffsteifigkeit auf die Wirksamkeit der Verstärkungsmaß-
nahme. Das Werkstoffverhalten bei hohen Temperaturen ist dabei zunächst von 
untergeordneter Bedeutung. Im Rahmen der Auslegung einer klebtechnischen 
Verstärkung eines Realbauwerks ist dies jedoch zwingend zu beachten. 

5.3 Charakterisierung des Tragverhaltens der 
CFK-Stahl-Überlappverbindung 

5.3.1 Zielsetzung und Vorgehen 

Mithilfe von quasi-statischen Zugversuchen an bauteilähnlichen CFK-Stahl-Über-
lappverbindungen wird zunächst die Gültigkeit des theoretischen Ansatzes der 
Verbundspannungs-Schlupf-Beziehung nach (Xia/Teng 2005) für die untersuchten 
Klebstoffe verifiziert. Mithilfe dieses Verbundansatzes kann das Ablöseverhalten 
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der CFK-Lamelle bei statischer Beanspruchung beschrieben und die Verbund-
bruchkraft, d.h. die maximal ertragbare quasi-statische Last, quantitativ abge-
schätzt werden. Zudem kann damit die Mindestüberlapplänge der Lamelle (siehe 
Gleichung 2.15) bestimmt werden, welche zur Erreichung der Verbundbruchkraft 
erforderlich ist. Wie in Abschnitt 3.2 beschrieben, ist die Überlapplänge bei einer 
Anwendung der Verstärkung in beengten Platzverhältnissen zu beachten. 

Während des Rissfortschritts in einem schwingbeanspruchten, CFK-verstärkten 
Stahlbauteil, steht die Klebverbindung unter Ermüdungsbeanspruchung. Zur si-
cheren Auslegung der Klebverbindung muss die Ermüdungsfestigkeit bekannt 
sein. Daher werden Wöhlerlinien auf Grundlage von 15 Dauerschwingversuchen 
je Klebstoff an bauteilähnlichen Verbundproben ermittelt. Diese ermöglichen die 
Abschätzung des Ermüdungswiderstands der Klebverbindung. In Anlehnung an 
das Vorgehen in (Budelmann/Leusmann 2013) werden die Lastniveaus in Abhän-
gigkeit der experimentell ermittelten Verbundbruchkräfte festgelegt.  

5.3.2 Probekörpergeometrie und -herstellung  

Die Untersuchungen werden an zweischnittigen CFK-Stahl-Überlappverbindun-
gen durchgeführt. Die Probekörper werden in Anlehnung an (Matta et al. 2005) so 
konzipiert, dass die Geometrie und der Beanspruchungszustand der Klebverbin-
dung nahe an der realen Anwendungssituation einer Verstärkung sind. Die Geo-
metrie der Probekörper ist für beide Klebstoffe in Abbildung 5-6 dargestellt. Eine 
Probe besteht aus zwei Stahlblechen aus dem Baustahl S355J2 mit den Abmessun-
gen 300 mm x 50 mm und einer Dicke von 10 mm sowie zwei CFK-Lamellen. Bei 
den verwendeten CFK-Lamellen handelt es sich um Schlitzlamellen der Firma 
StoCretec GmbH (StoCretec GmbH 2020a). Sie weisen eine Dicke von 𝑡𝑐 = 1,44 mm 
und eine Breite von 𝑊𝑐 = 20,5 mm auf. Der Elastizitätsmodul in Längsrichtung der 
CFK-Lamellen wurde in Zugversuchen nach (DIN EN ISO 527-4) ermittelt und be-
trägt 𝐸𝑐 = 179.000 MPa (Ummenhofer et al. 2019). In Tabelle 5-3 sind die wesentli-
chen mechanischen Kennwerte der CFK-Lamelle sowie des Stahlblechs zusam-
mengefasst, welche anhand von jeweils drei Proben bestimmt wurden.  



5.3  Charakterisierung des Tragverhaltens der CFK-Stahl-Überlappverbindung 

91 

Tabelle 5-3: Zusammenfassung der Mittelwerte der mechanischen Werkstoffkennwerte der 
CFK-Lamelle und des Stahlblechs 

 CFK-Lamelle Stahlblech S355J2 

Elastizitätsmodul 𝐸 [MPa] 179.000 194.000 
Streckgrenze 𝑅𝑒𝐻 [MPa] - 403 

Zugfestigkeit 𝜎𝑚𝑎𝑥 [MPa] 3.430 557 
Bruchdehnung 𝜀𝑚𝑎𝑥 [%] 1,80 23,9 

 

Die Mindestverbundlänge, die zur Erreichung der maximalen Verbundbruchkraft 
erforderlich ist, wird mithilfe der Gleichung 2.15 festgelegt. Die gewählten Über-
lapplängen betragen für den Klebstoff MC-DUR 1280 𝑙𝑐 = 150 mm und für den 
Klebstoff Sikadur-370 𝑙𝑐  = 220 mm. Die höhere Überlapplänge des Klebstoffs 
Sikadur-370 ist insbesondere in der höheren Duktilität sowie niedrigeren Schub-
festigkeit begründet. Es wird eine nominelle Klebschichtdicke von 1 mm unter-
sucht. Zwischen den beiden Stahlblechen verbleibt ein Spalt von 20 mm.  

 

Abbildung 5-6: Geometrien der untersuchten zweischnittigen CFK-Stahl-Überlappverbindungen 
und DMS-Positionen 
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Zur Sicherstellung eines Oberflächenvorbereitungsgrades SA 2½ werden die 
Stahlbleche mit Korund der Siebung F100 (106 – 150 m) gestrahlt. Unmittelbar 
vor dem Kleben der Fügeteile Stahl und CFK-Lamelle werden die Klebflächen bei-
der Fügeteile mit fusselarmen Tüchern und Methylethylketon (MEK) wischentfet-
tet. Die Stahlfügeteile sind während des Applikationsprozesses und der Aushär-
tung auf einer ebenen Unterlage aufgelegt, um den Winkelverzug zwischen den 
beiden Stahlblechen zu minimieren. Der Klebstoff wird mithilfe eines Spatels zu-
nächst dachförmig auf die Stahloberfläche aufgetragen. Anschließend wird die 
CFK-Lamelle auf die vorbereitete Klebschicht gelegt und angedrückt. Durch die 
spezifische Form der Klebschicht werden Lufteinschlüsse in der Grenzschicht 
CFK-Klebstoff minimiert. Zur Realisierung einer reproduzierbaren Klebschichtdi-
cke von 1 mm werden Glasperlen mit einem Durchmesser von 1−0

+0,15 mm, welche 
als Abstandhalter fungieren, vor dem Mischen zu den Klebstoffkomponenten ge-
geben. Nach dem Aufbringen der Lamelle werden überstehende Klebstoffreste an 
den belasteten Lamellenenden entfernt und die Stirnfläche der Klebschicht mit-
hilfe eines geeigneten Spatels gerade abgezogen (siehe Abbildung 5-7). Die Proben 
härten für mindestens sieben Tage bei Normalklima aus. 

 

Abbildung 5-7: Foto der hergestellten Klebverbindung auf einer Probenseite (Klebstoff: MC-DUR 
1280) (Ummenhofer et al. 2019) 



5.3  Charakterisierung des Tragverhaltens der CFK-Stahl-Überlappverbindung 

93 

5.3.3 Spannungsanalyse zur Identifikation kritischer 
Beanspruchungsbereiche 

Mithilfe numerischer Berechnungen wird zunächst eine Spannungsanalyse durch-
geführt. Die Berechnungsergebnisse dienen der Identifizierung potentieller Aus-
gangsorte einer Lamellenablösung. In diesen Bereichen werden in den Versuchen 
Dehnungsmesstreifen auf die Oberseite der Lamelle appliziert, um das Ablösever-
halten genauer zu untersuchen. Die Spannungsverteilung in Klebschichtmitte 
wird durch eine Finite-Elemente-Berechnung an einem dreidimensionalen Modell 
unter Ausnutzung der Probensymmetrie ermittelt. Der Spalt zwischen den Stahl-
blechen wird dabei vernachlässigt. Das numerische Viertel-Modell ist in Abbil-
dung 5-8 dargestellt. 

 

Abbildung 5-8: Numerisches Viertel-Modell der zweischnittigen CFK-Stahl-Überlappverbindung; 
Pfad von Lamellenmitte (1) zum Lamellenende (2) hin  

Die Elementanzahl in Dickenrichtung der Klebschicht beträgt 10. Die höher bean-
spruchten Klebschichtbereiche an den Lamellenenden werden mit Elementen mit 
einer Kantenlänge von 0,05 mm diskretisiert. Diese Elementierung wurde auf 
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Grundlage einer Konvergenzanalyse gewählt. Das Konvergenzkriterium ist er-
füllt, wenn sich die Lösung infolge einer Verdopplung der Elementanzahl um we-
niger als 1 % ändert. Es werden Volumenelemente SOLID186 mit quadratischer 
Ansatzfunktion und reduzierter Integration verwendet. Vereinfachend wird ein 
linear-elastisches Materialverhalten angenommen. Für die CFK-Lamelle wird ein 
orthotropes Materialmodell verwendet. In Querrichtung stehen keine Material-
kennwerte zur Verfügung. Aufgrund der unidirektionalen Faserverstärkung wird 
das Verformungsverhalten in Querrichtung maßgeblich durch die Eigenschaften 
der Epoxidharzmatrix beeinflusst. In Anlehnung an (Rösler et al. 2006) wurden ge-
eignete Materialkennwerte für das orthotrope Materialmodell gewählt. Diese sind 
in Tabelle A-3, Anhang, zusammengefasst. 

In Abbildung 5-9 sind die Verläufe der Schubspannungen 𝜏𝑦𝑧 und der Normal-
spannungen 𝜎𝑦 in Klebschichtmitte infolge einer äußeren Zugbelastung von 1 kN 
für die Klebstoffe MC-DUR 1280 (MC) und Sikadur-370 (SD) dargestellt. Die be-
zogene Position 0 entspricht dabei der Lamellenmitte, die bezogene Position 1 ent-
spricht dem Lamellenende (vgl. Abbildung 5-8).  

 

Abbildung 5-9: Schub- und Normalspannungsverläufe in Klebschichtmitte entlang des Pfades 1-2 
infolge einer äußeren Belastung von 1 kN  
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Zur besseren Übersichtlichkeit sind nur die hochbeanspruchten Bereiche in La-
mellenmitte und am Lamellenende abgebildet. 

Infolge der geringeren Steifigkeit des Klebstoffs Sikadur-370 sind die zugehörigen 
Beanspruchungsmaxima geringer als bei dem Klebstoff MC-DUR 1280. Unabhän-
gig vom Klebstoff treten die maximalen Schubspannungen 𝜏𝑦𝑧 in Lamellenmitte 
auf. Die Schubspannungen sind dort etwa um den Faktor 10 größer als im Bereich 
des Lamellenendes (siehe Tabelle 5-4). Dies gilt betragsmäßig auch für die Nor-
malspannungen 𝜎𝑦 orthogonal zur Klebschichtebene. Zurückführen lässt sich das 
auf die geringere Dehnsteifigkeit der CFK-Lamelle im Vergleich zum Stahlfüge-
teil. Die Schubspannungsverteilung zeigt, dass die Lamellenkräfte fast ausschließ-
lich über etwa 10 % der Überlapplänge im Bereich der Lamellenmitte in die La-
melle eingeleitet werden.  

Die Spannungsverteilung in der Klebschicht der zweischnittigen CFK-Stahl-Über-
lappverbindungen ist qualitativ mit der Spannungsverteilung in der Klebschicht 
bei einem rissbehafteten Stahlblech vergleichbar, das beidseitig mit senkrecht zur 
Rissachse aufgeklebten CFK-Lamellen verstärkt ist. Der im Bereich der Lamellen-
mitte liegende Riss entspricht dann der Beabstandung der beiden Stahlbleche der 
zweischnittigen CFK-Stahl-Überlappverbindung. Im Bereich der Lamellenmitte 
bzw. im Bereich des Risses sind die Klebschichtbeanspruchungen am größten. Mit 
Blick auf eine Verstärkung gerissener Bauteile wirkt die Verstärkung somit lokal 
im Bereich des Risses.  

Tabelle 5-4: Extremwerte der Klebschichtbeanspruchung infolge einer äußeren Last von 1 kN 

Bereich 𝑥/𝑙𝑐 
Extremwerte der Klebschichtbeanspruchung  

MC-DUR 1280 / Sikadur-370 
Schubspannung 𝜏𝑦𝑧 [MPa] Normalspannung 𝜎𝑦 [MPa] 

0 – 0,1 (Lamellenmitte) 3,38 / 2,62 -4,38 / -2,47 
0,9 – 1 (Lamellenende) 0,354 / 0,259 0,400 / 0,249 

 

An den Lamellenenden treten (Quer)Zugnormalspannungen, d.h. Schälspannun-
gen, auf. Diese sind im Hinblick auf ein Versagen meist kritischer als Drucknor-
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malspannungen (Habenicht 2009). Mit Blick auf die vergleichsweise geringen Be-
anspruchungen an den Lamellenenden der hier untersuchten Verbindung ist der 
Versagenseintritt jedoch im Bereich der Lamellenmitte zu erwarten. Um die Quer-
zugspannungen zu reduzieren und die Wahrscheinlichkeit eines Versagens der 
Klebverbindung infolge von Querzugspannungen zu minimieren, werden an den 
Lamellenenden über eine Länge von 40 mm Endverankerungen in Form von ge-
schraubten Blechen vorgesehen (siehe Abbildung 5-6). Die Schrauben M16 werden 
dabei handfest angezogen.  

Einfluss der Vorspannung 

Abbildung 5-10 zeigt den Schub- und Normalspannungsverlauf entlang des Pfa-
des 1-2 infolge einer Lamellenvorspannkraft von 1 kN. Zudem sind in Tabelle 5-5 
die Extremwerte der Klebschichtbeanspruchungen angegeben. Infolge einer La-
mellenvorspannung entstehen im Gegensatz zu einer äußeren Belastung höhere 
Beanspruchungen an den Lamellenenden (Bereich 0,9 – 1). In Lamellenmitte, d.h. 
an der bezogenen Position 0, ist die Beanspruchung infolge der Vorspannung an-
nähernd null.  

 

Abbildung 5-10: Schub- und Normalspannungsverläufe in Klebschichtmitte infolge einer Lamel-
lenvorspannkraft von 1 kN entlang des Pfades 1-2 
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Tabelle 5-5: Extremwerte der Klebschichtbeanspruchung infolge einer äußeren Last von 1 kN 

Bereich 𝑥/𝑙𝑐 
Extremwerte der Klebschichtbeanspruchung  

MC-DUR 1280 / Sikadur-370 
Schubspannung 𝜏𝑦𝑧 [MPa] Normalspannung 𝜎𝑦 [MPa] 

0 – 0,1 (Lamellenmitte) 0,00 / 0,00 0,01 / 0,01 
0,9 – 1 (Lamellenende) 3,65 / 2,71 5,27 / 3,00 

 

Die ermüdungswirksame Klebschichtbeanspruchung infolge einer äußeren zykli-
schen Belastung, d.h. die Schwingbreite und das Spannungsverhältnis der Schub- 
und Normalspannungen, wird im Bereich der Lamellenmitte (bezogene Position 
0 – 0,1) nicht durch eine Lamellenvorspannung beeinflusst. An den Lamellenende 
(bezogene Position 0,9 – 1) steigt das Beanspruchungsverhältnis infolge der Vor-
spannung. Die Schwingbreite der Beanspruchung bleibt jedoch unbeeinflusst, da 
die Vorspannung über die Zeit hinweg konstant ist. Daher ist nicht davon auszu-
gehen, dass ein Ermüdungsversagen an den Lamellenenden eintritt.  

Positionierung der DMS 

Auf Grundlage der Spannungsanalyse wird die Lamellenmitte (bezogene Position 
0 – 0,1) als kritische Stelle für eine initiale Lamellenablösung identifiziert. Dort 
herrscht sowohl infolge einer statischen, äußeren Belastung die höchste Beanspru-
chung als auch infolge einer Dauerschwingbelastung die höchste ermüdungs-
wirksame Beanspruchung vor. Daher werden mittig auf der Oberseite jeder CFK-
Lamelle Dehnungsmessstreifen (DMS) zur Erfassung der Lamellendehnungen ap-
pliziert (siehe Abbildung 5-6). Die DMS werden beidseitig zu einer Probenhälfte 
hin positioniert. Während einer Ablösung der Lamelle innerhalb der Messlänge 
des DMS kann ein deutlicher, kontinuierlicher Anstieg der gemessenen Lamellen-
längsdehnungen beobachtet werden. Die Ergebnisse der Dehnungsmessung er-
möglichen somit auch die Beurteilung des Fortschritts des Verbundverlustes der 
Klebverbindung. 

DMS 1 (Seite A) bzw. DMS 1´ (Seite B) sind mittig im nicht verklebten Bereich po-
sitioniert und dienen zur Überprüfung der Längsspannungen in den Lamellen 
(vgl. Abbildung 5-6). Aufgrund unvermeidbarer Herstellungstoleranzen und To-
leranzen im Prüfaufbau können unplanmäßige Biegemomente entstehen, welche 
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zu einer ungleichen Beanspruchung der Lamellen führen. Damit geht auch eine 
ungleiche Beanspruchung der Klebschichten auf beiden Seiten einher. Mithilfe der 
weiteren DMS wird der Verbundverlust der Klebung im Bereich des belasteten 
Lamellenendes erfasst. Für die quasi-statischen Versuche wird die Instrumentie-
rung aus Abbildung 5-8 auf die ersten drei Messstreifen reduziert. Zur Berücksich-
tigung des Einflusses von Temperaturänderungen auf die DMS-Messwerte wird 
ein Temperaturkompensations-DMS verwendet. 

5.3.4 Versuchsdurchführung 

Die quasi-statischen Versuche und Dauerschwingversuche werden mit einer 
250 kN-Universalprüfmaschine in stehender Zweisäulenbauweise durchgeführt. 
Die Proben werden dazu in den Spannbacken der Prüfmaschine eingespannt und 
in ihrer Längsrichtung belastet. Die Wegmessung erfolgt über den Traversenweg-
aufnehmer der Prüfmaschine. Die Messdaten aus den Weg-, Kraft- und Deh-
nungsmessungen werden mithilfe eines digitalen Mehrkanal-Messwerterfas-
sungssystems sowie eines angeschlossenen Messrechners erfasst und gespeichert. 

Es werden je Klebstoff drei quasi-statische Zugversuche durchgeführt. Die Prüf-
geschwindigkeit beträgt 0,5 mm/min. Zudem werden je Klebstoff 15 Dauer-
schwingversuche durchgeführt. Die Lasten für die Dauerschwingversuche wer-
den in Abhängigkeit der in den quasi-statischen Versuchen ermittelten 
Verbundbruchkräfte gewählt. Das Randspannungsverhältnis wird mit Blick auf 
eine Anwendung im Stahlbrückenbau zu 𝑅 = 0,5 festgelegt. In Anlehnung an die 
Empfehlung in (DIN EN ISO 9664) wird eine Prüffrequenz von 15 Hz gewählt, um 
eine maßgebliche Erwärmung der Klebschicht zu vermeiden. Das Abbruchkrite-
rium ist ein vollständiger Verbundverlust oder das Erreichen von 2 Mio. Last-
wechseln. 

5.3.5 Ergebnisse der quasi-statischen Zugversuche 

Im Folgenden werden die Ergebnisse der quasi-statischen Zugversuche vorge-
stellt. In Abbildung 5-11 und Abbildung 5-12 sind die gemessenen Maschinen-
kräfte 𝐹 über den halben Maschinenweg 𝑢/2 aufgetragen. 𝑢/2 ist die mittlere Ver-
schiebung einer halben Probe. Der qualitative Verlauf der Kurven stellt sich für 
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beide Klebstoffe ähnlich dar. Im Versuch mit der Probe S2-B ist ein Verbundver-
lust bei vergleichsweise geringer Prüfkraft eingetreten. Bei Betrachtung der Bruch-
flächen können große Lufteinschlüsse in der Grenzschicht CFK-Klebstoff festge-
stellt werden. Daher wird die Probe S2-B von der Auswertung ausgeschlossen.  

Zunächst ist das Verformungsverhalten der Verbindung annähernd linear. An-
schließend tritt eine Phase der Entfestigung ein, die im Bruch endet. Es stellt sich 
ein ausgeprägtes Kraftplateau bei dem Klebstoff Sikadur-370 ein. Die Verbindung 
mit dem Klebstoff Sikadur-370 zeigt trotz des geringeren Schubmoduls im An-
fangsbereich eine ähnliche Steifigkeit. Das Kraftplateau ist hingegen höher, was 
sich auf die höhere Duktilität des Klebstoffs im Vergleich zum Klebstoff MC-
DUR 1280 zurückführen lässt. Trotz der geringeren Festigkeit des Klebstoffs 
Sikadur-370 ist die Verbindungstragfähigkeit höher, da größere Bereiche der Kleb-
verbindung infolge der geringeren Steifigkeit und höheren Duktilität am Lastab-
trag beteiligt sind. 

 

Abbildung 5-11: Last-Verformungskurven der quasi-statischen Zugversuche für den Klebstoff MC-
DUR 1280 
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Abbildung 5-12: Last-Verformungskurven der quasi-statischen Zugversuche für den Klebstoff 
Sikadur-370 

Das Versagen tritt in allen Fällen durch eine Ablösung der Lamelle in der Grenz-
schicht CFK-Klebstoff auf. Abbildung 5-13 und Abbildung 5-14 zeigen die Bruch-
flächen exemplarischer Probekörper nach Erreichen der Maximallast.  
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Abbildung 5-13: Exemplarische Fotos der Bruchflächen mit Hervorhebung der Bruchkeile (Probe: 
S1-A, Klebstoff: MC-DUR 1280) 

Die Bruchflächen lassen bei allen Versuchen auf einen substratnahen Kohäsions-
bruch schließen. In den Bruchbildern des Klebstoffs MC-DUR 1280 sind bei allen 
Proben keilförmige Klebstoffreste an den Lamellen erkennbar. Diese deuten auf 
ein maßgeblich schubbeeinflusstes Versagen hin. Dieses Versagensbild wurde 
auch in vergleichbaren experimentellen Untersuchungen an einschnittigen CFK-
Stahl-Klebverbindungen von (Xia/Teng 2005) beobachtet. 
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Abbildung 5-14: Exemplarische Fotos der Bruchflächen (Probe: S1-B, Klebstoff: Sikadur-370) 

5.3.6 Auswertung der quasi-statischen Zugversuche - 
Validierung des Verbundansatzes 

Im Rahmen der Versuchsauswertung erfolgt die Validierung des theoretischen 
Verbundansatzes nach (Xia/Teng 2005). Dazu werden die experimentell und theo-
retisch ermittelten Verbundbruchkräfte für die beiden untersuchten Klebstoffe 
verglichen. Mithilfe der Dehnungsmessungen im freien Bereich der Lamellen kön-
nen die einzelnen Lamellenkräfte je Verbindung bestimmt und jeweils die Seite, 
auf der das initiale Verbundversagen auftrat, identifiziert werden. Die auf diese 
Weise bestimmten maximalen Lamellenkräfte bzw. Verbundbruchkräfte 𝐹𝑙𝑏 sowie 
die zugehörigen Mittelwerte sind in Tabelle 5-6 zusammengefasst. Diese Kräfte 
gelten für die halbe (einschnittige) Verbindung. Da das Verbundversagen beider 
Klebstoffe in Form eines Kohäsionsversagens auftritt, kann das Verbundspan-
nungsmaximum direkt mit der Schubfestigkeit des Klebstoffs korreliert werden. 
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Dementsprechend werden die Verbundbruchkräfte nach (Xia/Teng 2005) (Glei-
chungen 2.13 und 2.14) mit den in den Charakterisierungsversuchen ermittelten 
Klebstofffestigkeiten abgeschätzt. Die so ermittelten Verbundbruchkräfte sind in 
Tabelle 5-6 angegeben.  

Tabelle 5-6: Experimentell und nach (Xia/Teng 2005) ermittelte Verbundbruchkräfte 𝐹𝑙𝑏 je La-
melle der zweischnittigen CFK-Stahl-Überlappverbindung 

Versuchsreihe A 
(MC-DUR 1280) 

𝑭𝒍𝒃 [kN] 
Versuchsreihe B 

(Sikadur-370) 
𝑭𝒍𝒃 [kN] 

S1-A 22,4 S1-B 25,3 
S2-A 22,3 S2-B - 
S3-A 20,9 S3-B 28,2 

Mittelwert 𝐹𝑙𝑏,𝑚: 21,9 Mittelwert 𝐹𝑙𝑏,𝑚: 26,8 

𝐹𝑙𝑏,𝑋𝑖𝑎 nach  
(Xia/Teng 2005) 

23,3 
𝐹𝑙𝑏,𝑋𝑖𝑎nach  

(Xia/Teng 2005) 
26,5 

 

Die theoretischen Verbundbruchkräfte weichen + 6,4 % (MC-DUR 1280) und 
- 1,1 % (Sikadur-370) von den mittleren, experimentell bestimmten Werten ab. Der 
Vergleich zeigt, dass der Ansatz nach (Xia/Teng 2005) gut geeignet ist, um die Ver-
bundbruchkräfte geklebter CFK-Stahl-Überlappverbindungen mit den beiden un-
tersuchten Klebstoffen abzuschätzen. Eine detaillierte Analyse der Verbundspan-
nungs-Schlupf-Beziehungen der Klebverbindungen kann (Ummenhofer et al. 2019) 
entnommen werden. 

5.3.7 Ergebnisse der Dauerschwingversuche  

Die gewählten Lastniveaus der Dauerschwingversuche wurden in Abhängigkeit 
der experimentell ermittelten, mittleren Verbundbruchkräfte 𝐹𝑙𝑏,𝑚 festgelegt und 
sind für den Klebstoff MC-DUR 1280 in Tabelle A-1, Anhang, und für den Kleb-
stoff Sikadur-370 in Tabelle A-2, Anhang, zusammengefasst. Das initiale Versagen 
des Klebverbundes geht, wie erwartet, in allen Versuchen von den Überlappenden 
auf Seite der Probenmitte aus. Mit zunehmender Lastwechselzahl schreitet die La-
mellenablösung zu den unbelasteten Lamellenenden hin fort, bis eine kritische 
Restverbundfläche erreicht ist und der Bruch eintritt. Dieses Versagensverhalten 
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lässt sich anhand der mit den DMS gemessenen Lamellendehnungen nachvollzie-
hen. Abbildung 5-15 zeigt exemplarische, gemessene Längsdehnungen der CFK-
Lamellen bei Oberlast in einem Dauerschwingversuch mit dem Klebstoff MC-
DUR 1280.  

 

Abbildung 5-15: Exemplarische gemessene Längsdehnungen der CFK-Lamellen (Seite A: DMS 1-4; 
Seite B: DMS 1´-4´) bei Oberlast im Dauerschwingversuch (Probe D5-1-A) 

Die an den Überlappenden positionierten DMS 2 und 2´ zeigen anfangs deutlich 
höhere Lamellenlängsdehnungen, als die restlichen, zum unbelasteten Lamellen-
ende hin positionierten DMS 3 und 4 bzw. 3´und 4´. Dies ist charakteristisch für 
Überlappklebverbindungen, bei denen höhere Schubbeanspruchungen in der 
Klebschicht in den Bereichen der Fügeteilenden auftreten. Die Dehnungen der 
DMS 2 und 2´ verlaufen anfangs nahezu konstant auf einem Niveau von etwa 
1100 m/m. Ab etwa 5000 LW steigt dann die Dehnung von DMS 2´ auf Seite B bis 
auf einen annähernd konstanten Wert an. Zum Zeitpunkt des Erreichens dieses 
konstanten Wertes ist die Ablösung der Lamelle bis zum Ende des Messgitters 
fortgeschritten. Das Niveau entspricht dann dem von DMS 1 und 1´ im freien, un-
verklebten Lamellenbereich.  
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Als Versagen wird eine Ablösung der Lamelle in einem Abstand von 15 mm vom 
unbelasteten Stahlblechende definiert. Der Zeitpunkt dieser Ablösung lässt sich 
durch die Auswertung der zeitlichen Dehnungsverläufe, gemessen mit DMS 2 
bzw. DMS 2´, bestimmen. Das Versagen der Probe ist eingetreten, sobald ein Deh-
nungswert auf einer Seite das konstante Dehnungsniveau erreicht hat. Vereinzelt 
können Proben nicht in der Ergebnisauswertung berücksichtigt werden, da eine 
Auswertung der DMS-Messungen aufgrund von Fehlern in der Messwerterfas-
sung nicht möglich war. Die Ergebnisse der Auswertung sind in Tabelle 5-7 dar-
gestellt. Die Probenendung „-A“ steht für den Klebstoff MC-DUR 1280 und die 
Probenendung „-B“ für den Klebstoff Sikadur-370. Versuche, in denen nach 2 Mio. 
Lastwechseln noch kein Versagen zu erkennen war, wurden abgebrochen. 

Tabelle 5-7: Ergebnisse der Dauerschwingversuche (Versagen: Lamellenablösung im Abstand 
von 15 mm zur Probenkante) 

MC-DUR 1280 Sikadur-370 
𝐹0/(2𝐹𝑙𝑏,𝑚) Probe LW 𝐹0/(2𝐹𝑙𝑏,𝑚) Probe LW 

0,365 D1-1-A 2.000.000 0,369 D1-1-B 2.000.000 
0,457 D2-1-A 1.500.200 0,462 D2-1-B - 
0,457 D2-2-A 2.000.000 0,462 D2-2-B - 
0,457 D2-3-A 940.700 0,462 D2-3-B 2.000.000 
0,502 D3-1-A - 0,508 D3-1-B 53.560 
0,502 D3-2-A 509.100 0,508 D3-2-B 233.100 
0,502 D3-3-A 241.700 0,508 D3-3-B 63.670 
0,548 D4-1-A - 0,554 D4-1-B 60.000 
0,548 D4-2-A 57.690 0,554 D4-2-B 31.380 
0,548 D4-3-A 80.340 0,554 D4-3-B - 
0,594 D5-1-A 13.400 0,600 D5-1-B 5.960 
0,594 D5-2-A 16.600 0,600 D5-2-B 1.610 
0,639 D6-1-A 16.560 0,646 D6-1-B 1.440 
0,639 D6-2-A 16.690 0,646 D6-2-B - 
0,639 D6-3-A 12.360 0,646 D6-3-B 3.190 
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Wie auch bei den quasi-statischen Versuchen kann bei allen Proben ein substrat-
nahes kohäsives Versagen zum CFK-Fügeteil festgestellt werden. An den Lamel-
lenkanten zur Probenmitte hin verbleiben Klebstoffreste in Form eines Bruchkeils. 
Der bei dem Klebstoff Sikadur-370 beobachtete Bruchkeil ist weniger stark ausge-
prägt. 

5.3.8 Auswertung der Dauerschwingversuche 

Zur Beurteilung des Ermüdungswiderstands der CFK-Stahl-Überlappverbindung 
werden abschließend Wöhlerlinien erstellt. Dazu werden die Lastschwingbreite 
𝛥𝐹 (Abbildung 5-16, oben) und die auf die mittlere Verbundbruchkraft bezogene 
halbe Oberlast 𝐹0/(2𝐹𝑙𝑏,𝑚) (Abbildung 5-16, unten) über die Versagenslastwech-
selzahl aufgetragen. Durch die Anordnung der Beanspruchung auf Basis von 
Kräften ist ein direkter Vergleich mit den zuvor ermittelten Verbundbruchkräften 
bei quasi-statischer Beanspruchung möglich. Zudem wird der Übertrag der Er-
gebnisse auf die zentrisch gerissenen, CFK-verstärkten Stahlbleche in Abschnitt 
7.3.2 vereinfacht.  

Ein Vergleich der Ergebnisse beider Klebstoffe zeigt für die Verbindung mit dem 
Klebstoff Sikadur-370 höhere ertragbare Lastschwingbreiten auf. Relativ zur 
quasi-statischen Verbindungstragfähigkeit zeigt sich jedoch eine höhere Bean-
spruchbarkeit unter zyklischer Belastung des Klebstoffs MC-DUR 1280. Der cha-
rakteristische Wert (95 % Überlebenswahrscheinlichkeit) der über 2 Mio. Last-
wechsel maximal ertragbaren Lastschwingbreite beträgt 8,92 kN (MC-DUR 1280) 
bzw. 9,97 kN (Sikadur-370).  

Die Steigungen der Wöhlerlinien liegen für den Klebstoff MC-DUR 1280 bei 
𝑚 = 13,4 und für den Klebstoff Sikadur-370 bei 𝑚 = 16,8. Dies sind typische Werte 
für strukturelle Epoxidharzklebstoffe, wie sie auch schon in vergleichbaren Unter-
suchungen (z.B. in (Baumgartner et al. 2016)) ermittelt wurden.  
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Abbildung 5-16: Wöhlerlinien für zweischnittige CFK-Stahl-Überlappverbindungen für 𝑅 = 0,5 – 
oben: Lastschwingbreite, unten: bezogene Oberlast (Versagenskriterium: Lamel-
lenablösung im Abstand von 15 mm von Lamellenmitte) 

m = 13,4 

DFc = 8,92 kN 

m = 16,8 

DFc = 9,97 kN 

102 103 104 105 106 107

4

8

12

16

20

24

0

DF
 [k

N
]

Lastwechselzahl [-]

   MC-DUR 1280 R = 0,5
   MC-DUR 1280 R = 0,5 - Mittlere Ü.w.
   MC-DUR 1280 R = 0,5 - 95%-Ü.w.
   Sikadur-370 R = 0,5
   Sikadur-370 R = 0,5 - Mittlere Ü.w.
   Sikadur-370 R = 0,5 - 95%-Ü.w.

(Fo/(2Flb,m))c = 0,407 

(Fo/(2Flb,m))c = 0,376 

102 103 104 105 106 107

0,2

0,4

0,6

0,8

1,0

0,0

F o
/(2

F l
b,

m
) [

-]

Lastwechselzahl [-]

   MC-DUR 1280 R = 0,5
   MC-DUR 1280 R = 0,5 - Mittlere Ü.w.
   MC-DUR 1280 R = 0,5 - 95%-Ü.w.
   Sikadur-370 R = 0,5
   Sikadur-370 R = 0,5 - Mittlere Ü.w.
   Sikadur-370 R = 0,5 - 95%-Ü.w.



5  Experimentelle Untersuchungen auf Werkstoff- und Verbundebene 

108 

5.3.9 Zusammenfassung  

Mithilfe des validierten Verbundansatzes können die quasi-statische Tragfähig-
keit sowie die erforderliche Mindestüberlapplänge der geklebten CFK-Stahl-Über-
lappverbindung für die untersuchten Klebstoffe abgeschätzt werden. Trotz der 
geringeren Festigkeit des Klebstoffs Sikadur-370 im Vergleich zum Klebstoff MC-
DUR 1280 ist die Verbindungstragfähigkeit höher. Dies lässt sich auf die geringere 
Steifigkeit und höhere Duktilität zurückführen, wodurch größere Bereiche der 
Klebverbindung am Lastabtrag beteiligt werden.  

Die durch Dauerschwingversuche ermittelten Wöhlerlinien ermöglichen die kon-
servative Abschätzung der Ermüdungsfestigkeit der CFK-Stahl-Verbindung bis 
zum ersten Anriss. Die Wöhlerlinien gelten für ein Spannungsverhältnis von 
𝑅 = 0,5, das im Hinblick auf eine Anwendung im Brückenbau ausgewählt wurde. 
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6 Rissfortschrittsversuche an ver-
stärkten Bauteilen 

6.1 Zielsetzung und Vorgehen 

Zur Untersuchung des Potentials der CFK-Verstärkung zur Erhöhung der Restle-
bensdauer ermüdungsbeanspruchter Stahlbauteile werden Dauerschwingversu-
che an rissgeschädigten Probekörpern durchgeführt. Hierzu werden zentrisch ge-
rissene Stahlbleche mit schlaff oder vorgespannt aufgeklebten CFK-Lamellen 
verstärkt und die Restlebensdauern in Ermüdungsversuchen experimentell be-
stimmt. Im Rahmen der Versuche wird der Einfluss verschiedener Parameter, wie 
der Lamellenvorspannung, der Klebstoffsteifigkeit, des Lastniveaus sowie einer 
ein- oder beidseitigen Lamellenapplikation auf die Rissfortschrittsgeschwindig-
keit sowie auf die Restlebensdauer untersucht. Die aus Versuchen an unverstärk-
ten Proben gewonnenen Ergebnisse dienen als Referenz zur Quantifizierung der 
Wirksamkeit der Verstärkungsmaßnahme. 

Die Ergebnisse der experimentellen Rissfortschrittsuntersuchungen werden zu-
dem in den nachfolgenden Kapiteln zur Validierung des numerischen Berech-
nungsverfahrens sowie des vereinfachten Berechnungsansatzes herangezogen. 

6.2 Probekörper 

Die Rissfortschrittsversuche werden an Stahlblechen mit zentrischem Innenriss 
durchgeführt. Im Folgenden wird die Wahl dieser Probengeometrie erläutert. Zu-
nächst stellt ein Blech mit endlicher Breite und Innenriss ein bruchmechanisches 
Ersatzmodell dar, welches, wie in Abschnitt 2.1.4 erläutert, häufig zur Rissfort-
schrittsanalyse in realen Stahlbauteilen herangezogen wird. Es liegt die Rissöff-
nungsart I vor. Mit Blick auf die große Versuchsanzahl ist die Probe versuchstech-
nisch vorteilhaft, da Spannbacken zur Befestigung in der Prüfmaschine verwendet 
werden können. Dies kann bei einfach symmetrischen Proben, wie z.B. einseitig 
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gerissenen Blechen, aufgrund der exzentrischen Lasteinleitung und des daraus 
entstehenden Biegemomentes problematisch sein.  

In Abbildung 6-1 ist die Geometrie des untersuchten Probekörpers dargestellt.  

 

Abbildung 6-1: Probekörpergeometrien der mit aufgeklebten CFK-Lamellen verstärkten zentrisch 
gekerbten Stahlbleche 



6.3  Versuchsprogramm 

111 

Die Abmessungen des Stahlblechs werden mit Blick auf die in Kapitel 3 zusam-
mengefassten konstruktiven Randbedingungen festgelegt. Die Proben werden aus 
dem Baustahl S355J2 gefertigt und weisen eine Dicke von 𝑡𝑠 = 10 mm auf. Die 
Breite und Höhe einer Probe betragen 𝑊𝑠 x 𝐻 = 105 x 700 mm. Mithilfe von 
Drahterosion wird, ausgehend von einem Bohrloch mit einem Durchmesser von 
2 mm in Probenmitte, eine 0,15 mm breite Kerbe eingebracht. Die Länge der Kerbe 
beträgt insgesamt 17 mm. Die Probekörper werden klebtechnisch mit CFK-Schlitz-
lamellen (Werkstoffkennwerte siehe Tabelle 5-3) mit einem Nennquerschnitt von 
20x1,4 mm verstärkt. Zur Herstellung der Klebverbindungen kommen die Kleb-
stoffe MC-DUR 1280 und Sikadur-370 zum Einsatz. Auf einer Probenseite werden 
zwei CFK-Lamellen in einem lichten Abstand von 21 mm zueinander appliziert. 
Die Überlapplänge der Lamellen wird wie bereits in Abschnitt 5.3 mithilfe des va-
lidierten bilinearen Verbundansatzes für geklebte FVK-Stahl-Überlappverbindun-
gen nach (Xia/Teng 2005) bestimmt. Die gewählten Überlapplängen betragen für 
den Klebstoff MC-DUR 1280 𝑙𝑐 = 150 mm und für den Klebstoff Sikadur-370 
𝑙𝑐 = 220 mm. Die Proben werden in Längsrichtung zyklisch belastet. Wie bereits in 
Abschnitt 5.3 erläutert, werden zur Verringerung der Schälspannungen an den 
Überlappenden der CFK-Lamellen Endverankerungsbleche mit den Abmessun-
gen 165 x 40 x10 mm mithilfe von handfest angezogenen M16-Schrauben der Fes-
tigkeitsklasse 10.9 angebracht.  

6.3 Versuchsprogramm 

Im Rahmen der Ermüdungsversuche werden verschiedene Parameter der Verstär-
kungsmaßnahme variiert, die in Abbildung 6-2 zusammengefasst sind. Es wird 
der Einfluss der Lamellenvorspannkraft, der Klebstoffsteifigkeit, des Lastniveaus 
sowie einer ein- oder beidseitigen Lamellenapplikation auf die Rissfortschrittsge-
schwindigkeit sowie die Restlebensdauer untersucht.  

Die aus Versuchen an unverstärkten Proben gewonnenen Ergebnisse zur Rissfort-
schrittsgeschwindigkeit und Restlebensdauer dienen hierbei als Referenz zur 
Quantifizierung der Wirksamkeit der Verstärkungsmaßnahme. An der Versuchs-
anstalt für Stahl, Holz und Steine des KIT werden insgesamt 46 Dauerschwingver-
suche an beidseitig verstärkten Proben durchgeführt. Die Versuche an einseitig 
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verstärkten zentrisch gekerbten Stahlblechen wurden im Rahmen des Forschungs-
projektes FASS (IGF-Nr. 19032 BG) am Fachgebiet Stahl- und Holzbau der BTU 
Cottbus durchgeführt (Ummenhofer et al. 2019). 

 

Lastniveau  Klebstoff 
 LN40 LN50 LN70 

 MC-DUR 1280 Sikadur-370 ∆𝜎 [MPa] 40 50 70 
𝑅 [-] 0,5 0,5 0,5 

Parameter 

Verstärkungsart 

 

Vorspannkraft je Lamelle 𝑷𝑽𝒐𝒓 [kN] 
einseitig beidseitig Vorspanngrad V0 V1 V2 

  
MC-DUR 1280 0 5 10 

Sikadur-370 0 3 6 

Abbildung 6-2: Zusammenstellung der untersuchten Verstärkungsparameter  

Das im Wesentlichen untersuchte Nennspannungsverhältnis beträgt, wie bereits 
in den Versuchen an zweischnittigen CFK-Stahl-Verbindungen, 𝑅 = 0,5. Die Last-
schwingbreiten werden so gewählt, dass die resultierenden Werte der Rissspitzen-
beanspruchung einen möglichst großen Bereich zwischen ∆𝐾0 und 𝐾𝐼𝑐 während 
des Rissfortschritts abdecken. Die untersuchten Nennspannungsschwingbreiten 
betragen 40 MPa (LN40), 50 MPa (LN50) und 70 MPa (LN70) (siehe Tabelle 6-1). 
Zudem sind die untersuchten Vorspannkräfte in Tabelle 6-1 angegeben, welche 
auf Grundlage der Ergebnisse der Versuche an zweischnittigen CFK-Stahl-Verbin-
dungen festgelegt werden. Je Klebstoff werden Verstärkungen ohne Vorspann-
kraft (V0) und mit zwei verschiedenen Vorspanngraden (V1 und V2) untersucht. 

Zusätzlich zu den in Tabelle 6-1 aufgeführten Versuchen werden drei Dauer-
schwingversuche an unverstärkten Proben mit einer Nennspannungsschwing-
breite von 𝛥𝜎 = 100 MPa und einem Spannungsverhältnis von 𝑅 = 0,1 durchge-
führt. Die Ergebnisse dieser Versuche und der Versuche an unverstärkten Proben 
mit 𝑅 = 0,5 werden zur Bestimmung der bruchmechanischen Kennwerte des ver-
wendeten Stahls herangezogen (siehe Abschnitt 6.6.3). 
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Tabelle 6-1: Versuchsmatrix der Rissfortschrittsuntersuchungen an verstärkten Stahlblechen 

 Anzahl Versuche 

Lastniveau (𝑅 = 0,5) 
LN40 LN50 LN70 

∆𝜎 = 40 MPa ∆𝜎 = 50 MPa ∆𝜎 = 70 MPa 

Referenzversuche 3 3 3 

M
C

-D
U

R 
12

80
 (a

) Vorspanngrad V0 2 3 2 

Vorspanngrad V1 1 3 2 

Vorspanngrad V2 - - 3 

Si
ka

du
r-

37
0 

(b
) Vorspanngrad V0 1 3 2 

Vorspanngrad V1 - 3 2 

Vorspanngrad V2 1 3 3 

6.4 Versuchsdurchführung 

Die Versuchsdurchführung unterteilt sich grundsätzlich in drei Phasen. Diese sind 
schematisch in Abbildung 6-3 dargestellt. 

 

Abbildung 6-3: Schematische Darstellung der drei Phasen der Versuchsdurchführung 
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In Versuchsphase 1 wird in einem Dauerschwingversuch ein Anfangsriss definier-
ter Länge in den Probekörper eingebracht. Das Risswachstum beginnt dabei an 
beiden Enden der eingebrachten Kerbe und verläuft zu beiden Seiten der Probe 
hin. Um eine reproduzierbare Risslänge sicherzustellen, wurde auf beiden Seiten 
ein Kupferlackdraht (Rissdraht) an der vorgesehenen Position der Rissspitze mit-
hilfe eines zweikomponentigen Methylmetacrylatklebstoffs aufgeklebt und über 
einen daran angeschlossenen Stromkreis ein Eingangssignal in den Regler der 
Prüfmaschine eingespeist. Sobald eine der beiden Rissspitzen den Kupferlack-
draht durchreißt, wird der Stromkreis unterbrochen und das Eingangssignal fällt 
unter einen definierten Grenzwert ab. Dies wird als Abschaltkriterium für die 
Prüfmaschine festgelegt. Abbildung 6-4, links, zeigt eine exemplarische Probe mit 
appliziertem Rissdraht, die einem Dauerschwingversuch zur Erzeugung des defi-
nierten Anfangsrisses unterzogen wird. Der Rissdraht wird zur Anbindung an 
den Probekörper in einen 2K-Schnellklebstoff eingebettet. In Abbildung 6-4, 
rechts, ist ein Anfangsriss nach Beendigung des Dauerschwingversuches zu er-
kennen, welcher bis zum eingebetteten Rissdraht fortgeschritten ist. 

     

Abbildung 6-4: Exemplarische Probe im Dauerschwingversuch zur Erzeugung des definierten 
Anfangsrisses (Phase 1) (links), erzeugter Anfangsriss und Klebschicht mit darun-
terliegendem Kupferlackdraht (rechts) 
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Für jede Probe werden nach Beendigung des Dauerschwingversuchs in Phase 1 
die tatsächlichen Risslängen im Rahmen einer MT-Prüfung gemessen und doku-
mentiert. Abbildung 6-5 zeigt exemplarisch den Anfangsriss, ausgehend von den 
Kerbenden nach Phase 1 in einer MT-Prüfung. 

 

Abbildung 6-5: Anfangsriss, ausgehend von den Kerbenden in der MT-Prüfung 

Anschließend erfolgt in Versuchsphase 2 die klebtechnische Verstärkung des an-
gerissenen Stahlblechs mit jeweils zwei 20 mm breiten CFK-Lamellen je Blechseite. 
Im folgenden Abschnitt 6.5 wird detailliert auf die klebtechnische Verstärkung mit 
und ohne Vorspannung eingegangen. 

In der dritten Versuchsphase wird der verstärkte Probekörper einem weiteren 
Dauerschwingversuch unterzogen. Die Prüffrequenz liegt in Abhängigkeit des 
Lastniveaus zwischen 8 Hz und 12 Hz. Während des Versuchs wird das Riss-
wachstum zu beiden Seiten hin mit einseitig aufgeklebten Rissfortschrittsmess-
streifen aufgezeichnet. Bei ausgewählten Proben wird mittig auf der Oberseite der 
Lamellen jeweils ein Dehnungsmessstreifen appliziert. Diese ermöglichen es, eine 
mögliche Lamellenablösung zu detektieren. Eine mit Rissfortschritts- und Deh-
nungsmessstreifen versehene Probe ist exemplarisch in Abbildung 6-6 dargestellt. 
Die Dauerschwingversuche werden bis zum vollständigen Bruch des Stahlblechs 
durchgeführt. 
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Abbildung 6-6: Exemplarische Probe mit Rissfortschritts- und Dehnungsmessstreifen (Klebstoff: 
MC-DUR 1280) 

6.5 Klebtechnische Verstärkung der angerissenen 
Probekörper mit CFK-Lamellen 

6.5.1 Vorspannvorrichtung zur Applikation vorgespannter 
CFK-Lamellen 

Zur Verstärkung der Proben mit vorgespannten CFK-Lamellen wird eine Vor-
spannvorrichtung in Anlehnung an (Täljsten et al. 2009) konstruiert und gefertigt 
(siehe Abbildung 6-7). Sie besteht aus einer Unterkonstruktion in Form eines 
U240-Trägers, an dessen beiden Enden jeweils ein Widerlager (L-Profil 
L120x80x12 mit eingeschweißten Quersteifen) aufgeschraubt ist. Über Klemmba-
cken, die über ein System aus Gewindestangen M16-10.9, Unterlegscheiben und 
Muttern mit den Endverankerungen verbunden sind, werden die CFK-Lamellen 
eingespannt. Zwischen die Klemmbacken werden sandgestrahlte Aluminiumble-
che eingesetzt. Diese erhöhen die Reibung zwischen Klemmung und CFK-Lamelle 
und ermöglichen eine gleichmäßigere Verteilung der Klemmkräfte in die CFK-La-
mellen (siehe Abbildung 6-8).  



6.5  Klebtechnische Verstärkung der angerissenen Probekörper mit CFK-Lamellen 

117 

 

Abbildung 6-7: Vorrichtung zur Fertigung der vorgespannt verstärkten Probekörper 

Durch das Anziehen der Muttern an den Widerlagern wird die Vorspannkraft auf-
gebracht (siehe Abbildung 6-8). Eine der Klemmbacken ist über eine mittig ange-
ordnete Gewindestange, ein Zwischenstück und zwei weitere Gewindestangen 
mit einem Widerlager verbunden. Zwischen den Muttern und dem Zwischen-
stück sind Kugelscheiben und Kegelpfannen angeordnet. Diese ermöglichen eine 
annähernd gelenkige Verbindung der Bauteile untereinander. Während des An-
ziehens der beiden Muttern erfolgt eine gleichmäßige Lasteinleitung in beide La-
mellen. 

  

Abbildung 6-8: Einspannung der CFK-Lamellen in den Spannbacken (links), Vorspannen durch 
alternierendes Anziehen der Muttern (rechts) 
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Am gegenüberliegenden Widerlager kann die Vorspannkraft in den Lamellen ge-
zielt nachjustiert werden, da die andere Klemmbacke mit zwei nebeneinander an-
geordneten Gewindestangen mit einem Widerlager verbunden ist. Die Vorspann-
kräfte werden während des Anziehprozesses mit Dehnungsmessstreifen, die 
mittig auf der Oberseite der CFK-Lamellen appliziert sind, kontrolliert. 

6.5.2 Fertigungsprozess der geklebten Verstärkung 

Zur Verstärkung der gekerbten Proben werden nicht vorgespannte (schlaffe) oder 
vorgespannte CFK-Lamellen ein- oder beidseitig appliziert. Der Fertigungspro-
zess ist exemplarisch in Abbildung 6-9 dargestellt. Die Oberflächenvorbereitung 
der Fügeteile erfolgt auf dieselbe Weise wie in Abschnitt 5.3.1 erläutert (Schritt 1). 
Zur Realisierung der Klebschichtdicke von 1 mm werden Glasperlen mit einem 
Durchmesser von 1−0

+0,15 mm in den Klebstoff gemischt. Der angemischte Klebstoff 
wird unter Beachtung der herstellerspezifischen Verarbeitungsbedingungen auf 
die Stahloberfläche aufgebracht und dachförmig mithilfe eines Spachtels abgezo-
gen (Schritt 2/3). 

Die gereinigten Lamellen werden anschließend mit ihrer Klebseite von oben auf 
die vorbereitete Klebschicht aufgesetzt und händisch angepresst. Bei Verwendung 
der Vorspannvorrichtung werden die Klemmbacken zunächst angehoben und der 
mit Klebstoff benetzte Probekörper wird unter den angehobenen vorgespannten 
Lamellen ausgerichtet. Anschließend werden die Lamellen auf die vorbereitete 
Klebschicht abgesenkt und angepresst. Durch das dachförmige Profil der Kleb-
schicht entweicht der Klebstoff während der Lamellenapplikation zur Seite hin, 
sodass Lufteinschlüsse in der Grenzschicht zwischen Lamelle und Klebstoff mini-
miert werden (Schritt 4). Der überschüssige Klebstoff an den Lamellenrändern 
wird mithilfe eines Spatels entfernt. Dabei wird die Klebschicht mit einem Radius 
von 1 mm verrundet (Schritt 5).  
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1. Entfettung der gestrahlten Stahlober-

fläche mit Aceton 
2. Auftrag des Klebstoffs  
(Dosierung, Abziehen) 

  
3. Dachförmig mit einem Spachtel abge-

zogene Klebschichten 
4. Seitliches Entweichen des Klebstoffs 

während der Applikation 

  
5. Applizierte Lamellen mit seitlich ver-

rundeten Klebschichten 
6. Anbringen der geschraubten  

Endverankerungsbleche 

Abbildung 6-9: Fertigungsprozess der verstärkten Probekörper 
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Die Aushärtezeit beträgt mindestens sieben Tage und erfolgt unter Berücksichti-
gung der herstellerspezifischen Aushärtebedingungen. Bei einer Verstärkung mit 
vorgespannten Lamellen wird nach dem Ende der Aushärtezeit die Vorspannkraft 
in der Vorrichtung abgelassen und somit eine Druckvorspannung in das Stahl-
blech eingebracht. Die ursprünglich aufgebrachte Zugvorspannkraft in den La-
mellen sinkt aufgrund des schubweichen Klebverbunds. Die resultierende Zug-
kraft beträgt im Mittel 78,6 % für den Klebstoff MC-DUR 1280 und 77,4 % für den 
Klebstoff Sikadur-370. Die vorgespannten Lamellen werden abschließend aus den 
Spannbacken gelöst und abgelängt. 

Um die Schälbeanspruchungen in der Klebfuge während der Dauerschwingver-
suche zu reduzieren, werden an den Enden der schlaff und vorgespannt aufge-
klebten Lamellen geschraubte Endverankerungen aus 40 mm breiten Stahlblechen 
angebracht (Schritt 6). Die Schrauben werden handfest angezogen. 

6.6 Versuchsauswertung und -ergebnisse 

6.6.1 Vorgehen zur Bestimmung der Restlebensdauer 

Für jede Probe wird nach dem Dauerschwingversuch (Phase 3) die Restlebens-
dauer ermittelt. Diese ist definiert durch die Lastwechselzahl, welche einem (halb-
seitigen) Risswachstum von einer Anfangsrisslänge 𝑎𝑖𝑛𝑖  = 31 mm bis zu einer Riss-
länge von 𝑎𝑓𝑖𝑛 = 40 mm zugeordnet werden kann (siehe Abbildung 6-10).  

 

Abbildung 6-10: Exemplarische Bruchfläche einer verstärkten Probe mit zentrischem Innenriss, 
Darstellung der ausgewerteten Restlebensdauer  

In diesem Bereich wird das Risswachstum vollständig mithilfe der Rissfort-
schrittsmessstreifen erfasst. Zudem kann unter der konservativen Annahme einer 
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Bruchzähigkeit von 𝐾𝐼𝑐 = 3000 N/mm3/2 für Baustähle nach (Grote et al. 2018) davon 
ausgegangen werden, dass in diesem Risslängenbereich für alle Lastniveaus ein 
stabiles Risswachstum gegeben ist. Die zur Bestimmung der Restlebensdauer her-
angezogene Risslänge ergibt sich in Anlehnung an (ASTM E647-15e1) aus dem 
Mittelwert der mit den beiden Rissfortschrittsmessstreifen gemessenen Risslän-
gen.  

Die zugehörigen Rissfortschrittskurven der Einzelversuche sind getrennt nach 
den untersuchten Lastniveaus in Abbildung 6-14 und Abbildung 6-15 dargestellt. 
Zur Beurteilung der Steigerung der Restlebensdauer infolge der Verstärkungsmaß-
nahme sind je Versuchsreihe gemittelt die Restlebensdauern der Einzelversuche auf 
den Mittelwert der Restlebensdauern der unverstärkten Referenzversuche bezogen. 
Daraus ergibt sich jeweils der Faktor der Restlebensdauerverlängerung 𝜂. Vereinzelt 
ist ein stark ungleichmäßiges Risswachstum zu beiden Seiten hin aufgetreten. Ein 
exemplarisches Bruchbild einer Probe mit ungleichmäßigem Risswachstum ist in Ab-
bildung 6-11 dargestellt.  

 

Abbildung 6-11: Bruchfläche einer exemplarischen Probe mit ungleichmäßigem Risswachstum 

Es ist deutlich die große Restbruchfläche auf der linken Seite der ungleichmäßig ge-
rissenen Probe zu erkennen. Der Rissfortschritt beschränkt sich hier in Phase 3 fast 
ausschließlich auf die rechte Seite der Probe. Die Ursachen dafür können in unver-
meidlichen Abweichungen der verstärkten Prüfstücke zueinander, einem ungleich-
mäßigen Risswachstum in Phase 1 oder Ungenauigkeit bei der Lasteinleitung begrün-
det sein. Diese Proben zeigten im Vergleich zu den Proben mit symmetrischem 
Risswachstum meist eine höhere Restlebensdauer. Die Versuchsergebnisse dieser Pro-
ben werden nicht in der folgenden Auswertung berücksichtigt, da die Ursache des 
ungleichmäßigen Risswachstums häufig nicht eindeutig identifiziert werden kann 
und daher die Bewertung der Ergebnisse nicht möglich ist. 
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6.6.2 Ergebnisse 

Im Folgenden werden die Ergebnisse der Dauerschwingversuche an zentrisch gekerb-
ten Stahlblechen vorgestellt. Die Probenbezeichnung ist nachfolgend in Abbildung 
6-12 erläutert.  

 

Abbildung 6-12: Probenbezeichnung der zentrisch gekerbten Stahlbleche 

In Abbildung 6-13 bis Abbildung 6-15 sind für beide Klebstoffe die gemittelten Riss-
längen in Abhängigkeit der Lastwechselzahl aufgetragen. Die gestrichelten Linien 
kennzeichnen den Auswertebereich der Anfangsrisslänge 𝑎𝑖𝑛𝑖  = 31 mm bis zur Riss-
länge von 𝑎𝑓𝑖𝑛 = 40 mm. 
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Abbildung 6-13: Risslänge-Lastwechselzahl-Kurven der Dauerschwingversuche (LN40)  

 

Abbildung 6-14: Risslänge-Lastwechselzahl-Kurven der Dauerschwingversuche (LN50)  
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Abbildung 6-15: Risslänge-Lastwechselzahl-Kurven der Dauerschwingversuche (LN70) 

Anhand dieser Kurven lässt sich der Rissfortschritt in den CFK-verstärkten Bauteilen 
während des Verlaufs der Dauerschwingversuche nachvollziehen. Sie ermöglichen 
zudem die Ermittlung der Lastwechselzahl, welche für den Fortschritt in einem be-
stimmten Risslängenbereich benötigt wurden. Zudem kann die Rissfortschrittsge-
schwindigkeit 𝑑𝑎/𝑑𝑁 anhand der Kurvensteigung bestimmt werden, welche zur Va-
lidierung des numerischen Berechnungsverfahrens in Abschnitt 7.3 herangezogen 
werden. 

Die ermittelten Rissfortschrittskurven unterscheiden sich für die beiden Klebstoffe bei 
Lastniveau LN40 nur geringfügig. Ab einer Risslänge von etwa 40 mm weichen die 
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etwa 36 mm weitgehend unabhängig von der Vorspannung sind und einen vergleich-
baren Verlauf aufweisen. Mit steigender Risslänge weichen die Kurven zunehmend 
voneinander ab. Dies lässt sich qualitativ auch für die Kurvenschar des Klebstoffs MC-
DUR 1280 feststellen. Bei dem Lastniveau LN70 sind anfangs ebenfalls vergleichbare 
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Kurvenverläufe innerhalb der nach Klebstoff getrennten Kurvenscharen zu erkennen. 
Im Vergleich zum Lastniveau LN50 beginnen die Kurven jedoch bereits bei kleineren 
Risslängen zunehmend voneinander abzuweichen. 

Ein Versagen der Klebverbindung wurde nur während der letzten Belastungszyk-
len kurz vor einem Durchriss des Stahlblechs beobachtet. Während der Dauer-
schwingversuche konnte weder visuell, noch durch DMS-Messungen auf der 
CFK-Oberfläche eine teilweise Lamellenablösung detektiert werden. 

In Tabelle 6-2 sind die Restlebensdauern der Einzelversuche, die mittleren Restlebens-
dauern je Konfiguration sowie die mittleren Faktoren der Restlebensdauerverlänge-
rung 𝜂 für ein Risswachstum von 31 mm bis 40 mm angegeben. Im nachfolgenden 
Abschnitt 6.6.3 wird zunächst der Einfluss der verschiedenen Verstärkungsrandbe-
dingungen, wie die Vorspannkraft der Lamellen, der Klebstoff sowie das Lastniveau, 
auf die Restlebensdauer beidseitig verstärkter Proben analysiert.  

Zudem wird anhand exemplarischer Ergebnisse von Versuchen an einseitig verstärk-
ten Proben der Einfluss einer mit Bezug auf die Blechebene unsymmetrischen Verstär-
kung auf die Restlebensdauer erläutert. Abschließend werden die anhand der Ver-
suchsergebnisse an unverstärkten Referenzproben ermittelten bruchmechanischen 
Kennwerte des untersuchten Stahlwerkstoffs vorgestellt.  

Tabelle 6-2: Experimentell ermittelte Restlebensdauern und Faktoren der Restlebensdauerer-
höhung 𝜂 beidseitig verstärkter Stahlbleche für ein Risswachstum von 31 mm bis 
40 mm 

Lastniveau (𝑅 = 0,5) 
LN40 LN50 LN70 

∆𝜎 = 40 MPa ∆𝜎 = 50 MPa ∆𝜎 = 70 MPa 

Referenzversuche 
169.100 84.400 28.880 
166.400 97.800 28.620 

Mittelwert: 167.750 91.100 28.750 
Faktor d. RLD-Erhöhung 𝜼 100 % 100 % 100 % 

M
C

-D
U

R
 

12
80

 (a
) Vorspannkraft V0 

0 kN/Lamelle 

1.021.000 487.500 122.500 
979.700 473.900 126.500 

- 508.900 - 
Mittelwert: 1.000.400 490.100 124.500 

𝜼 596 % 538 % 433 % 
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Lastniveau (𝑅 = 0,5) 
LN40 LN50 LN70 

∆𝜎 = 40 MPa ∆𝜎 = 50 MPa ∆𝜎 = 70 MPa 

Vorspannkraft V1 
5 kN/Lamelle 

2.000.000 (D) 584.200 133.300 
- 579.100 131.300 
- 565.800 - 

Mittelwert: - 576.400 132.300 
𝜼 - 633 % 461 % 

Vorspannkraft V2 
10 kN/Lamelle 

- - 171.800 
- - 162.000 
- - 176.400 

Mittelwert: - - 170.070 
𝜼 - - 592 % 

Si
ka

du
r-

37
0 

(b
) 

Vorspannkraft V0 
schlaff geklebt 

992.700 447.000 102.400 
- 405.800 123.200 
- 401.800 - 

Mittelwert: 992.700 418.200 112.800 
𝜼 592 % 459 % 392 % 

Vorspannkraft V1 
3 kN/Lamelle 

- 413.000 109.700 
- 430.500 96.560 

Mittelwert: - 421.750 103.130 
𝜼 - 463 % 359 % 

Vorspannkraft V2 
6 kN/Lamelle 

2.000.000 (D) 417.600 125.300 
- 463.000 123.100 

Mittelwert: - 440.300 124.200 
𝜼 - 483 % 432 % 

6.6.3 Diskussion 

6.6.3.1 Einfluss der Vorspannkraft 

Klebstoff MC-DUR 1280 

Zunächst wird der Einfluss der Vorspannkraft für Verstärkungen mit dem Kleb-
stoff MC-DUR 1280 betrachtet. Im Mittel geht für LN40 mit der schlaffen CFK-
Verstärkung eine deutliche Erhöhung der Restlebensdauer von 596 % einher. Mit 
einer Vorspannkraft von 5 kN je Lamelle wurde der Dauerschwingversuch nach 2 
Mio. Lastwechseln abgebrochen, da kein Rissfortschritt gemessen wurde. Die 
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Probe kann zwar nicht in dieser Auswertungsmethode berücksichtigt werden, sie 
zeigt das Potential der Verstärkungsmaßnahme aber deutlich auf. In Abbildung 
6-16 sind die ermittelten Faktoren der Restlebensdauererhöhung 𝜂 grafisch darge-
stellt.  

 

Abbildung 6-16: Einfluss der Vorspannkraft auf die Restlebensdauererhöhung infolge beidseitiger 
Verstärkung (Klebstoff MC-DUR 1280) 

Bei dem mittleren Lastniveau LN50 wird durch schlaff aufgeklebte CFK-Lamellen 
eine Erhöhung der Restlebensdauer um 538 % im Vergleich zu den unverstärkten 
Referenzproben erreicht. Mit einer Vorspannkraft von 5 kN je Lamelle, also einer 
Gesamtvorspannkraft von 20 kN, wird die Restlebensdauer um weitere 97 Pro-
zentpunkte auf die 6,3-fache Restlebensdauer erhöht.  

Betrachtet man die Ergebnisse der Versuche bei der höchsten untersuchten Span-
nungsschwingbreite (LN70), so zeigt sich eine ähnlich große Erhöhung der Rest-
lebensdauer. Mithilfe beidseitig schlaff aufgeklebter Lamellen wird eine um 433 % 
höhere Restlebensdauer erreicht als ohne Verstärkung. Wird die Vorspannkraft 
auf 10 kN je Lamelle, also eine Gesamtvorspannkraft von 40 kN erhöht, so wird 
die Restlebensdauer um weitere 159 Prozentpunkte auf die 5,9-fache Restlebens-
dauer erhöht. 
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Klebstoff Sikadur-370 

Nach einer Verstärkung mit dem Klebstoff Sikadur-370 wurde mit dem Lastni-
veau LN40 eine mittlere Erhöhung der Restlebensdauer von 592 % erreicht. Dies 
ist vergleichbar mit dem Klebstoff MC-DUR 1280. Mit einer Vorspannkraft von 
6 kN je Lamelle konnte kein Rissfortschritt beobachtet werden. Daher wurde der 
Versuch nach Erreichen von 2 Mio. Lastwechseln beendet. Die Faktoren der Rest-
lebensdauererhöhung bei den Lastniveaus LN50 und LN70 sind in Abbildung 
6-17 dargestellt.  

 

Abbildung 6-17: Einfluss der Vorspannkraft auf die Restlebensdauererhöhung infolge beidseitiger 
Verstärkung (Klebstoff Sikadur-370) 

Für das mittlere Lastniveau LN50 wird mit einer schlaffen Verstärkung mit dem 
Klebstoff Sikadur-370 im Mittel eine Erhöhung der Restlebensdauer um den Fak-
tor 4,59 erreicht. Mit zunehmender Vorspannkraft steigt die Restlebensdauererhö-
hung geringfügig auf das 4,63-fache (Vorspanngrad 1) bzw. 4.83-fache (Vorspann-
grad 2). Eine Vorspannkraft von 3 kN je Lamelle führt damit im Vergleich zu einer 
schlaffen Applikation zu keiner nennenswerten weiteren Erhöhung der Restle-
bensdauer. Die Ergebnisse liegen im Streuband der Ergebnisse für eine schlaffe 
Verstärkung.  
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Nach einer schlaffen Verstärkung mit dem Klebstoff Sikadur-370 und einer Prü-
fung mit dem Lastniveau LN70 wird mit im Mittel 392 % die geringste Restlebens-
dauersteigerung erreicht. Wird die Vorspannkraft auf 3 kN je Lamelle erhöht, so 
führt dies zu einer niedrigeren Steigerung der Restlebensdauern um 359 %. Mit 
der doppelten Vorspannkraft von 6 kN je Lamelle, also einer Gesamtvorspann-
kraft von 24 kN, lässt sich wiederum eine weitere Erhöhung der bezogenen Rest-
lebensdauer im Vergleich zu schlaff aufgeklebten Lamellen erkennen. Diese Ver-
suchsergebnisse bei LN50 und LN70 deuten darauf hin, dass für eine 
nennenswerte positive Wirkung der Vorspannung auf die Restlebensdauer erst 
ein bestimmter Mindestwert der Vorspannkraft aufgebracht werden muss. 

6.6.3.2 Einfluss des Klebstoffs 

Um den Einfluss des Klebstoffs auf die Restlebensdauererhöhung zu analysieren, 
werden die an schlaff verstärkten Proben bestimmten Restlebensdauern vergli-
chen. Im Allgemeinen wird bei beidseitigen schlaffen Verstärkungen beobachtet, 
dass nach einer Verstärkung mit dem Klebstoff MC-DUR 1280 im Mittel eine hö-
here Restlebensdauersteigerung auftritt als mit dem Klebstoff Sikadur-370. Dies 
wird anhand des Diagramms in Abbildung 6-18 deutlich. Die bezogene Restle-
bensdauererhöhung ist für den Klebstoff MC-DUR 1280 im Vergleich zu dem 
Klebstoff Sikadur-370 um 79 Prozentpunkte für LN50 und um 41 Prozentpunkte 
für LN70 höher. Für das niedrige Lastniveau LN40 ist der Unterschied zwischen 
den Klebstoffen nur gering und die ermittelte Restlebensdauer der mit Sikadur-
370 verstärkten Probe liegt im Streubereich der Ergebnisse für den Klebstoff MC-
DUR 1280. Die Schubsteifigkeit ist der für die Wirksamkeit der Verstärkungsmaß-
nahme maßgebende Klebstoffkennwert. Die Versuche legen nahe, dass sich die 
Wirksamkeit mit steigender Klebstoffsteifigkeit erhöht. Trotz der etwa doppelt so 
großen Schubsteifigkeit des Klebstoffs MC-DUR 1280 gegenüber dem Klebstoff 
Sikadur-370 sind die Unterschiede zwischen den Klebstoffen hinsichtlich der 
Wirksamkeit jedoch deutlich geringer. 
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Abbildung 6-18: Einfluss des Klebstoffs auf die Restlebensdauererhöhung infolge beidseitiger Ver-
stärkung 

6.6.3.3 Einfluss des Lastniveaus 

In Abbildung 6-19 und Abbildung 6-20 sind die Restlebensdauern in Form von 
Wöhlerdiagrammen getrennt nach Klebstoff und Vorspanngrad dargestellt. Es 
sind die Linien für die 50 %- (mittlere) sowie die 95 %-Überlebenswahrscheinlich-
keit angegeben. Zudem sind die Neigungen 𝑚 der Linien sowie die Ermüdungs-
festigkeit bei 2 Mio. Lastwechseln angegeben. Auf der Abszisse ist jeweils die 
Nennnormalspannung im Querschnitt des Stahlblechs aufgetragen. 

Der Vergleich der Restlebensdauern nach einer schlaffen Verstärkung zeigt, dass 
der Faktor der Restlebensdauerverlängerung bzw. die Wirksamkeit bei geringeren 
Lastschwingbreiten höher sind.  
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Abbildung 6-19: Wöhlerdiagramme für die ausgewerteten Restlebensdauern von 31 mm bis 40 mm 
(Klebstoff MC-DUR 1280) 

 

Abbildung 6-20: Wöhlerdiagramme für die ausgewerteten Restlebensdauern von 31 mm bis 40 mm 
(Klebstoff Sikadur-370) 
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Für LN40 beträgt der Faktor der Restlebensdauerverlängerung 596 % (MC-
DUR 1280) bzw. 592 % (Sikadur-370), wohingegen dieser für LN70 433 % (MC-
DUR 1280) bzw. 392 % (Sikadur-370) beträgt. Grafisch zeigt sich dieser Effekt an 
der flacheren Neigung 𝑚 der Wöhlerlinien für schlaff verstärkte Proben (𝑚 = 3,76 
für MC-DUR 1280, 𝑚 = 3,90 für Sikadur-370) im Vergleich zu den unverstärkten 
Referenzproben (𝑚 = 3,17). Dieser Effekt lässt sich auch für die vorgespannt ver-
stärkten Proben beobachten. Für den Klebstoff MC-DUR 1280 erhöht sich die Nei-
gung mit einer Vorspannkraft von 5 kN je Lamelle auf 𝑚 = 4,37. Für den Klebstoff 
Sikadur-370 ist kein linearer Zusammenhang zwischen der Vorspannung und der 
inversen Steigung zu erkennen. Von 𝑚 = 3,90 steigt die Neigung zunächst mit Vor-
spanngrad 1, sinkt jedoch anschließend mit Vorspanngrad 2 wieder auf 𝑚 = 3,76 
ab.  

Die charakteristischen Ermüdungsfestigkeiten (5 %-Quantilwerte) nach einer Ver-
stärkung ohne Vorspannung sind für beide Klebstoffe ähnlich groß und betragen 
∆𝜎𝑐 = 30,6 MPa (MC-DUR 1280) bzw. ∆𝜎𝑐 = 29,9 MPa (Sikadur-370). Bei Betrach-
tung der 5 %-Quantilkurven ist die geringe Streuung der Versuchsergebnisse her-
vorzuheben. Die Streuung der verstärkten Proben ist sogar geringer, als die der 
unverstärkten Referenzproben. 

6.6.3.4 Einfluss einer einseitigen Verstärkungsanordnung 

Nachfolgend wird der Einfluss einer einseitigen Verstärkungsanordnung auf die 
Restlebensdauererhöhung vorgestellt. In Abbildung 6-21 sind exemplarisch die 
Faktoren der Restlebensdauererhöhung für eine einseitige Verstärkung mit dem 
Klebstoff Sikadur-370 dargestellt. Für weitere Ergebnisse von Versuchen an ein-
seitig verstärkten Proben wird auf (Ummenhofer et al. 2019) verwiesen. Wie zuvor 
gezeigt, wird durch eine beidseitige Verstärkung ohne Vorspannung eine deutli-
che Erhöhung der Restlebensdauer erreicht. Mit zunehmender Vorspannkraft 
kann diese tendenziell weiter gesteigert werden. 

Infolge einer einseitigen Lamellenapplikation ist der Verstärkungseffekt hingegen 
deutlich schwächer ausgeprägt. Durch eine Verstärkung ohne Vorspannung wird 
die Restlebensdauer je nach Lastniveau lediglich um 65 % bzw. 64 % erhöht. Mit 
einer zusätzlichen Vorspannung lässt sich bei LN50 eine geringfügige Steigerung 
der Restlebensdauer beobachten. Die Ergebnisse bei dem höheren Lastniveau 
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LN70 zeigen, dass sich die Lamellenvorspannung sogar negativ auf die Restle-
bensdauer auswirken kann. Ohne eine Vorspannung wird die Restlebensdauer im 
Mittel um 64 % gesteigert, wohingegen mit einer zusätzlichen Vorspannkraft von 
6 kN je Lamelle nur eine mittlere Erhöhung von 28 % einhergeht. 

 

Abbildung 6-21: Einfluss der Vorspannkraft auf die Restlebensdauererhöhung infolge einseitiger 
Verstärkung (Klebstoff Sikadur-370) (Ummenhofer et al. 2019) 

Infolge der einseitigen Vorspannung wird ein sekundäres Biegemoment im Stahl-
blech eingebracht. Dieses erhöht die Beanspruchung der Rissspitze und somit die 
Rissfortschrittsgeschwindigkeit auf der unverstärkten Seite. Die Höhe des Biege-
momentes wird maßgeblich durch die Vorspannkraft bestimmt. Wenn aus kon-
struktiven Gründen nur eine einseitige Lamellenapplikation möglich ist, ist dieser 
Effekt im Rahmen einer Bemessung zu beachten und sollte während der Planung 
detailliert analysiert werden. Es ist davon auszugehen, dass die negativen Aus-
wirkungen einer einseitigen Verstärkung auf die Restlebensdauer geringer ausge-
prägt sind, je höher die Biegesteifigkeit des verstärkten Bauteils ist.  

6.6.3.5 Bruchmechanische Kennwerte des Baustahls S355J2 

Abschließend werden die bruchmechanischen Werkstoffkennwerte 𝐶 und 𝑚 des 
verwendeten Stahlblechs, die zur Beschreibung des Rissfortschrittverhaltens mit-
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hilfe des Risswachstumsgesetzes nach (Paris/Erdogan 1963) erforderlich sind, er-
mittelt. Dies erfolgt in Anlehnung an (ASTM E647-15e1). Dazu werden die Ergeb-
nisse der Rissfortschrittsmessungen an den unverstärkten zentrisch gerissenen 
Proben mit 𝑅 = 0,1 und 𝑅 = 0,5 ausgewertet. Zur Auswertung der Ergebnisse wer-
den die Proben herangezogen, welche die Voraussetzungen nach (ASTM E647-
15e1) hinsichtlich eines symmetrischen Risswachstums erfüllen. In Abbildung 
6-22 sind die Rissfortschrittsgeschwindigkeiten über den zyklischen SIF aus den 
Rissfortschrittsversuchen (EXP) und nach (Paris/Erdogan 1963) mit den abgeleite-
ten, durch Regression bestimmten Paris-Koeffizienten dargestellt. Der Gültigkeits-
bereich des stabilen Risswachstums ∆𝐾𝑡ℎ < ∆𝐾 < ∆𝐾𝑐 wurde unter der Annahme 
eines Schwellenwertes ∆𝐾𝑡ℎ = 330  N/mm3/2 für 𝑅 = 0,1 und ∆𝐾𝑡ℎ = 160  N/mm3/2 
für 𝑅 = 0,5 sowie einer Risszähigkeit 𝐾𝑐 = 3000  N/mm3/2 in Anlehnung an (Berger 
et al. 2018) definiert. Die ermittelten Werte für 𝐶 und 𝑚 des Baustahls S355J2 sind 
für die untersuchten Spannungsverhältnisse in der nachfolgenden Tabelle 6-3 zu-
sammengefasst. 

 

Abbildung 6-22: Rissfortschrittsgeschwindigkeit in Abhängigkeit des zyklischen SIF für 𝑅 = 0,1 und 
𝑅 = 0,5 nach (Paris/Erdogan 1963) und aus experimentellen Daten (EXP) 
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Tabelle 6-3: Bruchmechanische Werkstoffkennwerte 𝐶 und 𝑚 des Baustahls S355J2 für 𝑅 = 0,1 
und 𝑅 = 0,5 

𝑹 = 0,1 𝑹 = 0,5 

𝐶 [mm·(MPa·mm0,5)-m] 𝑚 [-] 𝐶 [mm·(MPa·mm0,5)-m] 𝑚 [-] 

6,70E-14 3,14 1,13E-13 3,14 
 

6.6.4 Zusammenfassung 

Nachfolgend werden die Ergebnisse der Rissfortschrittsversuche an zentrisch ge-
kerbten, verstärkten Stahlblechen zusammengefasst: 

• Durch eine Verstärkung ohne Vorspannung geht für beide Klebstoffe eine 
etwa 6-fache Restlebensdauererhöhung im Vergleich zu unverstärkten Re-
ferenzproben einher. 

• Nach einer Verstärkung ohne Vorspannung kann mit steigender Kleb-
stoffsteifigkeit eine Zunahme der Restlebensdauer beobachtet werden. 

• Die Höhe der Vorspannung beeinflusst maßgeblich die Wirksamkeit der 
Verstärkung 
o Klebstoff MC-DUR 1280, beidseitige Applikation: Mit steigender 

Vorspannung erhöht sich die Restlebensdauer. 
o Klebstoff Sikadur-370, beidseitige Applikation: Die Versuchsergeb-

nisse deuten darauf hin, dass für eine nennenswerte positive Wir-
kung der Vorspannung auf die Restlebensdauer ein definierter 
Mindestwert der Vorspannkraft aufgebracht werden muss. Ein 
möglicher Grund dafür liegt in der geringeren Steifigkeit des Kleb-
stoffs im Vergleich zum Klebstoff MC-DUR 1280. 

o Einseitige Applikation: Je nach Höhe der äußeren Belastung kann 
aufgrund des bei einseitiger Applikation auftretenden sekundären 
Biegemomentes eine Verringerung der Restlebensdauer mit zuneh-
mender Vorspannkraft beobachtet werden. Dies ist bei der Anwen-
dung dringend zu beachten. 

• Der Faktor der Restlebensdauerverlängerung bzw. die Wirksamkeit ist 
deutlich höher bei geringeren Spannungschwingbreiten.  
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7 Entwicklung eines numerischen 
Berechnungsverfahrens  

7.1 Zielsetzung und Vorgehen 

Das Ziel ist, ein abgesichertes, numerisches Verfahren zur Quantifizierung der 
Rissspitzenbeanspruchung und der Rissfortschrittsrate zu entwickeln. Dieses er-
möglicht es das untersuchte Parameterfeld zu erweitern und detailliert die Ein-
flüsse auf den Rissfortschritt zu untersuchen. Zur Berechnung von Spannungsin-
tensitätsfaktoren wird ein parametrisiertes, numerisches Modell mithilfe des 
Finite-Elemente-Programms Ansys Mechanical APDL 2020 R1 (ANSYS) erstellt. 
Zudem wird ein Verfahren erarbeitet, welches es im Anschluss an die SIF-Berech-
nung ermöglicht, die Rissfortschrittsrate im Stahl unter Berücksichtigung des Ein-
flusses der Lamellenvorspannung auf maßgebende risstreibende Beanspru-
chungsgrößen zu berechnen. Mithilfe des numerischen Verfahrens wird der 
Rissfortschritt in den unverstärkten und verstärkten Stahlblechen simuliert, die in 
den Rissfortschrittsversuchen im vorangegangenen Kapitel 6 untersucht wurden. 
Zur Validierung des Verfahrens werden die Ergebnisse der numerischen Berech-
nungen anschließend den Versuchsergebnissen gegenübergestellt. Die Validie-
rung wird durch einen Vergleich mit vorhandenen Näherungslösungen des SIF in 
unverstärkten Blechen mit zentrischem Innenriss ergänzt. 

7.2 Numerisches Modell und 
Berechnungsmethode 

7.2.1 Modellbildung und SIF-Bestimmung 

Im Folgenden wird ein parametrisiertes, numerisches Modell des beidseitig ver-
stärkten, zentrisch gekerbte Stahlblechs aus dem vorangegangenen Kapitel 6 er-
stellt. Das Modell bildet ein Stahlblech mit zentrischem Innenriss ab, welches auf 
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jeder Blechseite durch zwei aufgeklebte CFK-Lamellen verstärkt ist. Zur Steige-
rung der Recheneffizienz wird unter Ausnutzung der Symmetrie ein Achtelmo-
dell mit drei Symmetrieebenen erstellt (siehe Abbildung 7-1). Das Stahlblech, die 
Klebschicht und die CFK-Lamelle werden mithilfe von Volumenelementen SO-
LID186 mit quadratischer Ansatzfunktion und reduzierter Integration diskreti-
siert.  

 

Abbildung 7-1: FE-Achtel-Modell des CFK-verstärkten, zentrisch gerissenen Stahlblechs mit La-
gerbedingungen 

Für alle Bauteile wird ein linear-elastisches Materialverhalten angenommen. Die 
verwendeten Materialkennwerte sind in Tabelle 5-2 und Tabelle 5-3 dokumentiert. 
Die Rissspitzenbeanspruchung wird unter Anwendung der LEBM in Form des 
Spannungsintensitätsfaktors 𝐾𝐼  mithilfe der Verschiebungsextrapolationsme-
thode (engl.: Displacement Extrapolation Method) (DEM) bestimmt (Kuna 2008). 
Dazu wird der Bereich um die Rissfront mit dreieckigen Viertelpunkt-Elementen 
diskretisiert, bei denen die an die Rissspitze angrenzenden Elementmittelknoten 
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auf den Viertelpunkt der entsprechenden Elementkante verschoben sind (siehe 
Abbildung 7-2).   

 

Abbildung 7-2: Schematische Vernetzung und Verschiebungsauswertung mit Viertelpunktele-
menten  

Der Verschiebungsansatz (Ansatzfunktion) dieser speziellen Rissspitzenelemente 
setzt sich zum einen, wie bei üblichen isoparametrischen Elementen auch, aus ei-
nem konstanten und einem linearen Funktionsteil zur Abbildung von Starrkör-
perbewegungen und Verformungen zusammen. Durch die Verschiebung der Mit-
telknoten kann der Verschiebungsansatz durch einen Funktionsteil mit √𝑟-Verlauf 
ergänzt werden, welcher es ermöglicht, das Verschiebungsfeld um die Rissspitze 
genauer abzubilden (Kuna 2008). Die SIF-Ermittlung mithilfe der DEM stellt ein 
sehr robustes und recheneffizientes Verfahren dar. 

Zur Ermittlung des SIF an einem bestimmten Punkt der Rissfront werden nach der 
strukturmechanischen Berechnung an den zwei nächstgelegenen Knoten am Riss-
ufer (Punkte B und C, Abbildung 7-2) zunächst die entsprechenden Vertikalver-
schiebungen 𝑢𝜃 ausgelesen. Unter Verwendung eines linearen Extrapolationsan-
satzes lässt sich anschließend in einem Postprocessing-Schritt 𝐾𝐼  mithilfe der 
Gleichungen 7.1 bis 7.3 nach (Guinea et al. 2000) berechnen. 

𝐾𝐼 = 𝐸`

12 √2𝜋
𝐿𝑒

(8𝑢𝜃
𝐵 − 𝑢𝜃

𝐶) (7.1) 

Ebener Dehnungszustand (EDZ): 𝐸` = 𝐸
(1−𝜈2)

 (7.2) 
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Ebener Spannungszustand (ESZ): 𝐸` = 𝐸 (7.3) 

Es wird ein ebener Spannungszustand (ESZ) an den Blechoberflächen und ein ebe-
ner Dehnungszustand (EDZ) an den restlichen (inneren) Punkten entlang der Riss-
front angenommen. 

Im Gegensatz zur Spannungsberechnung mit finiten Elementen (geometrische 
Singularitäten ausgenommen) zeigt sich bei der Ermittlung des SIF mit Viertel-
punkt-Elementen kein charakteristisches Konvergenzverhalten der Ergebniswerte 
mit steigender Netzfeinheit. Ab einem bestimmten Grenzwert ist die Elementkan-
tenlänge zu klein, um die 1/√𝑟-Dehnungssingularität im Bereich um die Riss-
spitze vollständig zu erfassen (Broek 1986). Der SIF strebt dann mit weiter abneh-
mender Elementkantenlänge gegen unendlich, was zu einem signifikanten Fehler 
führen kann. Auf Grundlage einer umfangreichen Analyse des Netzeinflusses auf 
den SIF wurde die Länge der an den Riss angrenzenden Viertelpunktelementkan-
ten zu 𝐿𝑒 = 0,2 mm gewählt. Werte in vergleichbarer Größenordnung wurden in 
(Kačianauskas et al. 2005) und (Neimitz 2002) bei der Berechnung ähnlicher Riss-
probleme verwendet. In tangentialer Richtung um die Rissspitze erfolgt die Ver-
netzung mit einer Einteilung von 15°. Mit zunehmendem Abstand von der hoch 
beanspruchten Rissspitze wird die Netzfeinheit zur Erhöhung der Recheneffizi-
enz, aber stets unter Gewährleistung einer ausreichenden Ergebnisgenauigkeit, 
verringert.  

An den Symmetrieebenen werden den Elementknoten die Symmetrierandbedin-
gungen zugewiesen. Die in der Prüfmaschine aufgebrachte Ober- bzw. Unterlast 
wird im Modell gleichmäßig auf die Knoten der Blechstirnseite verteilt.  

Modellierung der Lamellenvorspannung 

Bei der Berechnung vorgespannt verstärkter Proben wird in einem vorangehen-
den Lastschritt eine thermische Ersatzlast in Form einer Temperaturänderung auf 
die Lamelle aufgebracht. Die Höhe der Temperaturänderung ∆𝑇 ergibt sich aus 
dem Elastizitätsmodul 𝐸𝑐, dem Temperaturausdehnungskoeffizienten 𝛼𝑇,𝑐 und 
der Lamellenvorspannung 𝜎𝑉𝑜𝑟 nach Gleichung 7.4. Die Lamellenvorspannung 
ergibt sich aus der Vorspannkraft, bezogen auf die Querschnittsfläche der La-
melle, nach Gleichung 7.5. 
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∆𝑇 = 𝜎𝑉𝑜𝑟
𝛼𝑇,𝑐∙𝐸𝑐

 (7.4) 

𝜎𝑉𝑜𝑟 = 𝐹𝑉𝑜𝑟
𝑊𝑐∙𝑡𝑐

 (7.5) 

Aufgrund der Schubverformung der Klebschicht ist die resultierende Lamellen-
vorspannung in Lamellenmitte geringer als die ursprünglich aufgebrachte Nenn-
vorspannung. Vergleiche der FE-Lösungen mit den Ergebnissen der DMS-Mes-
sungen mittig auf der Lamellenoberfläche zeigen eine sehr gute Übereinstimmung 
zwischen Experiment und Simulation. In Tabelle 7-1 sind die resultierenden Vor-
spannungen bezogen auf die Nennvorspannung für beide Klebstoffe zusammen-
gefasst. Die FE-Lösung weicht mit etwa -3 % geringfügig von den mittleren Mess-
werten der Versuche ab. Das temperaturbasierte Verfahren zur Aufbringung der 
Vorspannung im numerischen Modell ist somit sehr gut geeignet. 

Tabelle 7-1: Resultierende Lamellenvorspannung bezogen auf die Nennvorspannung aus Ver-
suchen und Simulationen für die betrachteten Klebstoffe 

 
Experiment 

FE 
Abweichung  

Exp-FE Mittelwert 
Standardab-

weichung 
Sikadur-360 77,4 % 2,6 % 75,2 % -2,8 % 

MC-DUR 1280 78,6 % 1,5 % 76,2 % -3,1 % 
 

Plastizitätsinduziertes Rissschließen 

Zur Berücksichtigung eines möglichen plastizitätsinduzierten Rissschließens (vgl. 
Abschnitt 2.1.3) sind nichtlineare Berechnungen unter Verwendung eines elas-
tisch-plastischen Materialmodells erforderlich. Dies würde den Berechnungsauf-
wand erheblich erhöhen. Eine Abschätzung des effektiven Spannungsverhältnis-
ses mit der in (Colombi et al. 2015a) angegeben Gleichung 2.18 zeigt, dass der 
Einfluss des plastizitätsinduzierten Rissschließeffektes auf die Rissspitzenbean-
spruchung für die hier untersuchten Versuche mit einem hohen Spannungsver-
hältnis (𝑅 = 0,5) vernachlässigbar klein ist. Durch eine Vernachlässigung des plas-
tizitätsinduzierten Rissschließeffektes, welcher zu einer geringeren 
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Rissspitzenbeanspruchung führen kann, liegen die numerischen Berechnungen 
im Allgemeinen auf der konservativen Seite. 

7.2.2 Verfahren zur Bestimmung der Restlebensdauer 

7.2.2.1 Modellierung der Rissfront 

Bei der Wahl des Verfahrens zur Bestimmung der Restlebensdauer muss das cha-
rakteristische Fortschrittsverhalten von Rissen in Dickenrichtung scheibenförmi-
ger Bauteile berücksichtigt werden. Im Versuch stellt sich im Stahlblech eine ge-
krümmte Rissfront ein, bei der die Risslänge in Blechmitte vorauseilt. Diese ist 
schematisch im Querschnitt des Stahlblechs in Abbildung 7-3 dargestellt. 

 

Abbildung 7-3: Schematische Darstellung der in Dickenrichtung gekrümmten Rissfront im Quer-
schnitt des Stahlblechs 

Der Grund dafür liegt in den unterschiedlichen Beanspruchungszuständen in 
Bauteilmitte (EDZ) und am Bauteilrand (ESZ) (Edel 2015). An einer (anfangs) ge-
raden Rissfront variiert der SIF über die Bauteildicke. In Bauteilmitte ist dieser 
dann maximal. Mit zunehmendem Rissfortschritt stellt sich eine Krümmung der 
Rissfront ein und der SIF nähert sich einem konstanten Verlauf über die Bauteil-
dicke an. Dies ist schematisch in Abbildung 7-4 dargestellt. Auf der x-Achse ist die 
Position in Bauteildickenrichtung 𝑥 bezogen auf die Blechdicke 𝑡 dargestellt (vgl. 
Abbildung 7-3). 
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Abbildung 7-4: Schematische Darstellung der Risslänge und des zugehörigen SIF über die Position 
in Blechdickenrichtung mit Berücksichtigung der Rissfrontkrümmung 

Zur Bestimmung der Restlebensdauer lassen sich zwei Verfahren anwenden. Bei 
dem genauen Verfahren wird für eine bestimmte Anfangsrisslänge an jedem Kno-
ten der Rissfront der SIF bestimmt. In einem nachfolgenden Schritt wird anschlie-
ßend mithilfe der Paris-Erdogan Gleichung für den maximal beanspruchten Kno-
ten die für ein vorgegebenes Rissfortschrittsinkrement benötigte Lastwechselzahl 
berechnet. Mit dieser Lastwechselzahl wird dann für die übrigen Knoten jeweils 
das entsprechende Risswachstumsinkrement bestimmt. Die so gewonnenen 
neuen Knotenpositionen bilden die Grundlage für den nächsten Berechnungsgang 
(vgl. Abbildung 7-4). Dieses iterative Vorgehen wird so lange wiederholt, bis ein 
definiertes Abbruchkriterium durch Erreichen einer Endrisslänge oder durch 
Überschreiten eines kritischen Spannungsintensitätsfaktors erfüllt ist. Bei diesem 
Vorgehen muss aus Gründen der numerischen Stabilität ein ausreichend kleines 
Rissfortschrittsinkrement gewählt werden, was zu hohen Berechnungsdauern 
führen kann (Branco/Antunes 2008).  

Alternativ kann vereinfacht die Rissfront mit einem stets konstanten Verlauf über 
die Bauteildicke modelliert werden (vgl. Abbildung 7-5). Zur Berechnung der 
Rissfortschrittsrate wird die Annahme getroffen, dass der SIF und das Rissfort-
schrittsinkrement an jeder Stelle der Rissfront gleich groß sind. 
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Abbildung 7-5: Schematische Darstellung der Risslänge und des zugehörigen SIF über die Position 
in Blechdickenrichtung ohne Berücksichtigung der Rissfrontkrümmung 

Da der SIF in Wirklichkeit über die Bauteildicke variiert, wird zur Berechnung der 
Rissfortschrittsrate ein Vergleichswert des SIF benötigt. Dieser kann durch den 
quadratischen Mittelwert (engl.: Root Mean Square Value) (RMS) der SIF-Werte 
entlang der Rissfront gebildet werden (Boscolo/Zhang 2010a). Der qualitative Ver-
lauf der Rissfront über die Bauteildicke ist im Vergleich zum genauen Verfahren 
immer unabhängig von dem Ergebnis eines vorangegangenen Berechnungsschrit-
tes. Die Restlebensdauer ergibt sich durch eine iterative Berechnung mithilfe der 
Paris-Erdogan Gleichung. Die Wahl des Rissfortschrittsinkrements ist dann ledig-
lich von der Zahl der Stützstellen abhängig, die im Rahmen der Iteration für ein 
ausreichend genaues Ergebnis nötig sind. Daher kann das Rissfortschrittsinkre-
ment größer gewählt werden. Der Rechenaufwand wird so deutlich reduziert.  

Eigene Vergleichsrechnungen an unverstärkten und verstärkten zentrisch gekerb-
ten Blechen zeigen, dass die Abweichungen der Rissfortschrittsrate bei Annahme 
einer stets geraden Rissfront von der Rissfortschrittsrate bei Annahme einer ge-
krümmten Rissfront im relevanten Risslängenbereich zwischen -1 % und 0 % be-
tragen. Im Rahmen dieser Untersuchungen wird daher eine stets gerade Rissfront 
angenommen und zur Berechnung der Restlebensdauer der RMS-Wert des SIF 
verwendet. Das Rissfortschrittsinkrement hat sich mit ∆𝑎 = 0,2 mm als ausrei-
chend klein erwiesen. Mit einer Halbierung des Rissfortschrittsinkrements auf 
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0,1 mm würde eine Änderung der berechneten Restlebensdauer von weniger als 
1 % einhergehen. 

7.2.2.2 Einfluss der Vorspannung auf die Rissfortschrittsrate  

Gemäß der Paris-Erdogan Gleichung ist die Rissfortschrittsrate 𝑑𝑎
𝑑𝑁

 u.a. abhängig 

vom zyklischen Spannungsintensitätsfaktor ∆𝐾. Die FE-Untersuchungen zeigen, 
dass der SIF bei Oberlast 𝐾𝐼,𝑜 und bei Unterlast 𝐾𝐼,𝑢 infolge einer Verstärkung mit 
schlaff aufgeklebten Lamellen gleichermaßen um einen bestimmten Faktor sinkt. 

Folglich sinkt auch ∆𝐾 bzw. 𝑑𝑎
𝑑𝑁

. Eine zusätzliche Vorspannung der Lamellen führt 

im Vergleich zu einer Verstärkung ohne Vorspannung dazu, dass 𝐾𝐼,𝑜 und 𝐾𝐼,𝑢 je-
weils um den gleichen Betrag reduziert werden. Der zyklische SIF ∆𝐾 bleibt somit 
unbeeinflusst durch eine zusätzliche Vorspannung verglichen mit einer Verstär-
kung ohne Vorspannung. Zur Verdeutlichung ist in Abbildung 7-6 der SIF über 
die Bauteildicke für ein unverstärktes, ein schlaff verstärktes sowie vorgespannt 
verstärktes Blech infolge einer äußeren Schwingbelastung (markierter Bereich) 
dargestellt.  

 

Abbildung 7-6: Schematische Darstellung des SIF über die Bauteildicke infolge eines Schwing-
spiels für ein unverstärktes, ein schlaff verstärktes sowie ein vorgespannt verstärk-
tes Blech 
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Die Ergebnisse der experimentellen Rissfortschrittsuntersuchungen (siehe Ab-
schnitt 6.6) zeigen jedoch einen ausgeprägten Einfluss einer Lamellenvorspan-

nung auf die Restlebensdauer und damit auch auf die Rissfortschrittsrate 𝑑𝑎
𝑑𝑁

. Der 

Grund dafür liegt in der Abhängigkeit der Rissfortschrittsrate vom Spannungs-
verhältnis 𝑅. Das Nennspannungsverhältnis 𝑅 infolge der äußeren, zyklischen Be-
lastung ist im von der Lamelle unbeeinflussten Stahlquerschnitt unabhängig von 
der Lamellenvorspannung und konstant über den Verlauf des Dauerschwingver-
suchs. Infolge der Lamellenvorspannung entsteht an der Rissspitze jedoch ein re-
duziertes, effektives Spannungsverhältnis 𝑅𝑒𝑓𝑓. Der Rissfortschritt wird maßgeb-
lich durch das effektive Spannungsverhältnis an der Rissspitze bestimmt. 

Für die Berechnung der Rissfortschrittsrate in vorgespannt verstärkten Stahlble-
chen wird daher eine Beziehung zwischen dem effektiven Spannungsverhältnis 
𝑅𝑒𝑓𝑓 und dem Paris-Faktor 𝐶 hergestellt. Dazu wird die Paris-Erdogan Gleichung 
mit einem Ansatz nach (Walker 1968) wie folgt erweitert (Gleichungen 7.6 bis 7.8). 

𝑑𝑎
𝑑𝑁

= 𝐶 ∆𝐾𝑚     für     ∆𝐾 > ∆𝐾𝑡ℎ (7.6) 

mit 

𝐶 = 𝐶0
(1−𝑅𝑒𝑓𝑓)𝑚(1−𝛾)  (7.7) 

𝑅𝑒𝑓𝑓 = 𝐾𝐼,𝑢
𝐾𝐼,𝑜

  (7.8) 

𝐶0 ist in Gleichung 7.7 der Paris-Faktor für 𝑅 = 0. Der Walker-Parameter 𝛾 ist eine 
werkstoffabhängige Konstante und stellt ein Maß für die Mittelspannungssensiti-
vität des Werkstoffes dar. Das effektive Spannungsverhältnis 𝑅𝑒𝑓𝑓 wird mit der 
Gleichung 7.8 aus dem Verhältnis des SIF bei Unterlast zum SIF bei Oberlast ge-
bildet. Mit diesem Ansatz kann im Gegensatz zu der Methode nach (Ye et al. 2020) 
der maßgebende Beanspruchungszustand direkt an der Rissspitze berücksichtigt 
werden (vgl. Abschnitt 2.6.2.2).  

Auf Grundlage der experimentell gewonnenen, bruchmechanischen Kennwerte 𝐶 
und 𝑚 für 𝑅 = 0,1 und 𝑅 = 0,5 werden die Werte der Parameter 𝐶0 und 𝛾 in Glei-
chung 7.7 durch eine Regressionsanalyse bestimmt. Diese ergeben sich dann zu 
𝛾 = 0,717 und 𝐶0 = 6,10E-14 mm/LW.  



7.2  Numerisches Modell und Berechnungsmethode 

147 

Ist der Paris-Faktor 𝐶0 bei einem Spannungsverhältnis von 𝑅 = 0 nicht bekannt, so 
lässt sich dieser alternativ nach (Gurney 1979) abschätzen. Anhand einer Auswer-
tung umfangreicher Daten für hochfeste Stähle, Baustähle, Material der Wärme-
einflusszone und des Schweißguts stellte Gurney (1979) die Größe des Paris-Fak-
tors 𝐶0 in Abhängigkeit des Paris-Exponenten 𝑚 dar (siehe Gleichungen 7.9 bis 
7.11). Diese Abhängigkeit zeigt Abbildung 7-7.  

 

Abbildung 7-7: Abhängigkeit des Paris-Faktors vom Paris-Exponenten nach (Gurney 1979) 

𝐶0 = 𝐶∗ ( 1
∆𝐾∗)

𝑚
 (7.9) 

𝐶∗ = 1,315 ∙ 10−4 mm/LW (7.10) 

∆𝐾∗ = 895,4 N/mm3/2 (7.11) 

Nach (Dowling/Calhoun 2009) besteht ein linearer Zusammenhang zwischen dem 
Walker-Parameter 𝛾 und der Zugfestigkeit 𝑅𝑚 von Stahlwerkstoffen. Mit steigen-
dem 𝑅𝑚 sinkt demnach der Mittelspannungseinfluss (siehe Gleichung 7.12).  
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𝛾 = −0,0002𝑅𝑚 + 0,8818 (7.12) 

Für den untersuchten Baustahl S355J2 lässt sich der Walker-Parameter durch Ein-
setzen der in Zugversuchen ermittelten Zugfestigkeit 𝑅𝑚 = 557 MPa abschätzen. 
Dieser ergibt sich dann zu 𝛾 = 0,771. Der anhand der experimentellen Daten be-
stimmte Wert von 𝛾 = 0,717 ist somit plausibel. Für die folgenden Berechnungen 
wird 𝛾 = 0,717 verwendet. 

Zur Validierung des so ergänzten Rissfortschrittsgesetzes werden die mithilfe der 
Versuchsergebnisse abgeleiteten Rissfortschrittskurven nach dem Ansatz von 
(Walker 1968) (vgl. Gleichungen 7.6 bis 7.8) und (Paris/Erdogan 1963) (vgl. Glei-
chung 2.7) für 𝑅 = 0,1 und 𝑅 = 0,5 gegenübergestellt. In Abbildung 7-8 sind die 
Rissfortschrittskurven nach (Walker 1968) sowie aus den Rissfortschrittsversuchen 
dargestellt. Da die Rissfortschrittskurven beider Ansätzen praktisch übereinander 
liegen, sind nur die mithilfe des Ansatzes nach (Walker 1968) berechneten Kurven 
dargestellt. 

 

Abbildung 7-8: Rissfortschrittsgeschwindigkeit in Abhängigkeit des zyklischen SIF für 𝑅 = 0,1 

und 𝑅 = 0,5 nach dem Ansatz von (Walker 1968) und aus Versuchen (EXP) 
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Die Werte der Rissfortschrittsrate nach Walker weichen für 𝑅 = 0,5 und 𝑅 = 0,1  um 
weniger als -1 % von den versuchstechnisch ermittelten Werten nach Paris-Erdo-
gan ab. Mit dem Ansatz nach Walker ergibt sich somit eine geringfügig konserva-
tive Abschätzung der Rissfortschrittsrate.  

Abschließend wird der Einfluss der Verstärkung ohne und mit Vorspannung auf 
die Rissfortschrittsrate exemplarisch an Proben erläutert, welche mit dem Kleb-
stoff MC-DUR 1280 verstärkt und bei LN50 geprüft wurden. In Abbildung 7-9 
sind die ermittelten Rissfortschrittsraten über den zyklischen SIF für einen Riss-
fortschritt von 31 mm bis 45 mm aufgetragen.  

Infolge einer schlaffen Verstärkung reduziert sich ∆𝐾𝐼
´. Dies führt dazu, dass sich 

die Rissfortschrittskurve im doppelt-logarithmischen Diagramm entlang ihrer 
Ausrichtung nach unten verschiebt. Wird zusätzlich eine Vorspannung aufge-
bracht, reduziert sich in diesem Fall das effektive Spannungsverhältnis 𝑅𝑒𝑓𝑓 bzw. 
die Paris-Konstante 𝐶. Im Diagramm äußert sich dies in einer Verschiebung der 
Kurve nach unten und parallel zur y-Achse. Der zyklische SIF wird nicht durch 
die Vorspannung beeinflusst. 

 

Abbildung 7-9: Numerisch berechnete Rissfortschrittsrate 𝑑𝑎/𝑑𝑁 aufgetragen über den zyklischen 
SIF ∆𝐾𝐼 unverstärkter, schlaff sowie vorgespannt verstärkter Proben für ein Riss-
wachstum von 31 mm bis 45 mm (LN50, MC-DUR 1280) 
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7.2.2.3 Anwendungsgrenze der LEBM 

Mit Blick auf ein praxisgerechtes Bemessungskonzept wird im Rahmen dieser Ar-
beit das K-Konzept in Verbindung mit der Rissfortschrittsgleichung nach (Pa-
ris/Erdogan 1963), erweitert nach (Walker 1968), zur Berechnung des Rissfortschritts 
angewendet. Dieses Verfahren setzt die Gültigkeit der LEBM bzw. eine ausrei-
chend kleine plastische Zone im Bereich um die Rissspitze voraus. Ist die plasti-
sche Zone zu groß, muss die elastisch-plastische Bruchmechanik (EPBM) ange-
wendet werden. Der Einsatz der EPBM beschränkt sich meist auf Bauteile mit 
hohen örtlichen Beanspruchungen, wie beispielsweise in Kerben, und Bauteile mit 
kurzen Rissen (Pyttel et al. 2007). 

In der Literatur finden sich unterschiedliche Kriterien, die sich zur Abschätzung 
der Gültigkeit der LEBM heranziehen lassen. Nach (ASTM E647-15e1) herrschen 
in einem zentrisch gekerbten, unverstärkten Stahlblech elastische Beanspruchun-
gen vor, wenn gilt: 

(𝑊𝑠 − 2𝑎) ≥ 1,25 ∙ 𝐹𝑚𝑎𝑥/(𝑡𝑠 ∙ 𝑅𝑒𝐻) (7.13) 

𝐹 = 𝜎𝐿𝑖𝑔 ∙ 𝑡𝑠 ∙ (𝑊𝑠 − 2𝑎) (7.14) 

𝐹 ist die Kraft im Stahlblech und 𝜎𝐿𝑖𝑔 ist die resultierende Nennspannung im un-
gerissenen Stahlquerschnitt (Ligament). Durch Einsetzen von Gleichung 7.14 in 
Gleichung 7.13 ergibt sich: 

𝜎𝐿𝑖𝑔 ≤ 0,8 ∙ 𝑅𝑒𝐻  (7.15) 

Demnach ist die LEBM gültig, solange die Nennspannung im ungerissenen Stahl-
querschnitt 𝜎𝐿𝑖𝑔 kleiner ist als 80 % der Streckgrenze 𝑅𝑒𝐻 des Stahlblechs. Anhand 
dieses Grenzkriteriums lassen sich unter der vereinfachten Annahme eines Ver-
bundquerschnitts mit schubstarrem Verbund die Grenz-Risslängenverhältnisse 
2𝑎/𝑊 für die untersuchten Lastniveaus bestimmen. In Tabelle 7-2 sind die Werte 
zusammengefasst. 
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Tabelle 7-2: Grenzkriterien der LEBM in Form von maximal zulässigen, bezogenen Risslängen 
2𝑎/𝑊, abgeleitet aus dem Kriterium für ein Vorherrschen elastischer Beanspru-
chungen im Stahlrestquerschnitt nach (ASTM E647-15e1) 

 
Grenzkriterium LEBM: max. 2𝑎/𝑊 
LN40 LN50 LN70 

Referenzproben 0,750 0,690 0,568 
CFK-verstärkte Proben  0,842 0,781 0,655 

7.3 Validierung der numerischen 
Berechnungsmethode 

Im Folgenden wird die erarbeitete Methode zur Berechnung des Rissfortschritts 
in Stahlblechen, die unverstärkt oder mit schlaff oder vorgespannt aufgeklebten 
CFK-Lamellen verstärkt sind, validiert. Dazu werden die Rissfortschrittsversuche 
an zentrisch gekerbten Proben, die in Kapitel 6 vorgestellt wurden, mithilfe der 
numerischen Methode simuliert. Anschließend werden die numerischen Ergeb-
nisse den SIF-Näherungslösungen einfacher bruchmechanischer Probleme aus 
(Tada et al. 2000) und den experimentellen Untersuchungsergebnisse gegenüber-
gestellt.  

7.3.1 Ergebnisse der numerischen Berechnungen 

Zunächst werden exemplarisch für die Lastniveaus LN50 und LN70 die Risslän-
gen 𝑎 über der Lastwechselzahl, bezogen auf die Anfangsrisslänge 31 mm, aus Si-
mulation und Versuch aufgetragen. In Abbildung 7-10 und Abbildung 7-11 sind 
die experimentellen Ergebnisse in Form von Datenpunkten und die numerischen 
Ergebnisse in Form von Linien dargestellt. Aus Gründen der Übersichtlichkeit ist 
je Konfiguration exemplarisch ein Versuchsergebnis dargestellt. Wie in Abschnitt 
6.6 bereits erläutert, ist die Streuung der Versuchsergebnisse gering. Exemplari-
sche Ergebnisse für LN40 sind in Abbildung A-1, Anhang wiedergegeben. Auf 
Grundlage dieser Daten werden die Rissfortschrittsraten 𝑑𝑎/𝑑𝑁 aus Simulation 
und Versuch abgeleitet und im Rahmen einer umfassenden Validierung in den 
nachfolgenden Abschnitten gegenübergestellt.  
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Abbildung 7-10: Zunahme der Risslänge mit steigender Lastwechselzahl – Vergleich zwischen Ver-
such und Simulation (LN50) 

 

Abbildung 7-11: Zunahme der Risslänge mit steigender Lastwechselzahl – Vergleich zwischen Ver-
such und Simulation (LN70) 
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Zudem werden die Restlebensdauern für die Validierung herangezogen. In Ta-
belle 7-3 sind die numerisch berechneten und experimentell ermittelten, mittleren 
Restlebensdauern zusammengefasst. Diese gelten wie bereits in Kapitel 6 für ein 
(halbseitiges) Risswachstum von 31 mm bis 40 mm.  

Tabelle 7-3: Experimentell und numerisch ermittelte Restlebensdauern beidseitig verstärkter 
Stahlbleche für ein Risswachstum von 31 mm bis 40 mm 

Lastniveau (R = 0,5) 
LN40 LN50 LN70 

Ds  = 40 MPa Ds  = 50 MPa Ds  = 70 MPa 

M
C

-D
U

R
 1

28
0 

(a
) 

Vorspannkraft V0 - schlaff geklebt 
MW Versuch: 1.000.400 490.100 124.500 

FE: 984.200 488.400 169.800 
Vorspannkraft V1 - 5 kN/Lamelle 

MW Versuch: - 576.400 132.300 
FE: 1.253.00 589.400 193.400 

Vorspannkraft V2 - 10 kN/Lamelle 
MW Versuch: - - 170.070 

FE: 1.750.000 748.500 225.300 

Si
ka

du
r-

37
0 

(b
) 

Vorspannkraft V0 - schlaff geklebt 
MW Versuch: 992.700 418.200 112.800 

FE: 681.400 338.100 117.600 
Vorspannkraft V1 - 3 kN/Lamelle 

MW Versuch: - 421.750 103.130 
FE: 781.300 376.600 126.800 

Vorspannkraft V2 - 6 kN/Lamelle 
MW Versuch: - 440.300 124.200 

FE: 919.100 426.000 137.800 

7.3.2 Ermüdungswiderstand der Klebverbindung 

Für die im nächsten Abschnitt folgende Validierung des numerischen Berech-
nungsverfahren wird vorausgesetzt, dass der Klebverbund intakt ist. Zur Über-
prüfung wird ein Nachweis der Ermüdungsfestigkeit der Klebverbindung mit-
hilfe der an zweischnittigen CFK-Stahl-Überlappverbindungen experimentell 
bestimmten Wöhlerlinien (siehe Abbildung 5-16) durchgeführt. Das Versagen ist 



7  Entwicklung eines numerischen Berechnungsverfahrens 

154 

als erster Anriss definiert. Dazu werden zunächst die Schwingbreiten der Lamel-
lenkräfte je Rissfortschrittsversuch für die gemessenen Risslängen durch numeri-
sche Berechnungen bestimmt. Dies ist notwendig, da sich die Beanspruchung der 
Lamellen mit zunehmender Risslänge erhöht. Für jeden Versuch ergibt sich 
dadurch ein bestimmtes Beanspruchungskollektiv. Anschließend wird unter der 
Annahme, dass die lineare Schadensakkumulationshypothese nach (Miner 1945) 
gilt, je Versuch ein Ermüdungsnachweis geführt. Für die Berechnungen werden 
konservativ die 5%-Quantilwerte der über 2 Mio. Lastwechsel ertragbaren Last-
schwingbreiten sowie die in Abbildung 5-16 angegebenen Steigungen der Wöh-
lerlinien 𝑚 verwendet.  

Für die Versuche mit den Lastniveaus LN40 und LN50 sind die Ermüdungsnach-
weise für einen Rissfortschritt innerhalb der ausgewerteten Risslängenbereiche er-
füllt. Dies gilt für beide Klebstoffe. Bei dem höchsten Lastniveau LN70 wird die 
Ermüdungsfestigkeit für Versuche mit dem Klebstoff MC-DUR 1280 im Mittel bis 
zu einer Risslänge von 32,9 mm (Min: 32,1 mm; Max: 33,9 mm) nachgewiesen. Bei 
Risslängen, die darüber hinaus gehen, muss von einer teilweisen Lamellenablö-
sung bzw. von einer Verringerung der Wirksamkeit ausgegangen werden. Für 
Versuche mit dem Klebstoff Sikadur-370 ist der Ermüdungsnachweis bei dem 
Lastniveau LN70 nur bei zwei Einzelversuchen (V70.0b-2 und V70.1b-1) nicht er-
füllt. Die kritischen Risslängen betragen für diese Versuche 39,5 mm und 39,8 mm. 
Der Einfluss auf die zwischen 31 mm und 40 mm ausgewertete Restlebensdauer 
wird als vernachlässigbar klein angenommen. Der übrige Rissfortschritt bis 
40 mm hat lediglich einen Anteil von 1,4 % bzw. 2,5 % an der gesamten Restle-
bensdauer. 

7.3.3 Validierung - Unverstärkte Referenzproben 

Um die Prognosegüte des numerischen Verfahrens hinsichtlich der Spannungsin-
tensitätsfaktoren zu bewerten, werden zunächst die numerischen Lösungen mit 
den Näherungslösungen des SIF unverstärkter Referenzproben verglichen. Diese 
Ergebnisse sind unbeeinflusst von möglichen Ungenauigkeiten, die aus der Wahl 
des vereinfachten, linear-elastischen Materialmodells des Klebstoffs oder der 
CFK-Lamelle resultieren. Für alle untersuchten Lastniveaus zeigt sich eine sehr 
gute Übereinstimmung der numerisch ermittelten Spannungsintensitätsfaktoren 
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mit der Näherungslösung nach (Tada et al. 2000). Die Abweichung des numerisch 
ermittelten SIF von der Näherungslösung beträgt lediglich +3,4 % für alle unter-
suchten Lastniveaus. Damit wird der SIF der Näherungslösung mithilfe der DEM 
geringfügig überschätzt, was Erkenntnisse von Untersuchungen zum Vergleich 
verschiedener Methoden zur SIF-Bestimmung in (Courtin et al. 2005) bestätigt.  

Im nächsten Schritt werden die numerisch und experimentell ermittelten Rissfort-
schrittsraten 𝑑𝑎/𝑑𝑁 miteinander verglichen.  

 

Abbildung 7-12: Vergleich der Rissfortschrittskurven (Rissfortschrittsrate 𝑑𝑎/𝑑𝑁 über bezogene 
Risslänge 2𝑎/𝑊) aus Versuch und Simulation (LN40, Referenzversuche)  

Abbildung 7-12 zeigt die Rissfortschrittsrate der unverstärkten Referenzproben in 
Abhängigkeit der bezogenen Risslänge 2𝑎/𝑊 aus der numerischen Berechnung 
(exemplarisch für LN40) sowie aus Versuchsergebnissen.  

Der Vergleich zwischen Versuch und numerischer Berechnung zeigt, dass sich die 
numerische Methode bis etwa zu einem Wert von 2𝑎/𝑊 = 0,75 sehr gut zur Ab-
schätzung der Rissfortschrittrate 𝑑𝑎/𝑑𝑁 eignet. Mit zunehmender bezogener Riss-
länge 2𝑎/𝑊 steigt dann die Rissfortschrittsrate im Versuch stärker an als in der 
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FE-Lösung. Dies lässt sich durch eine zunehmende Plastizierung um die Riss-
spitze erklären, wodurch die LEBM ihre Gültigkeit verliert. Dem zuvor eingeführ-
ten Grenzkriterium zufolge, ist dies ab einer bezogenen Risslänge von 
2𝑎/𝑊 = 0,750 der Fall. Das Grenzkriterium ist in Abbildung 7-12 grafisch darge-
stellt. Ab diesem Punkt nehmen die Abweichungen zwischen Versuch und nume-
rischer Berechnung deutlich zu. Bei 2𝑎/𝑊 = 0,750 beträgt der zyklische SIF 
𝛥𝐾 = 707 N/mm3/2. Diese Rissspitzenbeanspruchung befindet sich im Bereich des 
stabilen Risswachstums (Bereich 2). Das numerische Verfahren eignet sich somit 
sehr gut zur Abschätzung des stabilen Rissfortschritts in unverstärkten Stahlble-
chen, solange die LEBM gültig ist. 

7.3.4 Validierung - Verstärkte Proben 

Im Anschluss an die Validierung anhand der Referenzproben erfolgt die Validie-
rung mithilfe der Ergebnisse an verstärkten Proben. Diese ermöglichen es die ein-
gesetzten Werkstoffmodelle der CFK-Lamelle und der Klebstoffe sowie das in Ab-
schnitt 7.2.2.2 vorgestellte Verfahren zur Berücksichtigung des Einflusses der 
Vorspannung auf die Rissfortschrittsrate zu validieren. In Abbildung 7-13 bis Ab-
bildung 7-15 sind je Lastniveau die experimentell und numerisch bestimmten 
Rissfortschrittsraten 𝑑𝑎/𝑑𝑁 für exemplarische Verstärkungskonfigurationen mit 
CFK-verstärkten Proben dargestellt. Die Ergebnisse sind für den Klebstoff MC-
DUR 1280 (a) in grün und für den Klebstoff Sikadur-370 (b) in orange-braun dar-
gestellt. 
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Abbildung 7-13: Vergleich der Rissfortschrittskurven (Rissfortschrittsrate 𝑑𝑎/𝑑𝑁 über bezogene 
Risslänge 2𝑎/𝑊) aus Versuch und Simulation (LN40, ohne Vorspannung)  

 

Abbildung 7-14: Vergleich der Rissfortschrittskurven (Rissfortschrittsrate 𝑑𝑎/𝑑𝑁 über bezogene 
Risslänge 2𝑎/𝑊) aus Versuch und Simulation (LN50, Vorspanngrad 1) 
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Abbildung 7-15: Vergleich der Rissfortschrittskurven (Rissfortschrittsrate 𝑑𝑎/𝑑𝑁 über bezogene 
Risslänge 2𝑎/𝑊) aus Versuch und Simulation (LN70, ohne Vorspannung) 

Klebstoff MC-DUR 1280 

Zunächst werden die Ergebnisse an mit dem Klebstoff MC-DUR 1280 verstärkten 
Proben (grün) betrachtet. Der Klebstoff weist im Vergleich zum zähmodifizierten 
Klebstoff Sikadur-370 eine höhere Steifigkeit auf. Für die Lastniveaus LN40 und 
LN50 zeigt sich eine sehr gute Übereinstimmung der numerischen Ergebnisse mit 
den Versuchsergebnissen. Dies gilt für Verstärkungen ohne und mit einer Lamel-
lenvorspannung. Die Abweichungen der numerisch ermittelten Restlebensdauern 
von den mittleren Versuchsergebnissen betragen lediglich -1,6 % (LN40, ohne 
Vorspannung) bzw. +2,3 % (LN50, Vorspanngrad 1). Die Grenzkriterien der LEBM 
dieser Lastniveaus liegen außerhalb des für die Bestimmung der Restlebensdauer 
maßgebenden Risslängenbereichs von 31 mm bis 40 mm. Bei dem höchsten Last-
niveau LN70 weichen die numerisch und experimentell ermittelten Restlebens-
dauern mit +36 % stärker voneinander ab als bei den übrigen Lastniveaus. Dies 
lässt sich darauf zurückführen, dass das Grenzkriterium der LEBM aufgrund des 
höheren Lastniveaus bereits bei der Risslänge 𝑎 = 35,3 mm erreicht wird. Mit zu-
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nehmender Risslänge weicht ab diesem Punkt auch für LN70 die numerische Lö-
sung zunehmend von den Versuchsergebnissen ab. Damit wird die Rissfort-
schrittsrate bereits innerhalb des betrachteten Risslängenbereichs (31 mm – 
40 mm) durch die FE-Lösung unterschätzt und die ermittelten Restlebensdauern 
weichen stärker voneinander ab.  

Wie in Abschnitt 7.3.2 gezeigt wurde, ist bei LN70 ab einer Risslänge von 
𝑎 = 32,9 mm mit einer Lamellenablösung zu rechnen, was zu einer Verringerung 
der Wirksamkeit bzw. zu einer Erhöhung der Rissfortschrittgeschwindigkeit 
führt. Aus Abbildung 7-15 wird ersichtlich, dass die Rissfortschrittsraten der Ver-
suche mit dem Klebstoff MC-DUR 1280 die Rissfortschrittsraten der Versuche mit 
dem Klebstoff Sikadur-370 mit zunehmender Risslänge übersteigen. In den Ver-
suchen mit dem Klebstoff Sikadur-370 ist keine Lamellenablösung im ausgewer-
teten Risslängenbereich zu erwarteten, was ein möglicher Grund für diesen Effekt 
ist. 

Wertet man die Restlebensdauern nur bis zu der Risslänge 𝑎 = 32,9 mm aus, für 
welche der Ermüdungsnachweis der Klebverbindung erbracht ist und für welche 
die LEBM gültig ist, verringert sich die Abweichung bereits deutlich auf 16 %. 

Tendenziell erhöht sich die Restlebensdauer mit steigender Vorspannung. Die Er-
gebnisse der FE-Berechnungen zeigen, dass das effektive Spannungsverhältnis 
𝑅𝑒𝑓𝑓 an der Rissspitze infolge einer Lamellenvorspannung verringert wird. Der 
resultierende Wert von 𝑅𝑒𝑓𝑓 wird maßgeblich durch die Höhe der äußeren Belas-
tung und der Vorspannung beeinflusst. Für die untersuchten Lastniveaus sind die 
resultierenden effektiven Spannungsverhältnisse 𝑅𝑒𝑓𝑓 der numerischen Berech-
nungen in Tabelle 7-4 zusammengefasst. Zusätzlich ist jeweils das Nennspan-
nungsverhältnis 𝑅𝑁 angegeben, welches sich aus dem Verhältnis von Unterlast, 
abzüglich der Gesamtvorspannkraft 𝑃𝑉𝑜𝑟,𝑔𝑒𝑠, zu Oberlast, abzüglich der Gesamt-
vorspannkraft 𝑃𝑉𝑜𝑟,𝑔𝑒𝑠 ergibt. 
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Tabelle 7-4: Einfluss der Vorspannung auf das Nennspannungsverhältnis 𝑅𝑁, das effektive 
Spannungsverhältnis aus der FE-Berechnung 𝑅𝑒𝑓𝑓 sowie das Rissfortschrittsver-
halten für verschiedene Lastniveaus und Vorspanngrade (Klebstoff MC-DUR 
1280) 

 LN40 LN50 LN70 

Unterlast 𝐹𝑢 [kN] 42 52,5 73,5 
Oberlast 𝐹𝑜  [kN] 84 105 147 
𝑅 = 𝐹𝑢/𝐹𝑜 0,5 0,5 0,5 
Vorspannkraft 𝑃𝑉𝑜𝑟,𝑔𝑒𝑠 [kN] -20 -40 -20 -40 -20 -40 
Nennspannungsverhältnis 𝑅𝑁 0,344 0,045 0,382 0,192 0,421 0,313 
Eff. Spannungsverhältnis 𝑅𝑒𝑓𝑓 0,344 0,045 0,383 0,192 0,421 0,313 
𝐶𝑅𝑒𝑓𝑓/𝐶𝑅=0,5 [%] 78,5 56,2 82,9 65,3 87,8 75,4 
Faktor RLD-Erhöhung infolge  
Vorspannung – FE: 𝐶𝑅=0,5/𝐶𝑅𝑒𝑓𝑓  

1,27 1,78 1,21 1,53 1,14 1,33 

Faktor RLD-Erhöhung infolge  
Vorspannung - Versuche  

- - 1,18 - 1,06 1,37 

Das numerisch berechnete, effektive Spannungsverhältnis 𝑅𝑒𝑓𝑓 stimmt mit dem 
Nennspannungsverhältnis 𝑅𝑁 überein und ändert sich in dem untersuchten Riss-
längenbereich von 31 mm bis 40 mm nicht. Die numerischen Berechnungen in Ab-
schnitt 5.3.3 haben gezeigt, dass die Vorspannkraft im Wesentlichen lokal im Be-
reich der Lamellenenden in das Stahlblech übertragen wird. Daraus kann 
geschlossen werden, dass die Lamellenlänge zur Verteilung der Druckspannun-
gen bis zur Rissebene ausreichend groß ist und die Vorspannkraft analog zu einer 
an den Blechenden aufgebrachten Druckkraft wirkt.  

Wie in Abschnitt 7.2 beschrieben, wird die Rissfortschrittsrate 𝑑𝑎/𝑑𝑁 für vorge-
spannt verstärkte Proben mithilfe der Erweiterung der Paris-Erdogan Gleichung 
nach (Walker 1968) abgeschätzt. Dadurch wird der Einfluss des effektiven Span-
nungsverhältnisses 𝑅𝑒𝑓𝑓 auf den Paris-Faktor 𝐶 berücksichtigt. In Tabelle 7-4 ist 
jeweils das Verhältnis des Paris-Faktors für 𝑅𝑒𝑓𝑓 zum Paris-Faktor für 𝑅 = 0,5 an-
gegeben. Dieser Verhältniswert stellt den Faktor da, um welchen die Rissfort-
schrittsrate infolge einer Lamellenvorspannung im Vergleich zu einer schlaffen 
Verstärkung verringert wird. Unter der Voraussetzung, dass 𝑅𝑒𝑓𝑓 im Verlauf des 
Rissfortschritts konstant ist, stellt analog der Kehrwert den Faktor der Restlebens-
dauererhöhung dar. Dieser ergibt sich dann aus der folgenden Gleichung 7.16: 
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𝑁𝑃>0
𝑁𝑃=0

= 𝐶𝑅=0,5
𝐶𝑅𝑒𝑓𝑓

= 1,13∙10−13

𝐶0
(1−𝑅𝑒𝑓𝑓)𝑚(1−𝛾) 

 (7.16) 

In Tabelle 7-4 sind die aus den numerischen Ergebnissen mit Gleichung 7.16 sowie 
die aus den mittleren experimentellen Restlebensdauern berechneten Werte für 
𝐶𝑅=0,5
𝐶𝑅𝑒𝑓𝑓

 angegeben. Für das Lastniveau LN50 und eine Vorspannkraft von 5 kN je 

Lamelle ergibt sich nach Gleichung 7.16 beispielsweise eine Verringerung auf 
82,9 % der Rissfortschrittsrate nach einer Verstärkung ohne Vorspannung. Dies 
resultiert theoretisch in einer etwa 21 % höheren Restlebensdauer. Im Versuch re-
sultiert die Erhöhung der Vorspannkraft von 0 kN auf 5 kN je Lamelle im Mittel 
in einer etwa 18 % höheren Restlebensdauer. Damit weichen die experimentellen 
Ergebnisse nur geringfügig von den numerischen Berechnungsergebnissen ab. 
Dies zeigt sich auch für die übrigen Lastniveaus und Vorspanngrade. Mit steigen-
der äußerer Belastung nimmt der Anteil der Restlebensdauererhöhung, der aus 
der Vorspannung resultiert, sowohl in den Versuchen als auch in den numeri-
schen Berechnungen ab.  

Klebstoff Sikadur-370 

Abschließend erfolgt die Validierung anhand der Untersuchungsergebnisse mit 
dem zweiten Klebstoff Sikadur-370. Die experimentell bestimmten Restlebensdau-
ern werden durch die numerischen Berechnungen unterschätzt. Die Abweichun-
gen zwischen FE-Lösung und Versuchen nehmen dabei mit zunehmendem Last-
niveau ab, was sich, wie bereits zuvor bei dem Klebstoff MC-DUR 1280 erläutert, 
auf zunehmende Plastizierungen und das Verlassen des Gültigkeitsbereichs der 
LEBM zurückführen lässt. Besonders stark wirkt sich dieser Effekt bei LN70 aus. 
Lässt man die Ergebnisse dieses Lastniveaus daher außer Acht, so zeigt sich des 
Weiteren eine Verringerung der Abweichungen mit zunehmender Vorspannung. 
Für LN50 und Vorspanngrad 1 beträgt die Abweichung der FE-Lösung zu den 
Versuchsergebnissen -11 %, für Vorspanngrad 2 lediglich -3 %. Die FE-Lösung un-
terschätzt demnach die Restlebensdauer.  

Ein möglicher Erklärungsansatz ist das ausgeprägte nichtlineare Verformungsver-
halten des zähmodifizierten Klebstoffs Sikadur-370. Durch die gummiartige Phase 
weist der Klebstoff eine ausgeprägte Gleitratenabhängigkeit auf. Die Ergebnisse 
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von Zugversuchen an dicken Zugscherproben zeigen, dass sich der Klebstoff 
Sikadur-370 mit zunehmender Gleitrate deutlich steifer verhält (Büchel 2022). Die 
Werkstoffkennwerte des Klebstoffs wurden in quasi-statischen Zugscherversu-
chen ermittelt. Im Dauerschwingversuch wurden die verstärkten Proben jedoch 
mit Prüffrequenzen von bis zu 14 Hz belastet, woraus eine höhere Gleitrate bzw. 
Schubsteifigkeit resultiert. Ein maßgebender Parameter für die Wirksamkeit der 
Verstärkungsmaßnahme ist die Verbindungssteifigkeit, welche u.a. von der 
Schubsteifigkeit des Klebstoffs abhängt. Diese würde durch das gewählte Kleb-
stoffmaterialmodell in der FE-Lösung somit unterschätzt werden.  

Des Weiteren weist der Klebstoff Sikadur-370 im Gegensatz zum Klebstoff MC-
DUR 1280 mit steigender Beanspruchung ein zunehmend nichtlineares Verfor-
mungsverhalten auf. Mit steigender Beanspruchung verhält sich der Klebstoff zu-
nehmend weicher, was möglicherweise zu einer geringeren Wirksamkeit der Ver-
stärkungsmaßnahme führt. Die beiden oben erläuterten Effekte wirken 
gegensätzlich auf die Restlebensdauer. Dadurch lässt sich die mit steigender Vor-
spannung bzw. steigender Klebschichtbeanspruchung abnehmende Abweichun-
gen zwischen den FE-Lösungen und den Versuchsergebnissen begründen.  

Mit steigender Vorspannung erhöht sich tendenziell auch für den Klebstoff 
Sikadur-370 die Restlebensdauer, da sich das effektive Spannungsverhältnis 𝑅𝑒𝑓𝑓 
an der Rissspitze zunehmend verringert. Für die untersuchten Lastniveaus und 
den Klebstoff Sikadur-370 sind die resultierenden effektiven Spannungsverhält-
nisse der FE-Lösung sowie die Nennspannungsverhältnisse in Tabelle 7-5 zusam-
mengefasst.  

Wie bereits für den Klebstoff MC-DUR 1280 beobachtet, stimmen die effektiven 
Spannungsverhältnisse 𝑅𝑒𝑓𝑓 der FE-Lösung mit den zugehörigen Nennspan-
nungsverhältnissen 𝑅𝑁 überein. Für das Lastniveau LN50 und eine Gesamtvor-
spannkraft von 12 kN ergibt sich eine Verringerung der Rissfortschrittsrate auf 
etwa 90 % des Wertes ohne Vorspannung. Aufgrund der geringeren Vorspannung 
ist der Verstärkungseffekt schwächer ausgeprägt als bei dem Klebstoff MC-
DUR 1280. Mit steigender äußerer Belastung nimmt der Anteil der Restlebensdau-
ererhöhung, der aus der Vorspannung resultiert, sowohl im Versuch als auch in 
den numerischen Berechnungsergebnissen ab.  
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Tabelle 7-5: Einfluss der Vorspannung auf das Nennspannungsverhältnis 𝑅𝑁, das effektive 
Spannungsverhältnis aus der FE-Berechnung 𝑅𝑒𝑓𝑓 sowie das Rissfortschrittsver-
halten für verschiedene Lastniveaus und Vorspanngrade (Klebstoff Sikadur-370) 

 LN40 LN50 LN70 

Unterlast 𝐹𝑢 [kN] 42 52,5 73,5 
Oberlast 𝐹𝑜  [kN] 84 105 147 
𝑅 = 𝐹𝑢/𝐹𝑜 0,5 0,5 0,5 
Vorspannkraft 𝑃𝑉𝑜𝑟,𝑔𝑒𝑠 [kN] -12 -24 -12 -24 -12 -24 
Nennspannungsverhältnis 𝑅𝑁 0,417 0,300 0,435 0,352 0,456 0,402 
Eff. Spannungsverhältnis 𝑅𝑒𝑓𝑓 0,417 0,300 0,436 0,352 0,456 0,403 
𝐶𝑅𝑒𝑓𝑓/𝐶𝑅=0,5 [%] 87,2 74,1 89,8 79,4 92,7 85,3 
Faktor RLD-Erhöhung infolge  
Vorspannung – FE 𝐶𝑅=0,5/𝐶𝑅𝑒𝑓𝑓  

1,15 1,35 1,11 1,26 1,08 1,17 

Faktor RLD-Erhöhung infolge  
Vorspannung - Versuche  

- - 1,01 1,05 0,91 1,10 

7.3.5 Zusammenfassung 

Die Ergebnisse der Validierung lassen sich wie folgt zusammenfassen: 

• Bei der Berechnung von Rissproblemen in ingenieurtechnischen Anwendun-
gen liegen üblicherweise die Gesetzmäßigkeiten der linear-elastischen Bruch-
mechanik (LEBM) vor. Daher erfolgt die Validierung des numerischen Ver-
fahrens vor dem Hintergrund der Gültigkeit der LEBM. Zudem wird ein 
intakter Klebverbund vorausgesetzt. 

• Aufgrund der vergleichsweise geringen Probenbreite wird die Grenze der 
LEBM insbesondere bei dem höchsten Lastniveau LN70 früh erreicht.  

• Das Verfahren eignet sich für den Klebstoff MC-DUR 1280 sehr gut zur Ab-
schätzung des stabilen Rissfortschritts in CFK-verstärkten Stahlblechen. Für 
die Lastniveaus LN40 und LN50 weichen die berechneten Restlebensdauern 
um weniger als 3 % von den Versuchsergebnissen ab. 

• Mithilfe des numerischen Berechnungsverfahrens lassen sich die Restlebens-
dauern von Proben, die mit dem Klebstoff Sikadur-370 verstärkt wurden, 
konservativ abschätzen. Die Abweichungen bei niedrigeren Vorspanngraden 
lassen sich auf ein unzureichendes Klebstoffmaterialmodell zurückführen. 





 

165 

8 Ableitung eines ingenieurmäßigen 
Berechnungsverfahrens 

8.1 Zielsetzung 

Für die Realisierung der geklebten Verstärkungsmaßnahme im Stahlbau ist es von 
zentraler Bedeutung, die Restlebensdauer zuverlässig rechnerisch ermitteln zu 
können. Dies ermöglicht den Verzicht auf aufwändige Bauteilversuche. Das nu-
merische Verfahren zur Rissfortschrittsberechnung aus dem vorangegangenen 
Kapitel 7 eignet sich sehr gut zur Prognose der Restlebensdauer nach einer CFK-
Verstärkung. Es ist jedoch aufgrund der hohen Komplexität für einen Einsatz in 
der Praxis ungeeignet. Den originären Beitrag der vorliegenden Arbeit stellt daher 
die Entwicklung eines validierten, ingenieurmäßigen Verfahrens zur Prognose der 
Rissfortschrittsgeschwindigkeit auf Basis eines bruchmechanischen Berechnungs-
ansatzes mit Modifikationsfaktoren dar.  

8.2 Vorgehen 

Zunächst wird ein bruchmechanischer Ansatz zur Berechnung risstreibender Be-
anspruchungsgrößen (∆𝐾𝐼  und 𝑅𝑒𝑓𝑓) aufgestellt. Die Einflüsse der CFK-Verstär-
kung werden dabei durch zwei Modifikationsfaktoren berücksichtigt. Im Rahmen 
einer numerischen Parameterstudie wird anschließend der Einfluss geometrischer 
und werkstofflicher Größen auf die Modifikationsfaktoren quantifiziert. Dazu 
wird das validierte, numerische Berechnungsverfahren angewendet. Mithilfe ei-
ner Sensitivitätsanalyse werden abschließend maßgebende Parameter identifi-
ziert. 

Im Rahmen einer Dimensionsanalyse werden die Modifikationsfaktoren für aus-
gewählte Rissprobleme in einen funktionalen Zusammenhang mit den zuvor de-
finierten Einflussgrößen gebracht. Dies erfolgt auf Grundlage einer numerischen 
Datenbasis, welche mithilfe des validierten, numerischen Verfahrens erzeugt 
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wird. Die untersuchten Rissprobleme umfassen dabei Stahlbleche endlicher Breite 
mit zentrischem Innenriss und mit einseitigem Randriss. Abschließend erfolgt die 
Validierung des ingenieurmäßigen Berechnungsverfahrens mithilfe von Ver-
suchsergebnissen. 

8.3 Bruchmechanischer Ansatz mit 
Modifikationsfaktoren  

Auf Grundlage der experimentellen und numerischen Untersuchungen lässt sich 
die Reduzierung der Rissfortschrittsrate infolge einer geklebten CFK-Verstärkung 
auf drei Wirkmechanismen zurückführen. Die Reduzierung der Rissfortschritts-
rate ist dabei stets auf ein unverstärktes Stahlbauteil derselben Geometrie und äu-
ßeren Belastung bezogen. 

1. Reduzierung der Beanspruchung im Stahlquerschnitt infolge der Wir-
kung des Verbundquerschnitts (Versteifungseffekt) 

2. Reduzierung der Rissuferverschiebung durch lokale Überbrückung des 
Risses (Überbrückungseffekt) 

3. Reduzierung der Rissuferverschiebung durch Einbringen von 
Druckspannungen infolge der Lamellenvorspannung (Rissschließeffekt) 

Im Folgenden werden diese Wirkmechanismen mithilfe von Modifikationsfakto-
ren in einem bruchmechanischen Ansatz beschrieben.  

8.3.1 Einfluss der CFK-Verstärkung auf risstreibende 
Beanspruchungsgrößen 

Zunächst wird eine Verstärkung mit nicht vorgespannten CFK-Lamellen betrach-
tet. Infolge der Verbundwirkung des zusammengesetzten Querschnitts aus Stahl-
blech, Klebschicht und CFK-Lamelle sinkt die Beanspruchung des Stahlblechs 
bzw. der Spannungsintensitätsfaktor 𝐾𝐼  (Versteifungseffekt). Durch die über den 
Riss geklebte Lamelle wird zudem lokal die Rissuferverschiebung verringert, was 
zu einer weiteren Verringerung des Spannungsintensitätsfaktors 𝐾𝐼  führt (Über-
brückungseffekt).  
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Die Reduzierung des SIF infolge des Versteifungs- und des Überbrückungseffekts 
lässt sich zusammengefasst durch einen Modifikationsfaktor 𝑛𝑐

𝐾 berücksichtigen 
(siehe Gleichung 8.1). Dieser stellt einen Abminderungsfaktor dar und berechnet 
sich aus dem Verhältnis des SIF in einem CFK-verstärkten Stahlblech 𝐾𝐼

´ zu dem 
SIF im unverstärkten Referenzstahlblech 𝐾𝐼

0. 𝐾𝐼
0 widerum kann mithilfe der Glei-

chung 8.2 berechnet werden. 𝑌0 ist der Formfaktor für das betrachtete (Refe-
renz)Rissproblem, der z.B. (Tada et al. 2000) entnommen werden kann. Der Ein-
fluss der schlaffen Verstärkung auf den SIF ist schematisch in Abbildung 8-1 
dargestellt (siehe: 𝑃𝑉𝑜𝑟  = 0).  

𝐾𝐼
´ = 𝑛𝑐

𝐾 ∙ 𝐾𝐼
0 (8.1) 

𝐾𝐼
0 = σ ∙ √𝜋𝑎 ∙ 𝑌0 (8.2) 

 

Abbildung 8-1: Schematische Darstellung des SIF (𝐾𝐼
𝑜, 𝐾𝐼

𝑢 und ∆𝐾𝐼) während eines Schwingspiels 
ohne Verstärkung sowie nach einer CFK-Verstärkung ohne Vorspannung (𝑃𝑉𝑜𝑟 =
0) und mit Vorspannung (𝑃𝑉𝑜𝑟 > 0); Darstellung ohne und mit Berücksichtigung 
einer Vorlast 

Der Abminderungsfaktor für die Rissfortschrittsrate 𝑛𝑐 ergibt sich im Fall einer 
Verstärkung ohne Vorspannung durch den funktionellen Zusammenhang der Pa-
ris-Erdogan Gleichung nach Gleichung 8.3 aus dem Verhältnis der Rissfortschritts-

rate nach einer Verstärkung (𝑑𝑎
𝑑𝑁

)
𝐶𝐹𝐾
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𝑛𝑐 = (𝑑𝑎
𝑑𝑁

)
𝐶𝐹𝐾

/ (𝑑𝑎
𝑑𝑁

)
0

= (𝑛𝑐
𝐾)𝑚   (8.3) 

Eine steigende Wirksamkeit ist durch einen sinkenden Abminderungsfaktor 𝑛𝑐 
gekennzeichnet.  

Im nächsten Schritt wird der zusätzliche Einfluss einer Lamellenvorspannung be-
trachtet. Durch eine Vorspannung der Lamelle wird eine Druckbeanspruchung in 
das verstärkte Bauteil eingebracht, die der Zugbeanspruchung aus der äußeren 
Belastung entgegenwirkt (Rissschließeffekt). Der SIF wird dadurch um einen be-
stimmten Betrag 𝐾𝐼,𝑝 reduziert. Unter Annahme des Superpositionsprinzips lässt 
sich dieser Zusammenhang wie folgt ausdrücken. 

𝐾𝐼
´ = 𝑛𝑐

𝐾 ∙ 𝐾𝐼
0 − 𝐾𝐼,𝑝 (8.4) 

𝐾𝐼,𝑝 kann in Abhängigkeit der gesamten Lamellenvorspannkraft 𝑃𝑉𝑜𝑟,𝑔𝑒𝑠 nach Glei-
chung 8.5 berechnet werden.  

𝐾𝐼,𝑝 = (𝑃𝑉𝑜𝑟,𝑔𝑒𝑠/𝐴𝑠) ∙ √𝜋𝑎 ∙ 𝑌0 ∙ 𝐹𝑝
𝐾 (8.5) 

Die anzusetzende Beanspruchung berechnet sich aus der Gesamtvorspannkraft 
bezogen auf die Querschnittsfläche des Stahlblechs. Durch den Formfaktor 𝐹𝑝

𝐾 
wird der Einfluss von geometrischen und werkstofflichen Verstärkungsrandbe-
dingungen berücksichtigt. Dieser stellt einen weiteren Modifikationsfaktor dar. 
Eine steigende Wirksamkeit der vorgespannten Verstärkung ist durch einen stei-
genden Formfaktor 𝐹𝑝

𝐾 gekennzeichnet. 

Infolge einer Lamellenvorspannung ist der Riss bis zu einer bestimmten äußeren 
Belastung geschlossen, d.h. über die Rissufer werden Druckspannungen übertra-
gen (Passiver Zustand). Bei einer Steigerung der äußeren Last öffnet sich der Riss 
ab einem gewissen Punkt und es herrscht der aktive Zustand vor. Der Spannungs-
intensitätsfaktor ist im passiven Risszustand gleich null und steigt erst ab dem Be-
ginn des aktiven Risszustands an. Auf Grundlage dessen lässt sich der Einfluss 
einer Lamellenvorspannung in Kombination mit einer äußeren Zugschwellbelas-
tung (𝑅 > 0) auf die Beanspruchung der Rissspitze ableiten. Infolge einer Lamel-
lenvorspannung sinkt zunächst das effektive Spannungsverhältnis an der Riss-
spitze 𝑅𝑒𝑓𝑓 bzw. die Rissfortschrittsrate.  
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Je nach Höhe der Vorspannung und der äußeren Belastung können sich zwei Be-
anspruchungsfälle einstellen. Diese sind schematisch in Abbildung 8-1 dargestellt. 

Ist der Riss dauerhaft im aktiven Zustand, so übt die Vorspannung lediglich einen 
Einfluss auf das effektive Spannungsverhältnis aus (Beanspruchungsfall 1: 
𝑃𝑉𝑜𝑟 > 0, 𝐾𝐼,𝑢´ > 0). Wenn der Riss über den Verlauf der zyklischen Belastung teil-
weise geschlossen ist, verringert sich zusätzlich die Spannungsschwingbreite bzw. 
die Rissfortschrittsrate (Beanspruchungsfall 2: 𝑃𝑉𝑜𝑟 > 0, 𝐾𝐼,𝑢´ = 0). Das effektive 
Spannungsverhältnis ist dann gleich null.  

In dem Grenzfall, dass sich der Riss auch bei Oberlast im geschlossenen Zustand 
befindet, findet kein Risswachstum statt (∆𝐾𝐼  = 0). Grundsätzlich ist zu beachten, 
dass kein Risswachstum stattfindet, wenn ∆𝐾𝐼 < ∆𝐾𝐼,𝑡ℎ. 

Die Rissfortschrittsrate (𝑑𝑎
𝑑𝑁

)
𝐶𝐹𝐾

 lässt sich durch die Gleichungen 7.6 bis 7.8 berech-

nen und ist abhängig vom zyklischen SIF ∆𝐾𝐼
´ sowie dem effektiven Spannungs-

verhältnis 𝑅𝑒𝑓𝑓. Zusammenfassend lassen sich diese Beanspruchungswerte wie 
folgt berechnen: 

Für 𝐾𝐼,𝑢
´ > 0: 

∆𝐾𝐼
´ = 𝐾𝐼,𝑜

´ − 𝐾𝐼,𝑢
´ = (𝑛𝑐

𝐾 ∙ 𝐾𝐼,𝑜
0 − 𝐾𝐼,𝑝) − (𝑛𝑐

𝐾 ∙ 𝐾𝐼,𝑢
0 −  𝐾𝐼,𝑝) = 𝑛𝑐

𝐾 ∙ ∆𝐾𝐼
0 (8.6) 

𝑅𝑒𝑓𝑓 = 𝐾𝐼,𝑢
´

𝐾𝐼,𝑜
´ = 𝑛𝑐

𝐾∙𝐾𝐼,𝑢
0 − 𝐾𝐼,𝑝

𝑛𝑐
𝐾∙𝐾𝐼,𝑜

0 − 𝐾𝐼,𝑝
 (8.7) 

Für 𝐾𝐼,𝑢
´ = 0: 

∆𝐾𝐼
´ = 𝐾𝐼,𝑜

´ = 𝑛𝑐
𝐾 ∙ 𝐾𝐼,𝑜

0 − 𝐾𝐼,𝑝 (8.8) 

𝑅𝑒𝑓𝑓 = 𝐾𝐼,𝑢
´

𝐾𝐼,𝑜
´ = 0 (8.9) 

Einfluss einer Vorlast 

Vor dem Hintergrund ihrer spezifischen Beanspruchung sind bei einer geklebten 
CFK-Verstärkung von Brückenbauteilen besondere Randbedingungen zu beach-
ten. Im Folgenden wird angenommen, dass die Verstärkungsmaßnahme unter ru-
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hendem Verkehr und ohne weitere Stützmaßnahmen der Bestandsstruktur durch-
geführt wird. Das rissgeschädigte Bauteil wird dann nur durch das Eigengewicht 
(Vorlast) beansprucht und es kann angenommen werden, dass der Riss geöffnet 
ist. Dieser Belastungszustand entspricht der Unterlast. Infolge der Verkehrsbelas-
tung entsteht dann eine zyklisch wiederkehrende Oberlast bzw. die für den Riss-
fortschritt wirksame Beanspruchung.  

Ohne eine Vorspannung wird der SIF bei Oberlast infolge der Verstärkung redu-
ziert, nicht jedoch der SIF bei Unterlast. Infolgedessen erhöht sich das effektive 
Spannungsverhältnis. Dies ist schematisch mit gestrichelten Linien in Abbildung 
8-1 dargestellt. Eine zusätzliche Vorspannung wirkt dieser Erhöhung von 𝑅𝑒𝑓𝑓 ent-
gegen.  

Zur Ermittlung des SIF bei Oberlast nach einer Verstärkung darf der Abminde-
rungsfaktor 𝑛𝑐

𝐾 nur auf die Beanspruchung infolge Verkehr angesetzt werden 
(siehe Gleichung 8.10). Denn die Verstärkung ist nur für diesen Teil der Beanspru-
chung wirksam. 

𝐾𝐼,𝑜
´ = 𝐾𝐼,𝑢

0 + 𝑛𝑐
𝐾 ∙ (𝐾𝐼,𝑜

0 − 𝐾𝐼,𝑢
0 ) −  𝐾𝐼,𝑝 (8.10) 

Der zyklische SIF ergibt sich für den Fall, dass 𝐾𝐼,𝑢
´ > 0 ist, zu: 

∆𝐾𝐼
´ = (𝐾𝐼,𝑢

0 + 𝑛𝑐
𝐾 ∙ (𝐾𝐼,𝑜

0 − 𝐾𝐼,𝑢
0 ) − 𝐾𝐼,𝑝) − (𝐾𝐼,𝑢

0 −  𝐾𝐼,𝑝) = 𝑛𝑐
𝐾 ∙ ∆𝐾𝐼

0 (8.11) 

Aus Gleichung 8.11 wird ersichtlich, dass eine Applikation unter einer Vorlast 
dann keinen Einfluss auf den zyklischen SIF hat. Das effektive Beanspruchungs-
verhältnis wird jedoch durch die Vorlast beeinflusst und berechnet sich wie folgt. 

𝑅𝑒𝑓𝑓 = 𝐾𝐼,𝑢
´

𝐾𝐼,𝑜
´ = 𝐾𝐼,𝑢

0 − 𝐾𝐼,𝑝

𝐾𝐼,𝑢
0 +𝑛𝑐

𝐾∙(𝐾𝐼,𝑜
0 −𝐾𝐼,𝑢

0 )−𝐾𝐼,𝑝
 (8.12) 

8.3.2 Einfluss von Schweißeigenspannungen 

Im Folgenden wird der Einfluss von Schweißeigenspannungen auf die Rissfort-
schrittsgeschwindigkeit in einem CFK-verstärkten Bauteil beschrieben. Dazu wird 
ein Ermüdungsriss betrachtet, welcher am Schweißnahtübergang einer Stumpf-
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naht entsteht und in Längsrichtung der Naht fortschreitet. Infolge des Schweiß-
prozesses entstehen Eigenspannungen mit Komponenten in der Blechebene 
(transversal und longitudinal) sowie in Dickenrichtung. Die Höhe und die Vertei-
lung der Eigenspannungen wird von der Bauteilgeometrie, lokalen und globalen 
Zwängungen, den Materialeigenschaften sowie der eingebrachten Energie beein-
flusst (Friedrich 2020). Die transversalen Zugeigenspannungen quer zur Naht be-
einflussen maßgeblich den SIF. 

 

Abbildung 8-2: Schematische Darstellung des Einflusses von Eigenspannungen und äußeren Las-
ten auf den SIF (𝐾𝐼

𝑜, 𝐾𝐼
𝑢 und ∆𝐾𝐼) während eines Schwingspiels (Macherauch 1983) 

In Abbildung 8-2 ist schematisch die Rissspitzenbeanspruchung infolge einer äu-
ßeren, zyklischen Last, infolge von Zugeigenspannungen sowie infolge einer kom-
binierten Beanspruchung dargestellt. Das angewendete Superpositionsprinzip 
setzt die Gültigkeit der LEBM voraus. Infolge der Zugeigenspannungen erhöht 
sich das effektive Spannungsverhältnis bzw. die Rissfortschrittsgeschwindigkeit 
um 𝐾𝐼

𝑅𝑆. Der zyklische SIF wird hingegen nicht durch die Zugeigenspannungen 
beeinflusst. 

Im nächsten Schritt wird der Einfluss einer geklebten CFK-Verstärkung auf den 
Rissfortschritt in einem eigenspannungsbehafteten Bauteil erläutert. In jedem Fall 
erfolgt die Applikation der Verstärkungslamelle nach der Ausführung der 
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Schweißnaht. Der Abminderungsfaktor 𝑛𝑐
𝐾 kann daher nicht auf 𝐾𝐼

𝑅𝑆 angesetzt 
werden.  

Für 𝐾𝐼,𝑢
´ > 0 gilt dann für den zyklischen SIF und das effektive Beanspruchungs-

verhältnis: 

∆𝐾𝐼
´ = (𝐾𝐼

𝑅𝑆 + 𝑛𝑐
𝐾 ∙ 𝐾𝐼,𝑜

0 − 𝐾𝐼,𝑝) − (𝐾𝐼
𝑅𝑆 + 𝑛𝑐

𝐾 ∙ 𝐾𝐼,𝑢
0 − 𝐾𝐼,𝑝) = 𝑛𝑐

𝐾 ∙ ∆𝐾𝐼
0 (8.13) 

𝑅𝑒𝑓𝑓 = 𝐾𝐼,𝑢
´

𝐾𝐼,𝑜
´ = 𝐾𝐼

𝑅𝑆+𝑛𝑐
𝐾∙𝐾𝐼,𝑢

0 −𝐾𝐼,𝑝

𝐾𝐼
𝑅𝑆+𝑛𝑐

𝐾∙𝐾𝐼,𝑜
0 −𝐾𝐼,𝑝

 (8.14) 

Der zyklische SIF wird nicht durch die Zugeigenspannungen beeinflusst. 𝑅𝑒𝑓𝑓 er-
höht sich infolge von Zugeigenspannungen, was zu einer Erhöhung der Rissfort-
schrittsgeschwindigkeit führt. Eine Lamellenvorspannung kann gezielt zur Redu-
zierung des Einflusses von Zugeigenspannungen eingesetzt werden. 

Die Quantifizierung des SIF infolge von Eigenspannungen 𝐾𝐼
𝑅𝑆 kann mithilfe von 

Formfunktionen erfolgen. Diese werden in der Regel auf Grundlage numerischer 
Berechnungen für spezifische Randbedingungen hergeleitet. Formfaktoren für 
verschiedene eigenspannungsbehaftete Rissprobleme können der Literatur ent-
nommen werden (siehe z.B. (Nguyen/Wahab 1995); (Tada et al. 2000); (Shi et al. 
1990)). 

8.4 Parameterstudie und Sensitivitätsanalyse  

Im Rahmen von Parameterstudien werden mithilfe des validierten, numerischen 
Berechnungsverfahrens die Einflüsse verschiedener geometrischer und werkstoff-
licher Parameter auf die zuvor definierten Modifikationsfaktoren untersucht: 

• 𝒏𝒄: Modifikationsfaktor zur Berücksichtigung des Einflusses einer 
CFK-Verstärkung ohne Vorspannung 

• 𝑭𝒑
𝑲: Modifikationsfaktor zur Berücksichtigung des zusätzlichen Ein-

flusses einer Lamellenvorspannung 

Dazu wird der Abminderungsfaktor der Rissfortschrittsrate 𝑛𝑐, der sich infolge 
einer schlaffen Verstärkung ergibt, als Zielgröße einer Parameterstudie gewählt. 
Ein abnehmender Wert des Abminderungsfaktors 𝑛𝑐 bedeutet eine zunehmende 
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Wirksamkeit der schlaffen Verstärkung. Der Formfaktor 𝐹𝑝
𝐾, welcher zur Berück-

sichtigung des Einflusses einer Lamellenvorspannung auf den SIF herangezogen 
werden kann, stellt die Zielgröße einer weiteren Parameterstudie dar. Mit einem 
abnehmenden Wert des Formfaktors 𝐹𝑝

𝐾 geht eine abnehmende Wirksamkeit der 
Vorspannung auf den SIF einher.  

Eine wesentliche Einflussgröße des SIF bzw. der Rissfortschrittsrate stellt die be-
zogene Risslänge 2𝑎/𝑊 dar. Daher wird der Einfluss der im Folgenden untersuch-
ten Parameter auf die Modifikationsfaktoren stets für verschiedene Werte von 
2𝑎/𝑊 betrachtet. Zur Auswertung der Ergebnisse werden je Parameter und Mo-
difikationsfaktor zwei Diagramme erstellt. In einem Diagramm wird der Modifi-
kationsfaktor über den Parameter für verschiedene 2𝑎/𝑊 dargestellt. Zudem wird 
in einem zweiten Diagramm die bezogene Risslänge 2𝑎/𝑊 auf der Abszisse auf-
getragen und Kurven für verschiedene Parameterwerte erstellt. 

Durch eine abschließende Sensitivitätsanalyse werden für jeden Modifikationsfak-
tor die maßgebenden Parameter identifiziert. 

8.4.1 Parameterwahl 

Wie die Versuche in Kapitel 6 sowie die Erfahrungen weiterer Forschungsarbeiten 
zeigen, gibt es verschiedene geometrische und werkstoffliche Parameter, die einen 
Einfluss auf die Wirksamkeit der Verstärkung haben. Zunächst sind die globalen 
Steifigkeitsverhältnisse zu nennen, welche durch die Werkstoffsteifigkeiten und 
Querschnittsabmessungen des Stahlblechs, der Klebschicht und der CFK-Lamelle 
bestimmt werden. Entsprechend der maßgeblichen Beanspruchung werden in 
diesem Zusammenhang die einzelnen Bestandteile der Dehnsteifigkeiten der bei-
den Fügeteile (𝐸𝑠; 𝑡𝑠; 𝑊𝑠 bzw. 𝐸𝑐; 𝑡𝑐; 𝑊𝑐) und der Schubsteifigkeit der gesamten 
Klebschicht (𝐺𝑎; 𝑡𝑎; 𝑊𝑐) betrachtet.  

Die Risslänge 𝑎 hat einen wesentlichen Einfluss auf die Wirksamkeit der Verstär-
kung. Mit zunehmender Risslänge bzw. abnehmendem Stahlquerschnitt ändern 
sich die lokalen Steifigkeitsverhältnisse im Bereich des Risses. Zudem steigt die 
Rissuferverschiebung im Laufe des Rissfortschritts. Dies führt zu einer zunehmen-
den Beteiligung der Lamelle am Lastabtrag.  
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Als weiterer Parameter wird die Lamellenposition, ausgedrückt als Abstand von 
der Probenmitte 𝑥𝑐 bezogen auf die (halbe) Stahlblechbreite 𝑊𝑠/2, betrachtet. In 
diesem Zusammenhang soll insbesondere untersucht werden, ob die Wirksamkeit 
der Verstärkung am größten ist, wenn die Lamelle an der Stelle der größten Riss-
uferverschiebung (Rissmitte) oder möglichst nah an der Rissspitze appliziert wird. 
Zudem wird der Einfluss der Überlapplänge 𝑙𝑐 untersucht. Dazu wird die Über-
lapplänge zwischen der halben und der doppelten Mindestüberlapplänge 𝑙𝑐,𝑚𝑖𝑛 
nach (Xia/Teng 2005) variiert. Im Übrigen wird stets die Mindestüberlapplänge an-
gesetzt. 

Für die Einflussgrößen wird auf Grundlage der in den Kapitel 2 und 3 zusammen-
getragenen Anforderungen und konstruktiven Randbedingungen ein Parameter-
raum definiert (siehe Tabelle 8-1). In Abbildung 8-1 sind die Parameter zudem 
schematisch dargestellt. Der Elastizitätsmodul des Stahlfügeteils wird stets zu 
𝐸𝑠 = 210.000 MPa angenommen und nicht variiert. 

 

Abbildung 8-3: Schematische Darstellung der untersuchten Parameter  
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Tabelle 8-1: Zusammenstellung der Parameter und des betrachteten Parameterraums 

Parameter Min Max 

Breite Stahlblech 𝑊𝑠/2 [mm] 150 300 
Dicke Stahlblech 𝑡𝑠 [mm] 5 20 
Breite CFK-Lamelle 𝑊𝑐 [mm] 20 150 
Dicke CFK-Lamelle 𝑡𝑐 [mm] 1,2 3 
E-Modul CFK-Lamelle 𝐸𝑐 [MPa] 150.000 460.000 
Dicke Klebschicht 𝑡𝑎 [mm] 0,5 2,0 
Schubmodul Klebstoff 𝐺𝑎 [MPa] 500 3500 
Position CFK-Lamelle 𝑥𝑐/(𝑊𝑠/2) [-] 0,0375 0,80 
Überlapplänge CFK-Lamelle 𝑙𝑐 [mm] 0,5·𝑙𝑐,𝑚𝑖𝑛  2·𝑙𝑐,𝑚𝑖𝑛 

 

Zur Beurteilung der Auswirkungen einer Parameteränderung auf die Modifikati-
onsfaktoren werden im Folgenden alle Parameter einzeln betrachtet. Je Parameter 
werden die Werte innerhalb des entsprechenden Parameterraums variiert, alle an-
deren Parameter bleiben konstant.  

Die Modifikationsfaktoren 𝑛𝑐 und 𝐹𝑝
𝐾 werden auf Basis von Spannungsintensitäts-

faktoren, die mithilfe des numerischen Verfahrens berechnet werden, mit den 
Gleichungen in Abschnitt 8.3.1 bestimmt. Um lediglich den Einfluss eines Parame-
ters auf die Modifikationsfaktoren untersuchen zu können, wird stets eine kon-
stante äußere Beanspruchung 𝜎 und eine, bezogen auf den Stahlquerschnitt, kon-
stante Vorspannung 𝑃𝑉𝑜𝑟,𝑔𝑒𝑠/𝐴𝑠 aufgebracht. Die Rissfortschrittsraten werden mit 
den Gleichungen 7.6 bis 7.8 bestimmt. Dabei wird ein Paris-Exponent von 𝑚 = 3 
zugrunde gelegt. Zudem wird 𝛾 = 0,717 und 𝐶0 = 6,10E-14 mm/LW gewählt. Eine 
Zusammenstellung der weiteren Eingangswerte der Berechnungen findet sich im 
Anhang, Tabelle A-4. 

8.4.2 Ergebnisse und Diskussion der Parameterstudie - 
Abminderungsfaktor 𝒏𝒄 

8.4.2.1 Einfluss der Stahlblechdicke 𝒕𝒔 und –breite 𝑾𝒔 

Nachfolgend wird auf den Einfluss der Stahlblechdicke 𝑡𝑠 und der Stahlblech-
breite 𝑊𝑠 auf den Abminderungsfaktor 𝑛𝑐 eingegangen. In den Diagrammen in 



8  Ableitung eines ingenieurmäßigen Berechnungsverfahrens 

176 

Abbildung 8-4 und Abbildung 8-5 ist 𝑛𝑐 in Abhängigkeit der Blechdicke und –
breite für verschiedene bezogene Risslängen 2𝑎/𝑊 dargestellt. 

 

Abbildung 8-4: Einfluss der Stahlblechdicke 𝑡𝑠 auf den Abminderungsfaktor 𝑛𝑐 der geklebten 
CFK-Verstärkung 

 

Abbildung 8-5: Einfluss der Stahlblechbreite 𝑊𝑠 auf den Abminderungsfaktor 𝑛𝑐 der geklebten 
CFK-Verstärkung 

Zunächst wird das obere Diagramm in Abbildung 8-4 betrachtet, in dem 𝑛𝑐 über 
𝑡𝑠 aufgetragen ist. Es wird ersichtlich, dass die Stahlblechdicke einen deutlichen 
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Einfluss auf die Wirksamkeit der Verstärkung hat. Wie zu erwarten ist, sinkt die 
Wirksamkeit mit zunehmender Blechdicke. Der Zusammenhang zwischen dem 
Abminderungsfaktor und der Blechdicke ist annähernd linear. Bei der kleinsten 
betrachteten Blechdicke von 5 mm wird die Rissfortschrittsgeschwindigkeit, ge-
mittelt über die bezogene Risslänge, auf etwa 7 % der Rissfortschrittsgeschwindig-
keit des unverstärkten Blechs reduziert. Die Auswirkung einer Blechdickenände-
rung auf den Abminderungsfaktor nimmt mit steigender Risslänge ab, was sich 
an den mit steigendem 2𝑎/𝑊 flacher werdenden Kurven zeigt. Der Einfluss einer 
Blechdickenänderung ist am stärksten bei geringen bezogenen Risslängen ausge-
prägt. 

Die Stahlblechbreite 𝑊𝑠 hat im untersuchten Bereich qualitativ und quantitativ ei-
nen vergleichbaren Einfluss auf die Wirksamkeit der Verstärkung wie die Stahl-
blechdicke 𝑡𝑠.  

Im Diagramm in Abbildung 8-6 ist der Einfluss der bezogenen Risslänge 2𝑎/𝑊 
auf den Abminderungsfaktor 𝑛𝑐 für verschiedene 𝑡𝑠 dargestellt. Das Diagramm 
zeigt, dass die Wirksamkeit je nach bezogener Risslänge 2𝑎/𝑊 unterschiedlich 
stark ausgeprägt ist.  

 

Abbildung 8-6: Einfluss der bezogenen Risslänge 2𝑎/𝑊 auf den Abminderungsfaktor 𝑛𝑐 der ge-
klebten CFK-Verstärkung für verschiedene Stahlblechdicken 𝑡𝑠 
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Mit zunehmender Risslänge steigt 𝑛𝑐 zunächst und sinkt dann ab einem bestimm-
ten Wert 2𝑎/𝑊, der sich je nach Blechdicke im Bereich zwischen 0,4 und 0,6 befin-
det, wieder ab. Die Wirksamkeit nimmt also ab diesem Punkt mit steigender Riss-
länge wieder zu. Dies deutet darauf hin, dass grundsätzlich zwei unterschiedliche 
Verstärkungsmechanismen wirken. Zum einen entsteht durch die Verstärkung ein 
Verbundquerschnitt, infolgedessen ein Teil der Belastung durch die Lamellen und 
die Klebschichten abgetragen wird (Versteifungseffekt). Unter der vereinfachten 
Annahme eines schubstarren Verbundes und der Vernachlässigung der Kleb-
schicht lässt sich in Abhängigkeit des Dehnsteifigkeitsverhältnisses ein Abminde-
rungsfaktor der Stahlblechbeanspruchung bzw. des Spannungsintensitätsfaktors 
in Anlehnung an (Wu et al. 2013c) bestimmen. Der kritische Querschnitt befindet 
sich in der Rissebene, d.h. die Steifigkeitsverhältnisse ändern sich mit zunehmen-
der Risslänge bzw. mit abnehmendem Stahlquerschnitt. Durch Einsetzen in die 
Paris-Erdogan-Gleichung ergibt sich dann ein Abminderungsfaktor der Rissfort-
schrittsrate 𝑛𝑐,1. Dieser lässt sich mithilfe der Gleichung 8.15 berechnen.  

𝑛𝑐,1 = (1/(1 + 4𝐸𝑐𝑊𝑐𝑡𝑐
𝐸𝑠(𝑊𝑠−2𝑎)𝑡𝑠

))𝑚 (8.15) 

Der zweite Verstärkungsmechanismus lässt sich auf einen lokalen Effekt zurück-
führen. Durch die aufgeklebte Lamelle wird der Riss örtlich überbrückt und die 
Rissuferverschiebung beschränkt (Überbrückungseffekt). Unter der Annahme, 
dass sich der Abminderungsfaktor 𝑛𝑐 aus dem Produkt der Abminderungsfakto-
ren der Teileffekte bildet, ergibt sich der Abminderungsfaktor infolge des Über-
brückungseffekts 𝑛𝑐,2 wie folgt: 

𝑛𝑐,2 = 𝑛𝑐/𝑛𝑐,1  (8.16) 

In Abbildung 8-7 sind exemplarisch für eine Blechdicke von 𝑡𝑠 = 8,75 mm die Ab-
minderungsfaktoren getrennt nach Versteifungs- und Überbrückungseffekt gra-
fisch dargestellt. Demnach ist der Überbrückungseffekt besonders bei niedrigen 
bezogenen Risslängen ausgeprägt. Dann ist der Abstand der Rissspitze von der 
Lamellenkante gering. Mit zunehmender Risslänge, d.h. mit zunehmendem Ab-
stand der Rissspitze von der Lamelle, reduziert sich der Effekt. Dies deutet darauf 
hin, dass der Überbrückungseffekt lokal wirkt. Gleichzeitig nimmt dann der An-
teil des Versteifungseffekts an der Gesamtwirksamkeit zu. Dieser ist anfangs noch 
vergleichsweise gering ausgeprägt. Dies lässt sich darauf zurückführen, dass sich 



8.4  Parameterstudie und Sensitivitätsanalyse 

179 

die Steifigkeitsverhältnisse durch den immer kleiner werdenden Stahlquerschnitt 
infolge des Risswachstums ändern. 

 

Abbildung 8-7: Einfluss des Versteifungs- und Überbrückungseffektes in Abhängigkeit der bezo-
genen Risslänge 2𝑎/𝑊 auf den Abminderungsfaktor 𝑛𝑐,1  bzw. 𝑛𝑐.2 (exemplarisch 
für 𝑡𝑠 = 8,75 mm) 

Daraus wird die große Bedeutung der Klebverbindung für die Wirksamkeit der 
Verstärkung ersichtlich. Durch die Klebverbindung werden die Kräfte lokal im 
Bereich des Risses in die Lamelle eingetragen bzw. die Rissöffnung verringert. 
Würde die Verstärkungslamelle anstelle mit einer vollflächigen Klebung beispiels-
weise nur mit einer punktuellen Verankerung an ihren Enden an das zu verstär-
kende Bauteil angebunden werden, wäre der Überbrückungseffekt nur schwach 
oder sogar gar nicht ausgeprägt. Mit zunehmendem Abstand der Verankerung 
von der Rissebene nimmt der Überbrückungseffekt ab, bis im Wesentlichen nur 
noch der Versteifungseffekt wirksam ist. Dadurch lassen sich auch die in (Ghafoori 
et al. 2012a) ermittelten, deutlich niedrigeren Restlebensdauer nach Verstärkungen 
mit mechanisch befestigten Lamellen im Vergleich zu aufgeklebten Lamellen er-
klären (vgl. Abschnitt 2.6). Zudem nimmt aufgrund des exponentiellen Zusam-
menhangs zwischen SIF und Rissfortschrittsrate die Bedeutung des Rissfort-
schritts für die Gesamtrestlebensdauer mit zunehmender Risslänge ab. Dies 
unterstreicht die große Bedeutung des Überbrückungseffekts bzw. der Klebver-
bindung (vgl. Abschnitt 2.6).  

0,0 0,2 0,4 0,6 0,8 1,0
0,0

0,2

0,4

0,6

0,8

1,0

n c
, n

c,
1 b

zw
. n

c,
2 [

-]

Bezogene Risslänge 2a/W [-]

   nc,1 - ts = 8,75 mm

   nc,2 - ts = 8,75 mm

   nc = nc,1*nc,2 - ts = 8,75 mm

nc,1: Versteifungseffekt

nc,2: Überbrückungseffekt



8  Ableitung eines ingenieurmäßigen Berechnungsverfahrens 

180 

Dieser lokal ausgeprägte Verstärkungseffekt infolge der Rissüberbrückung ist 
möglicherweise auch positiv mit Blick auf eine Verstärkung eines Großbauteils. In 
Abbildung 8-8 sind die Abminderungsfaktoren getrennt nach Versteifungs- und 
Überbrückungseffekt exemplarisch für zwei verschiedene Stahlblechbreiten 
(𝑊𝑠 = 300 mm und 𝑊𝑠 = 400 mm) grafisch dargestellt.  

 

Abbildung 8-8: Einfluss des Versteifungs- und Überbrückungseffektes in Abhängigkeit der Riss-
länge 𝑎 auf den Abminderungsfaktor 𝑛𝑐,1  bzw. 𝑛𝑐.2 (exemplarisch für 𝑊𝑠 = 300 mm 
und 𝑊𝑠 = 400 mm) 

Auf der Abszisse sind die absoluten Risslängen 𝑎 aufgetragen. Daraus lässt sich 
erkennen, dass 𝑛𝑐,2 für Risslängen bis etwa 𝑎 = 120 mm praktisch unabhängig von 
der Stahlblechbreite 𝑊𝑠 ist. Der Versteifungseffekt (𝑛𝑐,1) wird hingegen deutlich 
stärker von 𝑊𝑠 bzw. von den Steifigkeitsverhältnissen beeinflusst. Diese Ergeb-
nisse deuten an, dass der Überbrückungseffekt (gekennzeichnet durch 𝑛𝑐,2) wei-
testgehend unabhängig von den Steifigkeitsverhältnissen ist. Der Überbrückungs-
effekt beeinflusst maßgeblich die Wirksamkeit. Daher ist auch nach einer 
geklebten CFK-Verstärkung eines Großbauteils, welches verglichen mit den un-
tersuchten Proben ggfs. deutlich ungünstigere Steifigkeitsverhältnisse aufweist, 
mit einer hohen Wirksamkeit der Verstärkung zu rechnen.  

Diese differenzierte Betrachtung der Wirksamkeit zeigt wesentliche Vorteile des 
Fügeverfahrens Kleben zur Anbindung des Verstärkungselements gegenüber ei-
ner punktuellen Anbindung auf: 
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• Deutlich höhere Wirksamkeit infolge der lokalen Rissüberbrückung  
• Verstärkungseffekt ist bereits bei kleineren Risslänge stark ausgeprägt 
• Höhere Wirksamkeit der Verstärkung auch bei Bauteilen mit ungünsti-

gen Steifigkeitsverhältnissen 

Das Diagramm zum Einfluss der bezogenen Risslänge 2𝑎/𝑊 auf den Abminde-
rungsfaktor 𝑛𝑐 für verschiedene 𝑊𝑠 zeigt qualitativ vergleichbare Kurvenverläufe 
wie in Abbildung 8-6. Daher wird in diesem Kapitel nicht näher darauf eingegan-
gen. Dementsprechend wird auch bei den folgenden Parametern vorgegangen, es 
sei denn die über 2𝑎/𝑊 aufgetragenen Kurven zeigen einen anderen charakteris-
tischen Verlauf. Der Vollständigkeit wegen sind diese Diagramme in Abbildung 
A-6 bis Abbildung A-12, Anhang, aufgeführt. 

8.4.2.2 Einfluss der Lamellendicke 𝒕𝒄 und –breite 𝑾𝒄 

Im Folgenden wird der Einfluss der Lamellendicke und –breite auf den Abminde-
rungsfaktor vorgestellt. Wie Abbildung 8-9 zeigt, ist der Einfluss der Lamellendi-
cke 𝑡𝑐 auf die Wirksamkeit relativ gering. Dies gilt unabhängig von der Risslänge. 
Eine Änderung der Lamellendicke in dem untersuchten Wertebereich beeinflusst 
die Dehnsteifigkeitsverhältnisse aufgrund des dominanten Anteils des Stahlquer-
schnitts nur in vergleichsweise geringem Maß.  

 

Abbildung 8-9: Einfluss der Lamellendicke 𝑡𝑐 auf den Abminderungsfaktor 𝑛𝑐 der geklebten CFK-
Verstärkung 
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Abbildung 8-10: Einfluss der Lamellenbreite 𝑊𝑐 auf den Abminderungsfaktor 𝑛𝑐 der geklebten 
CFK-Verstärkung 

Einen weitaus größeren Einfluss auf die Wirksamkeit hat die Lamellenbreite 𝑊𝑐. 
Abbildung 8-10 zeigt den Einfluss der Lamellenbreite 𝑊𝑐 auf den Abminderungs-
faktor 𝑛𝑐. Bis zu einer Lamellenbreite von etwa 50 mm ist dieser sehr stark ausge-
prägt. Darüber hinaus bewirkt eine breitere Lamelle jedoch nur eine geringfügige 
Änderung des Abminderungsfaktors. Die Lamellenbreite von 50 mm entspricht 
hier lediglich 25 % der halben Stahlblechbreite 𝑊𝑠/2. Ein möglicher Grund dafür 
ist, dass sich die Rissöffnung von der Rissmitte zur Rissspitze hin nicht linear, son-
dern exponentiell verringert. Eine steigende Lamellenbreite, welche den Riss zu-
nehmend zur Rissspitze hin überdeckt, würde somit die gesamte Rissöffnung im-
mer weniger beeinflussen. 

Abbildung 8-11 zeigt den Einfluss der bezogenen Risslänge 2𝑎/𝑊 auf die Wirk-
samkeit 𝑛𝑐 der geklebten CFK-Verstärkung für verschiedene Lamellenbreiten 𝑊𝑐. 
Die Kurventendenz ist für niedrige Lamellenbreiten von 𝑊𝑐 = 10 mm und 
𝑊𝑐 = 20 mm fallend. Der Einfluss der Lamellenbreite ist bei niedrigen bezogenen 
Risslängen stärker ausgeprägt als bei höheren bezogenen Risslängen. Dies spricht 
dafür, dass der bei geringeren Werten von 2𝑎/𝑊 stärker ausgeprägte Überbrü-
ckungseffekt wesentlich von der Lamellenbreite beeinflusst wird. Daher hat eine 
Änderung der Lamellenbreite insbesondere für bezogene Risslängen von 
2𝑎/𝑊 < 0,6 einen großen Effekt auf die Wirksamkeit. 
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Abbildung 8-11: Einfluss der bezogenen Risslänge 2𝑎/𝑊 auf den Abminderungsfaktor 𝑛𝑐 der ge-
klebten CFK-Verstärkung für verschiedene Lamellenbreiten 𝑊𝑐 

8.4.2.3 Einfluss des Elastizitätsmoduls der Lamelle 𝑬𝒄 

Im Diagramm in Abbildung 8-12 ist der Einfluss des Elastizitätsmoduls der La-
melle 𝐸𝑐 auf den Abminderungsfaktor 𝑛𝑐 dargestellt.  

 

Abbildung 8-12: Einfluss des E-Moduls der Lamelle 𝐸𝑐 auf den Abminderungsfaktor 𝑛𝑐 der gekleb-
ten CFK-Verstärkung 
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Der Einfluss der bezogenen Risslänge 2𝑎/𝑊 auf 𝑛𝑐 für verschiedene Werte von 𝐸𝑐 
ist qualitativ vergleichbar mit dem der Stahlblechdicke und –breite und wird da-
her nicht näher diskutiert. Dieser ist in Abbildung A-8, Anhang, dargestellt. 

Der Einfluss des E-Moduls der Verstärkungslamelle ist vergleichbar mit dem der 
Lamellendicke (vgl. Abbildung 8-9) und ist bei niedrigeren bezogenen Risslängen 
etwas stärker ausgeprägt. So geht bei 2𝑎/𝑊 = 0,385 mit der Verdopplung der La-
mellensteifigkeit von 150 GPa auf 300 GPa eine Verringerung des Abminderungs-
faktors 𝑛𝑐 bzw. der Rissfortschrittsgeschwindigkeit um etwa 35 % einher. Bei 
2𝑎/𝑊 = 0,785 beträgt die Verringerung 28 %.  

Eine Änderung der Dehnsteifigkeit der Lamelle hat grundsätzlich auch einen Ein-
fluss auf die Beanspruchung der Klebverbindung. Die Beanspruchungsspitzen an 
den Fügeteilenden resultieren aus den Fügeteildehnungen. Eine Erhöhung der 
Dehnsteifigkeit eines Fügeteils bewirkt daher eine Verringerung der Spannungs-
spitzen. Infolge einer Verdopplung des E-Moduls der Lamelle wird in der zwei-
schnittigen CFK-Stahl-Klebung aus Abschnitt 5.3.3 das Schubspannungsmaxi-
mum um 22 % reduziert. Dies ist insbesondere für die 
Ermüdungsbeanspruchbarkeit relevant. Aufgrund der vergleichsweise hohen 
Steigung 𝑚 bzw. des flachen Verlaufs der Wöhlerlinien von Klebverbindungen, 
ist die ertragbare Lastwechselzahl sehr sensitiv gegenüber einer Änderung der Be-
anspruchungsschwingbreite. Daher kann eine geringfügige Reduzierung der Be-
anspruchung bereits eine erhebliche Erhöhung der ertragbaren Lastwechselzahl 
bewirken. 

8.4.2.4 Einfluss des Klebstoffschubmodul 𝑮𝒂 und der Klebschichtdicke 𝒕𝒂 

Sowohl die Klebschichtdicke als auch der Klebstoffschubmodul haben insbeson-
dere im hohen Risslängenbereich einen geringen Einfluss. Dies wird aus den Dia-
grammen in Abbildung 8-13 und Abbildung 8-14 ersichtlich. Im niedrigeren Riss-
längenbereich, in dem der Überbrückungseffekt maßgeblich wirkt, ist der Einfluss 
hingegen höher. Je größer der Verhältniswert 𝐺𝑎/𝑡𝑎, desto stärker wird die Riss-
öffnung durch die Überbrückung verringert. Auffällig ist, dass eine Änderung des 
Klebstoffschubmodul bis etwa 1500 MPa einen vergleichsweise großen Einfluss 
auf die Wirksamkeit hat. Darüber hinaus ist der mögliche Wirksamkeitsgewinn 
hingegen deutlich geringer. Daraus lässt sich für die Klebstoffauswahl ein Min-
destwert des Klebstoffschubmoduls von 1500 MPa definieren.  
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Abbildung 8-13: Einfluss des Klebstoffschubmodul 𝐺𝑎 auf den Abminderungsfaktor 𝑛𝑐 der gekleb-
ten CFK-Verstärkung 

 

Abbildung 8-14: Einfluss der Klebschichtdicke 𝑡𝑎 auf den Abminderungsfaktor 𝑛𝑐 der geklebten 
CFK-Verstärkung 

8.4.2.5 Einfluss der Lamellenposition 𝒙𝒄/(𝑾𝒔/𝟐) 

Neben Steifigkeits- und Querschnittsparametern wird auch der Einfluss der La-
mellenposition auf die Wirksamkeit der Verstärkung untersucht. Der Parameter 
berechnet sich aus dem Abstand der Lamellenmitte von der Probenmitte 𝑥𝑐 bezo-
gen auf die halbe Stahlblechbreite 𝑊𝑠/2.  
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Abbildung 8-15: Einfluss der Lamellenposition 𝑥𝑐/(𝑊𝑠/2) auf den Abminderungsfaktor 𝑛𝑐 der ge-
klebten CFK-Verstärkung 

Bei Betrachtung des Diagramms in Abbildung 8-15 wird ersichtlich, dass sich bei 
konstanter bezogener Risslänge 2𝑎/𝑊 mit steigendem Verhältnis 𝑥𝑐/(𝑊𝑠/2) auch 
der Abminderungsfaktor 𝑛𝑐 verringert bzw. die Wirksamkeit erhöht. Das bedeu-
tet, dass die Wirksamkeit umso stärker ausgeprägt ist, je näher sich die Verstär-
kungslamelle an der Rissspitze befindet. Die Wirksamkeit ist nicht am stärksten 
ausgeprägt, wenn sich die Lamelle an der Stelle der größten Rissöffnung befindet, 
d.h. in diesem Fall in Probenmitte (𝑥𝑐/(𝑊𝑠/2) = 0). Dies unterstreicht den lokalen 
Einfluss der Verstärkung auf die Rissspitzenbeanspruchung. 

8.4.2.6 Einfluss der Überlapplänge 𝒍𝒄 

In dem Diagramm in Abbildung 8-16 ist der Einfluss der Überlapplänge 𝑙𝑐 auf den 
Abminderungsfaktor 𝑛𝑐 dargestellt. Die Wirksamkeit wird demnach nur in gerin-
gem Maß von der Überlapplänge beeinflusst. Dies gilt auch für Überlapplängen, 
die geringer als die Mindestüberlapplänge 𝑙𝑐,𝑚𝑖𝑛  nach dem verifizierten Ansatz 
von (Xia/Teng 2005) sind. Der geringe Einfluss der Überlapplänge lässt sich darauf 
zurückführen, dass der wesentliche Teil der Kräfte über einen vergleichsweise 
kleinen Überlappbereich in Lamellenmitte, d.h. im Bereich der Rissufer, in die La-
melle eingetragen wird (vgl. Abbildung 5-9). 
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Abbildung 8-16: Einfluss der Überlapplänge 𝑙𝑐 auf den Abminderungsfaktor 𝑛𝑐 der geklebten CFK-
Verstärkung 

Es ist zu beachten, dass mit dem Unterschreiten der Mindestüberlapplänge die 
maximale Beanspruchung der Klebschicht deutlich zunimmt und ggfs. die Ermü-
dungsbeanspruchbarkeit überschritten wird. Ab einer bestimmten Überlapplänge 
verliert das vereinfachte linear-elastische Materialverhalten seine Gültigkeit. Im 
Rahmen dieser Parameterstudie wird stets angenommen, dass der Klebverbund 
intakt ist. 

8.4.3 Ergebnisse und Diskussion der Parameterstudie – 
Formfaktor 𝑭𝒑

𝑲 

8.4.3.1 Voruntersuchung zum Einfluss der Lamellenvorspannung 

Zunächst wird der Einfluss der bezogenen Risslänge 2𝑎/𝑊 sowie der Lamellen-
vorspannkraft 𝑃𝑉𝑜𝑟 auf das effektive Spannungsverhältnis 𝑅𝑒𝑓𝑓 und den zykli-
schen SIF quantitativ anhand eines exemplarischen, zentrisch gerissenen Stahl-
blechs untersucht. Die Lamellenvorspannung wird zwischen 0 kN und 40% der 
statischen Verbundbruchkraft 𝐹𝐿𝑏 nach den Gleichungen 2.13 und 2.14 je Lamelle 
variiert. Es wird eine Klebstoffzugfestigkeit von 𝑓𝑡,𝑎= 30 MPa zugrunde gelegt 
(vgl. Klebstoff MC-DUR 1280: 𝑓𝑡,𝑎= 33,6 MPa). Die übrigen Eingangswerte der Be-
rechnungen können dem Anhang, Tabelle A-4 entnommen werden. 
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In Abbildung 8-17 ist der Einfluss der bezogenen Risslänge und Vorspannung auf 
das effektive Spannungsverhältnis an der Rissspitze 𝑅𝑒𝑓𝑓 dargestellt.  

 

Abbildung 8-17: Einfluss der bezogenen Vorspannung 𝑃𝑉𝑜𝑟/𝐹𝐿𝑏 und der bezogenen Risslänge 2𝑎/𝑊 
auf das effektive Spannungsverhältnis 𝑅𝑒𝑓𝑓 

Grundsätzlich wird durch eine Vorspannung das effektive Spannungsverhältnis 
𝑅𝑒𝑓𝑓 reduziert (vgl. Abschnitt 7.2). Ab einer bestimmten Vorspannung ist der Riss 
während eines Lastzyklus teilweise geschlossen. Da im numerischen Modell der 
Kontakt der beiden Rissufer zueinander nicht berücksichtigt wird, ergibt sich in 
diesem Fall ein negativer SIF. Daher nimmt in der Rechnung auch 𝑅𝑒𝑓𝑓 negative 
Werte an, wenn der Riss bei Unterlast geschlossen ist. Zur Berechnung der Riss-
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)
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SIF (𝐾𝐼,𝑢 < 0) das effektive Spannungsverhältnis zu 𝑅𝑒𝑓𝑓 = 0 angenommen. Der 
zyklische SIF wird analog mit 𝐾𝐼,𝑢 = 0 berechnet, falls 𝐾𝐼,𝑢 < 0 ist. 

Das Diagramm in Abbildung 8-17 zeigt, dass infolge einer steigenden Vorspan-
nung das effektive, numerisch berechnete Spannungsverhältnis 𝑅𝑒𝑓𝑓 sinkt. Für 
𝑃𝑉𝑜𝑟/𝐹𝑙𝑏 = 0,1 ist der Riss bis zu einer Risslänge von etwa 2𝑎/𝑊 = 0,45 bei Unterlast 
geschlossen (𝑅𝑒𝑓𝑓 < 0). Für größere Risslängen ist der Riss im Verlauf eines Last-
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zunehmender Risslänge ab. Dies widerspricht zunächst den Ergebnissen der nu-
merischen Berechnungen der zentrisch gekerbten Proben aus Abschnitt 7.3. Dort 
ist das effektive Spannungsverhältnis über den gesamten Rissfortschritt hinweg 
konstant und kann mithilfe von Nennspannungen berechnet werden. Dies ist für 
die hier untersuchte Bauteilgeometrie nicht möglich. Zum Vergleich sind in Ab-
bildung 8-17 die effektiven Spannungsverhältnisse, die mithilfe von Nennspan-
nungen bestimmt wurden, mit gepunkteten Linien dargestellt. 

Die Vorspannung führt zusätzlich im Vergleich zu einer schlaffen Verstärkung zu 
einer geringeren Schwingbreite des SIF, wenn der Riss während des Lastzyklus 
teilweise geschlossen ist bzw. 𝑅𝑒𝑓𝑓 < 0 ist. Dies wird anhand der folgenden Abbil-
dung 8-18 deutlich. 

 

Abbildung 8-18: Einfluss der bezogenen Vorspannung 𝑃𝑉𝑜𝑟/𝐹𝑙𝑏 und der bezogenen Risslänge 2𝑎/𝑊 
auf den bezogenen zyklischen SIF ∆𝐾𝐼

´/∆𝐾𝐼
0 

Darin ist der zyklische SIF nach der Verstärkung, bezogen auf das unverstärkte 
Referenzbauteil ∆𝐾𝐼

´/∆𝐾𝐼
0, in Abhängigkeit der bezogenen Risslänge 2𝑎/𝑊 für 

verschiedene Vorspanngrade 𝑃𝑉𝑜𝑟/𝐹𝑙𝑏 dargestellt. Für 𝑃𝑉𝑜𝑟/𝐹𝑙𝑏 = 0,1 und 0,2 ist der 
Riss ab einer bestimmten Risslänge vollständig geöffnet (gekennzeichnet durch 
die gestrichelten Linien). Der zyklische SIF entspricht dann wieder dem einer 
schlaff verstärkten Probe (𝑃𝑉𝑜𝑟/𝐹𝑙𝑏 = 0), da die Vorspannung nicht mehr ausreicht, 
den Riss teilweise zu überdrücken.  
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8.4.3.2 Einfluss der Stahlblechdicke 𝒕𝒔 und –breite 𝑾𝒔 

In den Diagrammen in Abbildung 8-19 und Abbildung 8-20 ist der Einfluss der 
Stahlblechdicke 𝑡𝑠 bzw. der Stahlblechbreite 𝑊𝑠 auf den Formfaktor 𝐹𝑝

𝐾dargestellt.  

 

Abbildung 8-19: Einfluss der Stahlblechdicke 𝑡𝑠 auf den Formfaktor 𝐹𝑝
𝐾 der geklebten CFK-Verstär-

kung 

 

Abbildung 8-20: Einfluss der Stahlblechbreite 𝑊𝑠 auf den Formfaktor 𝐹𝑝
𝐾 der geklebten CFK-Ver-

stärkung 
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Die Ergebnisse zeigen, dass der Formfaktor 𝐹𝑝
𝐾 mit steigender Dicke des Stahl-

blechs zunimmt. Entsprechend nimmt auch die Wirksamkeit der Vorspannung 
hinsichtlich der Reduzierung des SIF zu. Verglichen mit dem Abminderungsfak-
tor 𝑛𝑐, bei dem mit steigender Blechdicke eine abnehmende Wirksamkeit einher-
geht, ist der Einfluss der Blechdicke auf die Wirksamkeit der Vorspannung gegen-
sätzlich. Für kleinere bezogene Risslängen 2𝑎/𝑊 ist der Einfluss der Blechdicke 
stärker ausgeprägt, was sich am steileren Kurvenverlauf erkennen lässt. 

Betrachtet man das Diagramm in Abbildung 8-20 so ist keine eindeutige Aussage 
zum Einfluss der Stahlblechbreite auf den Formfaktor 𝐹𝑝

𝐾 möglich. Für kleine be-
zogene Risslängen von 2𝑎/𝑊 = 0,285 und 2𝑎/𝑊 = 0,385 steigt 𝐹𝑝

𝐾 tendenziell an. 
Dabei ist der Einfluss bis zu einer Blechbreite von etwa 600 mm vergleichsweise 
stark ausgeprägt. Für größere Blechbreiten ist der Einfluss deutlich geringer. Mit 
zunehmender bezogener Risslänge ist hingegen tendenziell ein leicht fallender 
Kurvenverlauf erkennbar. Der Einfluss der Blechbreite auf 𝐹𝑝

𝐾 ist dann jedoch ver-
nachlässigbar gering bzw. praktisch nicht mehr vorhanden. 

 

Abbildung 8-21: Einfluss der bezogenen Risslänge 2𝑎/𝑊 auf den Formfaktor 𝐹𝑝
𝐾 der geklebten 

CFK-Verstärkung für verschiedene Stahlblechdicken 𝑡𝑠 

0,0 0,2 0,4 0,6 0,8 1,0
0,0

0,2

0,4

0,6

0,8

1,0

1,2

1,4

Fo
rm

fa
kt

or
 F

K p
 [-

]

Bezogene Risslänge 2a/W [-]

   ts = 5 mm

   ts = 8,75 mm

   ts = 12,5 mm

   ts = 16,25 mm

   ts = 20 mm



8  Ableitung eines ingenieurmäßigen Berechnungsverfahrens 

192 

Abbildung 8-21 zeigt den Einfluss der bezogenen Risslänge 2𝑎/𝑊 auf den Form-
faktor 𝐹𝑝

𝐾 für verschiedene Stahlblechdicken 𝑡𝑠. Anhand des Diagramms ist zu-
nächst erkennbar, dass 𝐹𝑝

𝐾 für alle untersuchten Blechdicken mit zunehmender be-
zogener Risslänge 2𝑎/𝑊 deutlich sinkt.  

Bei einer Blechdicke von 𝑡𝑠 = 5 mm und 2𝑎/𝑊 = 0,785 beträgt 𝐹𝑝
𝐾 beispielsweise 

0,204. Unter der vereinfachten Annahme einer gleichförmigen Verteilung der Vor-
spannkraft im Stahlquerschnitt bedeutet das, dass lediglich etwa 20 % der Vor-
spannung an der Rissspitze wirksam sind. Die Wirksamkeit der Vorspannung 
sinkt also mit zunehmendem Rissfortschritt bzw. zunehmendem Abstand von der 
Verstärkungslamelle. Dadurch lässt sich auch der charakteristische Verlauf des ef-
fektiven Spannungsverhältnisses 𝑅𝑒𝑓𝑓 in Abbildung 8-17 erklären. Die höhere 
Wirksamkeit der Vorspannung auf die Rissspitzenbeanspruchung bei niedrigen 
bezogenen Risslängen 2𝑎/𝑊 führt zu einer stärkeren Reduzierung von 𝑅𝑒𝑓𝑓. Mit 
zunehmender Risslänge steigt 𝑅𝑒𝑓𝑓, da die Vorspannung zunehmend weniger 
wirksam ist. Dies deutet zudem darauf, dass der Verlauf der durch die Vorspan-
nung eingetragenen Druckbeanspruchung über die Breite des Stahlblechs in der 
Rissebene nicht konstant ist. 

Der Verlauf des Formfaktors 𝐹𝑝
𝐾 über die bezogene Risslänge 2𝑎/𝑊 ist auch bei 

Variierung der übrigen, nachfolgenden Parameter qualitativ vergleichbar. Daher 
wird im Folgenden, außer bei der Überlapplänge 𝑙𝑐, nicht weiter darauf eingegan-
gen. Der Vollständigkeit wegen sind diese Diagramme für die nachfolgenden Pa-
rameter im Anhang, Abbildung A-13 bis Abbildung A-19 zu finden. 

8.4.3.3 Einfluss der Lamellendicke 𝒕𝒄 und –breite 𝑾𝒄 

Im Gegensatz zu den Querschnittsabmessungen des Stahlblechs sinkt der Form-
faktor 𝐹𝑝

𝐾 bzw. die Wirksamkeit der Vorspannung mit steigender Dicke und Breite 
der Lamelle. Dies wird aus den Diagrammen in Abbildung 8-22 und Abbildung 
8-23 ersichtlich. Der Einfluss der beiden Parameter auf 𝐹𝑝

𝐾 ist dabei auch umso 
geringer ausgeprägt, je größer die bezogene Risslänge ist. Ab einem bestimmten 
Wert von 2𝑎/𝑊 ist der Einfluss der Lamellendicke vernachlässigbar gering.  
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Abbildung 8-22: Einfluss der Lamellenbreite 𝑊𝑐 auf den Formfaktor 𝐹𝑝
𝐾 der geklebten CFK-Verstär-

kung 

 

Abbildung 8-23: Einfluss der Lamellendicke 𝑡𝑐 auf den Formfaktor 𝐹𝑝
𝐾 der geklebten CFK-Verstär-

kung 

8.4.3.4 Einfluss des Elastizitätsmoduls der Lamelle 𝑬𝒄 

Im Diagrammen in Abbildung 8-24 ist der Einfluss des Elastizitätsmoduls der La-
melle 𝐸𝑐 auf den Formfaktor 𝐹𝑝

𝐾 dargestellt. Mit steigender Steifigkeit nimmt der 
Formfaktor bzw. Wirksamkeit der Vorspannung ab. Wie bereits bei den vorheri-
gen Parametern nimmt der Einfluss mit zunehmender Risslänge ab. 
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Abbildung 8-24: Einfluss des E-Moduls der Lamelle 𝐸𝑐 auf den Formfaktor 𝐹𝑝
𝐾 der geklebten CFK-

Verstärkung 

Im Gegensatz zur Abminderungsfaktor 𝑛𝑐 wirkt sich eine Erhöhung des E-Moduls 
der Lamelle negativ auf die Wirksamkeit aus. Dieser gegensätzliche Effekt wurde 
auch bei den Parametern Stahlblechbreite und –dicke sowie Lamellenbreite und -
dicke beobachtet. Daraus lässt sich schließen, dass auch eine Änderung des 
Dehnsteifigkeitsverhältnisses der Fügeteile einen gegensätzlichen Effekt auf die 
Wirksamkeit hat. Anschaulich lässt sich dies durch den stattfindenden Kraftfluss 
erklären. Für eine hohe Wirksamkeit einer schlaffen Verstärkung muss ein mög-
lichst großer Teil der Beanspruchungen infolge äußerer Belastung aus dem ver-
stärkten Bauteil in die Lamelle übertragen werden. Dazu ist ein möglichst großes 
Verhältnis von Lamellendehnsteifigkeit zu Bauteildehnsteifigkeit erforderlich. Für 
eine hohe Wirksamkeit der Vorspannung muss hingegen ein möglichst großer Teil 
der Vorspannung aus der Lamelle in das zu verstärkende Bauteil eingeleitet wer-
den. Dazu ist ein möglichst niedriges Verhältnis von Lamellendehnsteifigkeit zu 
Bauteildehnsteifigkeit erforderlich. 

8.4.3.5 Einfluss des Klebstoffschubmodul 𝑮𝒂 und der Klebschichtdicke 𝒕𝒂 

Abbildung 8-25 und Abbildung 8-26 zeigen den Einfluss des Klebstoffschubmo-
duls 𝐺𝑎 und der Klebschichtdicke 𝑡𝑎 auf den Formfaktor 𝐹𝑝

𝐾. Mit steigendem 
Schubmodul sinkt der Formfaktor, d.h. der Effekt der Vorspannung auf den SIF 
verringert sich. Eine Erhöhung der Klebschichtdicke wirkt sich hingegen positiv 
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auf die Wirksamkeit aus. Diese Effekte sind, wie bereits zuvor erläutert, gegen-
sätzlich zu den Effekten, wie sie bei der Untersuchung des Abminderungsfaktors 
𝑛𝑐 beobachtet wurden. Dort wirken sich eine Erhöhung des Schubmoduls und 
eine Verringerung der Klebschichtdicke positiv auf die Wirksamkeit aus. Die Kur-
vengradienten sind für die Parameter 𝐺𝑎 und 𝑡𝑎 nahezu unabhängig von der be-
zogenen Risslänge 2𝑎/𝑊.  

 

Abbildung 8-25: Einfluss des Klebstoffschubmodul 𝐺𝑎 auf den Formfaktor 𝐹𝑝
𝐾 der CFK-Verstärkung 

 

Abbildung 8-26: Einfluss der Klebschichtdicke 𝑡𝑎 auf den Formfaktor 𝐹𝑝
𝐾 der CFK-Verstärkung 
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8.4.3.6 Einfluss der Überlapplänge 𝒍𝒄 

Im Diagramm in Abbildung 8-27 ist der Einfluss der Überlapplänge 𝑙𝑐 auf den 
Formfaktor 𝐹𝑝

𝐾dargestellt. Daraus wird ersichtlich, dass der Formfaktor 𝐹𝑝
𝐾in hö-

herem Maß von der Überlapplänge beeinflusst wird als der Abminderungsfaktor 
𝑛𝑐. Für geringe bezogene Risslängen sinkt die Wirksamkeit der Vorspannung mit 
zunehmender Überlapplänge. Dieser Effekt kehrt sich mit zunehmender bezoge-
ner Risslänge jedoch um, sodass sich eine Erhöhung der Überlapplänge positiv auf 
die Wirksamkeit auswirkt.  

 

Abbildung 8-27: Einfluss der Überlapplänge 𝑙𝑐 auf den Formfaktor 𝐹𝑝
𝐾 der geklebten CFK-Verstär-

kung 

Im Vergleich zum Abminderungsfaktor 𝑛𝑐 ist der Effekt der Überlapplänge deut-
lich stärker ausgeprägt. Dies lässt sich darauf zurückführen, dass der wesentliche 
Teil der Vorspannkraft über einen relativ kleinen Überlappungsbereich an den La-
mellenenden und nicht im Bereich des Risses in das verstärkte Bauteil eingetragen 
wird. Dies wird anhand der Schubspannungsverteilung in Abbildung 5-10 ersicht-
lich. Je höher die Schubbeanspruchung in einem Überlappungsbereich ist, desto 
größer ist der Anteil der Kraft, der an dieser Stelle von einem Fügeteil in das an-
dere übertragen wird. Nach der Annahme des Modells von (Täljsten et al. 2009) 
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wird die Vorspannung gleichmäßig verteilt über die Lamellenlänge in das Stahl-
bauteil eingeleitet (siehe Abbildung 2-30). Mit zunehmender Überlapplänge ist 
diese Modellannahme somit nicht zutreffend. 

Mit zunehmender Überlapplänge nimmt der Abstand des Einleitungsbereichs des 
überwiegenden Anteils der Vorspannkraft von der Rissebene zu. Ab einer be-
stimmten Überlapplänge ist der Abstand zur Rissebene ausreichend groß, damit 
sich die lokal eingeleitete Vorspannkraft gleichförmig über den Stahlquerschnitt 
verteilen kann. 

In Abbildung 8-28 ist der Einfluss der bezogenen Risslänge 2𝑎/𝑊 auf 𝐹𝑝
𝐾 für ver-

schiedene Überlapplängen dargestellt. Mit zunehmender Überlapplänge nähert 
sich der Formfaktor 𝐹𝑝

𝐾 dem Abminderungsfaktor des SIF 𝑛𝑐
𝐾 an. Ab einer be-

stimmten Überlapplänge ändert sich 𝐹𝑝
𝐾 dann nicht mehr und 𝐹𝑝

𝐾 entspricht 𝑛𝑐
𝐾 

(siehe Abbildung 8-28). Dies gilt in diesem Fall etwa für ein Verhältnis der Über-
lapplänge (𝑙𝑐 = 400 mm) zur Breite des Stahlblechs von 𝑙𝑐/𝑊𝑠 = 1. 

 

Abbildung 8-28: Einfluss der bezogenen Risslänge 2𝑎/𝑊 auf den Formfaktor 𝐹𝑝
𝐾 der geklebten 
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𝑅𝑒𝑓𝑓 = 𝜎𝑢−(𝑃𝑉𝑜𝑟,𝑔𝑒𝑠/𝐴𝑠)
𝜎𝑜−(𝑃𝑉𝑜𝑟,𝑔𝑒𝑠/𝐴𝑠)

 (8.17) 

Dies erklärt auch, dass sich das effektive Spannungsverhältnis 𝑅𝑒𝑓𝑓 der in Kapitel 
6 untersuchten Proben mithilfe der Nennspannungen berechnen lässt. Bei diesen 
Proben wurde eine vergleichsweise große Überlapplänge gewählt. Das Verhältnis 
von Überlapplänge 𝑙𝑐 zu Stahlblechbreite 𝑊𝑠 betrug 1,43 für den Klebstoff MC-
DUR 1280 und 2,1 für den Klebstoff Sikadur-370. 

Zudem lässt sich Gleichung 8.8 wie folgt umformen, wenn 𝐹𝑝
𝐾 = 𝑛𝑐

𝐾 gilt. 

∆𝐾𝐼
´ = 𝐾𝐼,𝑜

´ = 𝑛𝑐
𝐾 ∙ (σ0 − 𝑃𝑉𝑜𝑟,𝑔𝑒𝑠/𝐴𝑠) ∙ √𝜋𝑎 ∙ 𝑌0 (8.18) 

Die Druckvorspannung kann dann direkt mit der Oberspannung im Stahl über-
lagert werden. 

8.4.3.7 Einfluss der Lamellenposition 𝒙𝒄/(𝑾𝒔/𝟐) 

In Abbildung 8-29 ist der Formfaktor 𝐹𝑝
𝐾 in Abhängigkeit der Lamellenposition 

bezogen auf die Stahlblechbreite 𝑥𝑐/(𝑊𝑠/2) dargestellt. Die Lamellenposition hat 
nur einen vernachlässigbaren Einfluss auf 𝐹𝑝

𝐾. Aus den Kurvenverläufen wird 
auch ersichtlich, dass der Einfluss des Abstands der Lamellenkante zur Rissspitze 
ebenfalls gering ist. Dieser nimmt mit zunehmendem Wert 𝑥𝑐/(𝑊𝑠/2) ab, da 𝑊𝑠 
und 𝑊𝑐 bei den Berechnungen stets konstant sind. Ein möglicher Grund ist, dass 
die Vorspannung, wie zuvor gezeigt, im Bereich der Lamellenenden in das Stahl-
blech eingetragen wird. Dadurch kann sich die Vorspannkraft in gewissem Maß 
bis zur Rissebene in Richtung der Querschnittsbreite verteilen und die Lamellen-
position entlang der Rissachse verliert an Bedeutung für die Wirksamkeit. 
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Abbildung 8-29: Einfluss der Lamellenposition 𝑥𝑐/(𝑊𝑠/2) auf den Formfaktor 𝐹𝑝
𝐾 der geklebten 

CFK-Verstärkung 

8.4.4 Sensitivitätsanalyse 

Zur Beurteilung der Sensitivität der Modifikationsfaktoren 𝑛𝑐 und 𝐹𝑝
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faktor herzustellen. Je Parameter werden die bezogenen Risslängen 2𝑎/𝑊 = 0,285, 
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telten Regressionsgleichung die Werte der Modifikationsfaktoren (NP im Neutral-
punkt, P10 bei +10 % und M10 bei -10 %) berechnet. Der Neutralpunkt wird als 
Mittel des jeweiligen Parameterraums definiert. 𝑆𝐷𝑅 ergibt sich dann mithilfe der 
Gleichung 8.19. 

𝑆𝐷𝑅 = (𝑃10−𝑀10
𝑁𝑃

) /2  (8.19) 
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für 𝑆𝐷𝑅 steigt die Wirksamkeit, bei einem negativen Wert verringert sich die Wirk-
samkeit. In Abbildung 8-30 und Abbildung 8-31 sind die Ergebnisse der Sensitivi-
tätsanalyse für die Modifikationsfaktoren grafisch zusammengefasst dargestellt.  

 

Abbildung 8-30: Ergebnisse der Sensitivitätsanalyse für den Abminderungsfaktor 𝑛𝑐 (Parameterän-
derung +10 %) 

 

Abbildung 8-31: Ergebnisse der Sensitivitätsanalyse für den Formfaktor 𝐹𝑝
𝐾 (Parameteränderung 

+10 %) 
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Zunächst wird auf die Ergebnisse der Sensitivitätsanalyse für den Abminderungs-
faktor 𝑛𝑐 eingegangen. Aus Abbildung 8-30 wird ersichtlich, dass jeweils eine Än-
derung der Querschnittsabmessungen der Fügeteile (Parameter 1 und 2 bzw. 3 
und 4) große Auswirkungen auf die Wirksamkeit haben. Der Effekt ist bei gerin-
geren 2𝑎/𝑊 stärker ausgeprägt. Zudem zeigt der gegensätzliche Effekt einer 
Querschnittsvergrößerung je eines Fügeteils, dass der Verhältniswert der Quer-
schnittsflächen eine maßgebende Größe ist. Dies gilt auch für die Steifigkeiten der 
Fügeteilwerkstoffe (siehe Parameter 5), sodass das Verhältnis der Dehnsteifigkei-
ten der Fügeteile (𝐸𝐴)𝑐/(𝐸𝐴)𝑠 die Wirksamkeit der Verstärkung maßgeblich be-
einflusst. Dies gilt auch für den Formfaktor 𝐹𝑝

𝐾. Zwar kann sich eine Änderung der 
Blechbreite je nach bezogener Risslänge positiv oder negativ auf 𝐹𝑝

𝐾 auswirken, 
jedoch ist die Sensitivität verglichen mit den anderen Parametern 2 bis 5 gering. 
Verglichen mit dem Abminderungsfaktor 𝑛𝑐 wirkt sich eine Änderung des 
Dehnsteifigkeitsverhältnisses allerdings gegensätzlich auf den Formfaktor 𝐹𝑝

𝐾 aus. 
Dies ist bei der Dimensionierung der Verstärkung zu beachten. Eine Verringerung 
des Verhältnisses (𝐸𝐴)𝑐/(𝐸𝐴)𝑠 wirkt sich positiv auf 𝑛𝑐, d.h. die Wirksamkeit einer 
schlaff aufgeklebten Verstärkung aus. Ist zusätzlich eine Lamellenvorspannung 
zur Reduzierung des SIF vorhanden, wirkt sich eine Verringerung von 
(𝐸𝐴)𝑐/(𝐸𝐴)𝑠 negativ auf die Wirksamkeit dieser Vorspannung aus.  

Von geringerer Bedeutung als das Verhältnis der Fügeteildehnsteifigkeiten sind 
die Klebschichtdicke und der Klebstoffschubmodul (Parameter 6 und 7). Die Sen-
sitivität sinkt für 𝑛𝑐 bzw. steigt für 𝐹𝑝

𝐾 tendenziell mit wachsender Risslänge. Der 
gegensätzliche Effekt einer Erhöhung der beiden Parameter deutet an, dass ver-
gleichbar zu den längsbeanspruchten Fügeteilen die Steifigkeit der schubbean-
spruchten Klebschicht einen Einfluss auf die Wirksamkeit hat. Diese Steifigkeit 
lässt sich durch den Verhältniswert der Parameter 𝐺𝑎/𝑡𝑎 ausdrücken (vgl. (Li et al. 
2018)). Wie schon bei dem Dehnsteifigkeitsverhältnis wirkt sich eine Änderung 
von 𝐺𝑎/𝑡𝑎 gegensätzlich auf die Wirksamkeiten der beiden Modifikationsfaktoren 
aus. 

Der Sensitivitätsindex für den Parameter der Lamellenposition (Parameter 8) ist 
für 𝑛𝑐 vergleichbar mit dem der Dicke oder des E-Moduls der Lamelle. Die Au-
ßenkante der Lamelle sollte möglichst nah an der Rissspitze positioniert werden, 
um die größte Wirksamkeit zu erreichen. Auf die Wirksamkeit der Vorspannung 
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hat die Lamellenposition hingegen einen vernachlässigbaren Einfluss. Der Sensi-
tivitätsindex ist hier kleiner 1,5 %. 

Die Überlapplänge (Parameter 9) ist für 𝑛𝑐 von untergeordneter Bedeutung; ins-
besondere dann, wenn die Mindestüberlapplänge realisiert werden kann. Der 
Formfaktor 𝐹𝑝

𝐾 reagiert hingegen deutlich sensitiver auf eine Änderung der Über-
lapplänge. Der Effekt ist stark abhängig von der bezogenen Risslänge. Während 
𝐹𝑝

𝐾 mit zunehmender Überlapplänge bei niedrigen Risslängen abnimmt, nimmt 
sie bei größeren Risslängen zu. Wie die Untersuchungen im vorherigen Kapitel 
zeigen, geht die Sensitivität für 𝑙𝑐/𝑊𝑠 > 1 jedoch gegen null. 𝐹𝑝

𝐾 entspricht dann 𝑛𝑐
𝐾 

und eine weitere Erhöhung der Überlapplänge beeinflusst 𝐹𝑝
𝐾 nicht. 

Einflussgröße Verbindungssteifigkeit 

Trotz der etwa doppelt so großen Schubsteifigkeit des Klebstoffs MC-DUR 1280 
gegenüber dem Klebstoff Sikadur-370 sind in den experimentellen und numeri-
schen Untersuchungen die Unterschiede zwischen den Klebstoffen hinsichtlich 
der Wirksamkeit deutlich geringer. Dies liegt möglicherweise daran, dass die Stei-
figkeit der gesamten Verbindung eine wesentliche Einflussgröße darstellt. Die 
Längssteifigkeit einer geklebten CFK-Stahl-Überlappverbindung lässt sich mit-
hilfe der Gleichungen 2.10 bis 2.12 nach dem analytischen Ansatz von (Li et al. 
2018) berechnen. Abbildung 8-32 zeigt die Längssteifigkeit einer Verbindung in 
Abhängigkeit des Klebstoffschubmodul. Die Eingangsparameter entsprechen de-
nen der Parameterstudie, jedoch wurde die Fügeteilbreite zu 𝑊𝑐 = 𝑊𝑠 = 50 mm fest-
gelegt.  

Der Einfluss des Schubmodul auf die Längssteifigkeit der Verbindung ist bis etwa 
𝐺𝑎 = 1000 MPa sehr groß. Mit steigendem Schubmodul wird dieser jedoch deutlich 
geringer, da der Schubmodul mit einer Potenz von 0,5 in die Verbindungssteifig-
keit eingeht (siehe Gleichung 2.11). Ein ähnlicher Effekt wurde auch im Rahmen 
der Parameteruntersuchung festgestellt. Ab einem Klebstoffschubmodul von etwa 
1500 MPa war der Einfluss auf die Wirksamkeit der Verstärkung relativ gering. 

Anhand der Gleichung 2.12 wird zudem ersichtlich, dass das zuvor erwähnte Ver-
hältnis der Fügeteildehnsteifigkeiten die Verbindungssteifigkeit wesentlich beein-
flusst. Die Verbindungssteifigkeit kann somit als wichtige Einflussgröße für die 
Wirksamkeit der Verstärkung identifiziert werden. 
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Abbildung 8-32: Einfluss des Klebstoffschubmodul 𝐺𝑎 auf die Längssteifigkeit der geklebten CFK-
Stahl-Überlappverbindung 𝐾𝐿𝑎𝑝 nach (Li et al. 2018) (Breite der Fügeteile 
𝑊𝑐 = 𝑊𝑠 = 50 mm) 

8.4.5 Zusammenfassung 

Nachfolgend werden die wichtigsten Erkenntnisse der Parameterstudie und der 
Sensitivitätsanalyse zusammengefasst: 

• Mit steigendem Verhältnis der Dehnsteifigkeiten der Fügeteile (𝐸𝐴)𝑐/(𝐸𝐴)𝑠 
erhöht sich die Wirksamkeit der Verstärkung ohne Vorspannung. Auf die 
zusätzliche Verstärkungswirkung infolge einer Lamellenvorspannung 
wirkt sich eine Erhöhung von (𝐸𝐴)𝑐/(𝐸𝐴)𝑠 jedoch negativ aus. 

• Die Klebschichtdicke und der Klebstoffschubmodul beeinflussen die Wirk-
samkeit nur geringfügig. Es wird eine Klebschichtdicke von 1 mm empfoh-
len, welche den Ausgleich eventuell vorhandener Unebenheiten auf der 
Stahloberfläche ermöglicht. Die Berechnungen zeigen, dass der Kleb-
stoffschubmodul mindestens 1500 MPa betragen sollte. Darüber hinaus ist 
mit keiner wesentlichen Steigerung der Wirksamkeit mehr zu rechnen. 

• Eine zunehmende Längssteifigkeit der CFK-Stahl-Klebverbindung wirkt 
sich positiv auf die Wirksamkeit der Verstärkung aus. 

• Die Wirksamkeit der geklebten Verstärkung ist umso größer, je näher sich 
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erhöht sich der Abstand zur Lamelle und die Wirksamkeit sinkt. Die Wirk-
samkeit einer Lamellenvorspannung wird nur unwesentlich durch die La-
mellenposition beeinflusst. 

• Die Wirksamkeit einer Lamellenvorspannung wird maßgeblich von der La-
mellenüberlapplänge beeinflusst, da die aus der Vorspannung resultie-
rende Druckbeanspruchung im Wesentlich im Bereich der Lamellenenden 
in das Stahlblech eingetragen wird. Für eine Überlapplänge von 𝑙𝑐 > 𝑊𝑠 än-
dert sich die Wirksamkeit hingegen nicht mehr. Der Modifikationsfaktor 𝐹𝑝

𝐾 
entspricht dann dem Modifikationsfaktor 𝑛𝑐

𝐾 und das effektive Spannungs-
verhältnis 𝑅𝑒𝑓𝑓 lässt sich mithilfe von Nennspannungen berechnen. Die 
Gleichungen 8.6 bis 8.9 zur Berechnung der risstreibenden Größen verein-
fachen sich zu: 

 Für 𝐾𝐼,𝑢
´ > 0: 

 ∆𝐾𝐼
´ = 𝐾𝐼,𝑜

´ − 𝐾𝐼,𝑢
´ = 𝑛𝑐

𝐾 ∙ ∆𝐾𝐼
0 (8.20) 

 𝑅𝑒𝑓𝑓 = 𝜎𝑢−(𝑃𝑉𝑜𝑟,𝑔𝑒𝑠/𝐴𝑠)
𝜎𝑜−(𝑃𝑉𝑜𝑟,𝑔𝑒𝑠/𝐴𝑠)

 (8.21) 

 Für 𝐾𝐼,𝑢
´ = 0: 

 ∆𝐾𝐼
´ = 𝐾𝐼,𝑜

´ = 𝑛𝑐
𝐾 ∙ (σ0 − 𝑃𝑉𝑜𝑟,𝑔𝑒𝑠/𝐴𝑠) ∙ √𝜋𝑎 ∙ 𝑌0 (8.22) 

 𝑅𝑒𝑓𝑓 = 𝐾𝐼,𝑢
´

𝐾𝐼,𝑜
´ = 0 (8.23) 
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8.5 Dimensionsanalyse für ausgewählte 
Rissprobleme 

8.5.1 Zielsetzung und Vorgehen 

Im Rahmen der Dimensionsanalyse werden für ausgewählte Rissprobleme der 
Abminderungsfaktor des SIF 𝑛𝑐

𝐾 und der Formfaktor 𝐹𝑝
𝐾 jeweils in einen funktio-

nalen Zusammenhang mit den zuvor in Abschnitt 8.4 identifizierten Einflussgrö-
ßen gebracht. Die untersuchten Rissprobleme umfassen dabei Stahlbleche endli-
cher Breite mit zentrischem Innenriss und mit einseitigem Randriss.  

Bei der Dimensionsanalyse wird das Problem mithilfe dimensionsloser Kenngrö-
ßen abgebildet. Die dimensionslosen Kenngrößen werden aus den zuvor identifi-
zierten, überwiegend dimensionsbehafteten Einflussgrößen gebildet und an-
schließend in funktionale Zusammenhänge mit den Modifikationsfaktoren 𝑛𝑐

𝐾 
und 𝐹𝑝

𝐾 gebracht. Dies ermöglicht eine allgemeingültige Darstellung des Problems. 
Nähere Informationen zur Theorie und praktischen Anwendung der Dimensions-
analyse finden sich beispielsweise in (Herwig 2016) und (Müller 1964).  

Zur Ermittlung funktioneller Zusammenhänge wird in zwei Schritten vorgegan-
gen. Zunächst werden insgesamt 194 numerische Berechnungen mit dem experi-
mentell validierten Modell durchgeführt. Die Eingangswerte dieser Berechnungen 
sind in Tabelle A-5 und Tabelle A-6 im Anhang aufgeführt. Jedes Berechnungser-
gebnis liefert einen Zusammenhang zwischen der Zielvariable 𝑛𝑐

𝐾 bzw. 𝐹𝑝
𝐾 und 

den zugehörigen dimensionslosen Kenngrößen. Dabei wird der gesamte Parame-
terraum durch gezielte Wahl und Kombinationen der Einflussgrößen berücksich-
tigt. Auf Grundlage der so erzeugten Datenbasis werden Regressionsanalysen 
durchgeführt, um die dimensionslosen Kennzahlen mit 𝑛𝑐

𝐾 bzw. 𝐹𝑝
𝐾 in einen ge-

eigneten funktionalen Zusammenhang zu bringen. Die Analysen werden mithilfe 
der Datenverarbeitungssoftware OriginPro (OriginLab Corporation 2020) durchge-
führt.  



8  Ableitung eines ingenieurmäßigen Berechnungsverfahrens 

206 

8.5.2 Bilden dimensionsloser Parameter 

In Tabelle 8-2 sind die maßgebenden Einflussgrößen der Faktoren 𝑛𝑐
𝐾 und 𝐹𝑝

𝐾 zu-
sammengefasst dargestellt, welche in der Dimensionsanalyse berücksichtigt wer-
den sollen. Die Faktoren 𝑛𝑐

𝐾 und 𝐹𝑝
𝐾 werden im Folgenden als Zielvariablen be-

zeichnet. 

Tabelle 8-2: Zusammenfassung der maßgebenden Einflussgrößen der Zielvariablen 𝑛𝑐
𝐾 und 𝐹𝑝

𝐾 

Para-
meter 

Abminderungsfaktor 𝒏𝒄
𝑲 Formfaktor 𝑭𝒑

𝑲 

1 Breite Stahlblech 𝑾𝒔 Breite Stahlblech 𝑾𝒔 
2 Dicke Stahlblech 𝒕𝒔 Dicke Stahlblech 𝒕𝒔 
3 Elastizitätsmodul Stahl 𝑬𝒔 Elastizitätsmodul Stahl 𝑬𝒔 
4 Breite CFK-Lamelle 𝑾𝒄 Breite CFK-Lamelle 𝑾𝒄 
5 Dicke CFK-Lamelle 𝒕𝒄 Dicke CFK-Lamelle 𝒕𝒄 
6 E-Modul CFK-Lamelle 𝑬𝒄 E-Modul CFK-Lamelle 𝑬𝒄 
7 Dicke Klebschicht 𝒕𝒂 Dicke Klebschicht 𝒕𝒂 
8 Schubmodul Klebstoff 𝑮𝒂 Schubmodul Klebstoff 𝑮𝒂 
9 Position CFK-Lamelle 𝒙𝒄 Überlapplänge 𝒍𝒄 
10 Risslänge 𝒂 Risslänge 𝒂 

 

Durch Bilden von Quotienten mit den Einflussgrößen erhält man dimensionslose 
Kenngrößen 𝛱𝑖 . Mit diesen lässt sich das physikalisch, mathematische Problem in 
allgemeiner Form wie folgt darstellen.  

𝐹 (𝛱1, 𝛱2, 𝛱3, 𝛱4, 𝛱5, 𝛱6, 𝛱7, 𝛱8) = 0 (8.24) 

Die Anzahl 𝑖 ergibt sich aus der Anzahl der Basisdimensionen und der dimensi-
onsbehafteten Kennzahlen (einschließlich der dimensionslosen Zielvariablen 𝑛𝑐

𝐾 
bzw. 𝐹𝑝

𝐾) (Herwig 2016). Die beiden hier betrachteten Probleme lassen sich wie folgt 
mit dimensionslosen Kenngrößen beschreiben: 

𝑓1 (𝑛𝑐
𝐾, 𝐸𝑠

𝐺𝑎
, 𝐸𝑠

𝐸𝑐
, 𝑡𝑠

𝑎
, 𝑊𝑐

𝑎
, 𝑡𝑎

𝑡𝑐
, 𝑎

𝑊𝑠
, 𝑥𝑐

𝑎
) = 0 (8.25) 

und 
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𝑓2 (𝐹𝑝
𝐾, 𝐸𝑠

𝐺𝑎
, 𝐸𝑠

𝐸𝑐
, 𝑡𝑠

𝑎
, 𝑊𝑐

𝑎
, 𝑡𝑎

𝑡𝑐
, 𝑎

𝑊𝑠
, 𝑙𝑐

𝑎
) = 0 (8.26) 

Vor der Regressionsanalyse werden die dimensionslosen Kennzahlen auf Grund-
lage theoretischer Überlegungen zu physikalischen Zusammenhängen in ver-
schiedenen Parametern (𝛼1, 𝛼2 und 𝛼3) zusammengefasst. Durch diese Vorarbeit 
wird die Anzahl der Variablen reduziert, die in der Regressionsanalyse berück-
sichtigt werden müssen.  

Parameter 𝛼1 

Wie in Abschnitt 8.4.4 erläutert wurde, übt die Längssteifigkeit der geklebten CFK-
Stahl-Verbindung an der Stelle des Risses sowie die Risslänge einen großen Ein-
fluss auf beide Zielvariablen 𝑛𝑐

𝐾 und 𝐹𝑝
𝐾 aus. Daher wird ein Teil der dimensions-

losen Kenngrößen in dem Parameter 𝛼1 zusammengefasst, welcher ein lokales 
Steifigkeitsverhältnis berücksichtigt. 

𝛼1 = 𝑥1
𝑥1+𝑥2

∙ 𝑥3 (8.27) 

mit 

𝑥1 = 𝐸𝑠𝑊𝑠𝑡𝑠

𝑎∙𝑉1( 2𝑎
𝑊𝑠

)
 (8.28) 

𝑥2 = 4 ∙ 𝐸𝑐𝑊𝑐𝑡𝑐 ∙ √𝐺𝑎
𝑡𝑎

( 2
𝐸𝑠𝑡𝑠

+ 1
𝐸𝑐𝑡𝑐

) (8.29) 

𝑥3 = 1/(1 + 4𝐸𝑐𝑊𝑐𝑡𝑐
𝐸𝑠𝑊𝑠𝑡𝑠

) (8.30) 

Der Term 𝑥1
𝑥1+𝑥2

 wird zur Berücksichtigung des Überbrückungseffekts eingeführt. 

𝑥1 beschreibt einen Steifigkeitswert, welcher sich aus dem Verhältnis einer äuße-
ren Kraft zu der daraus resultierenden Rissöffnung in Rissmitte (𝑎 = 0) eines geris-

senen Blechs mit endlicher Breite nach (Tada et al. 2000) ergibt. 𝑉1 (2𝑎
𝑊𝑠

) ist der zu-

gehörige Formfaktor. 𝑥2 beschreibt ebenfalls einen Steifigkeitswert und lässt sich 
aus dem Verhältnis einer äußeren Kraft zu der daraus resultierenden Relativver-
schiebung zwischen Lamelle und Stahlblech einer 2-schnittigen CFK-Stahl-Über-
lappverbindung (vgl. 𝑢2𝑠 in Abbildung 2-16) bilden. Die Formel zur Berechnung 
der Relativverschiebung kann (Li et al. 2018) entnommen werden. 𝑥3 stellt einen 
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Abminderungsfaktor zur Berücksichtigung des Versteifungseffekts dar, in den 
das Dehnsteifigkeitsverhältnis der beiden Fügeteile eingeht. 

Zur Kontrolle der Parameter lassen sich die entsprechenden dimensionslosen 
Kennzahlen aus den Gleichungen 8.25 und 8.26 durch Multiplikations- und Po-
tenzrechenoperationen in den Gleichungen 8.28, 8.29 bzw. 8.30 isoliert darstellen. 

Parameter 𝛼2 

Der Parameter 𝛼2 berücksichtigt die Position der Lamellen. Er bildet sich u.a. aus 
dem Abstand der äußeren Lamellenkante zur Rissmitte 𝑥𝑐 + 𝑊𝑐/2 und der Riss-
länge 𝑎 (siehe Gleichung 8.31). Wie im vorangegangenen Kapitel gezeigt wurde, 
beeinflusst die Lamellenposition die Zielvariable 𝑛𝑐

𝐾. Der Einfluss auf die Zielva-
riable 𝐹𝑝

𝐾 wurde als vernachlässigbar gering eingeschätzt. 

𝛼2 = 1 − 𝑥𝑐+𝑊𝑐/2
𝑎

 (8.31) 

Wie auch bei dem Parameter 𝛼1 ließen sich die verwendeten dimensionslosen 
Kennzahlen, in diesem Fall 𝑊𝑐

𝑎
 und 𝑥𝑐

𝑎
, isolieren. 

Parameter 𝛼3 

Zur Berücksichtigung des Einflusses der Überlapplänge und der Risslänge auf die 

Zielvariable 𝐹𝑝
𝐾 werden die dimensionslosen Kennzahl 𝒍𝒄

𝒂
 und 𝑎

𝑊𝑠
 herangezogen.  

𝛼3 = 𝑎2

𝑙𝑐𝑊𝑠
 (8.32) 

8.5.3 Ergebnisse und Diskussion der Regressionsanalysen 

Nachfolgend werden die Ergebnisse der Regressionsanalyse für Stahlbleche end-
licher Breite mit zentrischem Innenriss vorgestellt. 

Zielvariable 𝑛𝑐
𝐾 

Zunächst werden die Ergebnisse für den Abminderungsfaktor 𝑛𝑐
𝐾 erläutert. In Ab-

bildung 8-33 sind zunächst die Ergebnisse der numerischen Berechnungen nach 
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Tabelle A-5 und Tabelle A-6, Anhang, wiedergegeben. Darin sind Werte der Ziel-
variable 𝑛𝑐

𝐾 in Abhängigkeit der zuvor definierten Parameter 𝛼1 und 𝛼2 grafisch 
als rote Punkte dargestellt. Die blauen und grünen Punkte sind die Projektionen 
der Datenpunkte auf die entsprechenden Ebenen (𝑛𝑐

𝐾-𝛼1 bzw. 𝑛𝑐
𝐾-𝛼2). Diese Da-

tenbasis bildet die Grundlage für die Regressionsanalyse mithilfe derer die Ziel-
variable und die Parameter einen geeigneten funktionalen Zusammenhang ge-
bracht werden. Es ist zu erkennen, dass mit steigenden Werten der Parameter 𝛼1 
und 𝛼3 tendenziell eine Erhöhung des Abminderungsfaktors 𝑛𝑐

𝐾 einhergeht. 

 

Abbildung 8-33: Zielvariable 𝑛𝑐
𝐾 in Abhängigkeit der Parameter 𝛼1 und 𝛼2 auf Grundlage der nu-

merischen Berechnungsergebnisse (Eingangswerte aus Tabelle A-5 und Tabelle 
A-6, Anhang) ; Ausgleichsfläche (50 %-Quantilwerte) 

Für die Regressionsanalyse wird die Ansatzfunktion einer Ebene im Raum ge-
wählt. Die Ergebnisse sind in Tabelle 8-3 zusammengefasst. Darin sind sowohl die 
50 %- als auch die auf der konservativen Seite liegenden 95 %-Quantilwerte ange-
geben. Niedrigere Werte des Abminderungsfaktors 𝑛𝑐

𝐾 führen zu einer höheren 
Restlebensdauer. Die Ebene für die 50 %-Quantilwerte ist grafisch in Abbildung 
8-33 dargestellt. 
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Tabelle 8-3: Ergebnisse der Regressionsanalyse für die Zielvariable 𝑛𝑐
𝐾 für Bleche endlicher 

Breite mit zentrischem Innenriss 

Zielvariable 𝒏𝒄
𝑲 

Ansatzfunktion: 𝑧 = 𝐴 ∙ 𝑥 + 𝐵 ∙ 𝑦 + 𝑧0 
𝑧: Zielvariable 𝑛𝑐

𝐾 
𝑥: Parameter 𝛼1 
𝑦: Parameter 𝛼2 

 
Quantilwerte 

50 % 95 % 
𝐴 0,588 0,615 
𝐵 0,264 0,290 
𝑧0 0,114 0,131 
𝑅2 0,951 

 

Der Abminderungsfaktor 𝑛𝑐
𝐾 lässt sich dann mithilfe der 95 %-Quantilwerte wie 

folgt berechnen: 

𝑛𝑐
𝐾 = 0,615 ∙ 𝛼1 + 0,290 ∙ 𝛼2 + 0,131 (8.33) 

In Abbildung 8-34 sind die numerisch berechneten Werte der Zielvariable 𝑛𝑐
𝑛𝑢𝑚,𝐾  

sowie die Werte der mit der abgeleiteten Berechnungsformel 8.33 (95 %-Quantil) 
berechneten Zielvariable 𝑛𝑐

𝑐𝑎𝑙95%,𝐾  gegenübergestellt. Die Wertepunkte oberhalb 
der Winkelhalbierenden stellen eine konservative Abschätzung dar. Es wird zu-
dem ersichtlich, dass die Streuung der mit der abgeleiteten Berechnungsformel 
berechneten Werte gering ist. 
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Abbildung 8-34: Gegenüberstellung der numerisch berechneten Zielvariable 𝑛𝑐
𝑛𝑢𝑚,𝐾 mit der mit 

dem abgeleiteten Berechnungsansatz (95 %-Quantilwerte) berechneten Zielvari-
able 𝑛𝑐

𝑐𝑎𝑙95%,𝐾 für Bleche endlicher Breite mit zentrischem Innenriss 

Zielvariable 𝐹𝑝
𝐾  

Anschließend erfolgt die Regressionsanalyse für den Formfaktor 𝐹𝑝
𝐾. In Abbildung 

8-35 sind die numerisch berechneten Werte der Zielvariable 𝐹𝑝
𝐾 in Abhängigkeit 

der zuvor definierten Parameter 𝛼1 und 𝛼3 grafisch als rote Punkte dargestellt. 
Tendenziell führt eine Erhöhung des Parameters 𝛼1 zu einer Erhöhung des Form-
faktors 𝐹𝑝

𝐾. Mit einem höheren Parameter 𝛼3 geht tendenziell hingegen eine Ver-
ringerung des Formfaktors 𝐹𝑝

𝐾 einhergeht. 

Für die Regressionsanalyse wird eine nichtlineare Potenzfunktion gewählt. Diese 
Ansatzfunktion und die Ergebnisse sind in Tabelle 8-3 zusammengefasst. Es sind 
sowohl die 50 %- als auch die auf der konservativen Seite liegenden 5 % Quantil-
werte angegeben. Im Gegensatz zum Abminderungsfaktor 𝑛𝑐

𝐾 führen niedrigere 
Werte des Formfaktors 𝐹𝑝

𝐾 zu einer niedrigeren Restlebensdauer. Die Ausgleichs-
fläche ist für die 50 %-Quantilwerte grafisch in Abbildung 8-34 dargestellt. 
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Abbildung 8-35: Zielvariable 𝐹𝑝
𝐾 in Abhängigkeit der Parameter 𝛼1 und 𝛼3 auf Grundlage der nu-

merischen Berechnungsergebnisse (Eingangswerte aus Tabelle A-5 und Tabelle 
A-6, Anhang); Ausgleichsfläche (50 %-Quantilwerte) 

Tabelle 8-4: Ergebnisse der Regressionsanalyse für die Zielvariable 𝐹𝑝
𝐾 für Bleche endlicher 

Breite mit zentrischem Innenriss 

Zielvariable 𝑭𝒑
𝑲 

Ansatzfunktion: 𝑧 = 𝑧0 + 𝐵𝑥𝐶 + 𝐷𝑦𝐸 + 𝐹𝑥𝐶𝑦𝐸 
𝑧: Zielvariable 𝐹𝑝

𝐾 
𝑥: Parameter 𝛼1 
𝑦: Parameter 𝛼3 

 
Quantilwerte 

50 % 5 % 
𝑧0 -338 -338 
𝐵 -3638 -3638 
𝐶 1,53 1,88 
𝐷 338 338 
𝐸 -7,67E-05 -7,67E-05 
𝐹 3639 3639 

𝑅2 0,914 
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Der Formfaktor 𝐹𝑝
𝐾 lässt sich dann mithilfe der 5 %-Quantilwerte wie folgt berech-

nen: 

𝐹𝑝
𝐾 = −388 − 3638𝛼1

1,88 + 338𝛼3
−7,67E−05 + 3639𝛼1

1,88𝛼3
−7,67E−05 (8.34) 

Im Diagramm in Abbildung 8-36 sind die numerisch berechneten Werte der Ziel-
variable 𝐹𝑝

𝑛𝑢𝑚,𝐾  sowie die Werte der mit der abgeleiteten Berechnungsformel (5 %-
Quantil) berechneten Zielvariable 𝐹𝑝

𝑐𝑎𝑙5%,𝐾 gegenübergestellt. Die Wertepunkte 
unterhalb der Winkelhalbierenden stellen hier eine konservative Abschätzung 
dar. Für Werte von 𝐹𝑝

𝑛𝑢𝑚,𝐾  < 0,2 liegt die Abschätzung auf der unsicheren Seite. Bei 
derart geringen Werten von 𝐹𝑝

𝐾 ist jedoch kritisch zu hinterfragen, ob die gewähl-
ten Verstärkungsrandbedingungen sinnvoll für den Einsatz einer Vorspannung 
sind. Die Streuung der berechneten Werte ist geringfügig größer als bei 𝑛𝑐

𝑐𝑎𝑙95%,𝐾 . 

 

Abbildung 8-36: Gegenüberstellung der numerisch berechneten Zielvariable 𝐹𝑝
𝑛𝑢𝑚,𝐾 mit der mit 

dem abgeleiteten Berechnungsansatz (5 %-Quantilwerte) berechneten Zielvariable 
𝐹𝑝

𝑐𝑎𝑙5%,𝐾 für Bleche endlicher Breite mit zentrischem Innenriss 
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Bleche endlicher Breite mit einseitigem Randriss  

Mithilfe des numerischen Berechnungsverfahrens wurden zudem Dimensions-
analysen für Bleche endlicher Breite mit einseitigem Randriss und konstanter Nor-
malbeanspruchung durchgeführt. Dabei wurde die Annahme getroffen, dass für 
den Rissfortschritt dieselben identifizierten Einflussgrößen maßgebend sind. Die 
Eingangswerte der Berechnungen zur Erzeugung der Datenbasis sind bis auf 𝑊𝑠 
identisch mit den in Tabelle A-5 und Tabelle A-6, Anhang, aufgeführten Werten. 
Die Breite der einseitig gerissenen Proben 𝑊𝑠,𝑆𝐸𝐶𝑇  entspricht der halben Blechbreite 
der zentrisch gerissenen Proben 𝑊𝑠,𝐶𝐶𝑇. Die Ergebnisse sind in Tabelle A-7 und 
Tabelle A-8 sowie in Abbildung A-20 und Abbildung A-21, Anhang, zusammen-
gefasst. 

8.6 Validierung mithilfe von 
Versuchsergebnissen 

Abschließend werden zur Validierung der ingenieurmäßigen Methode die Riss-
fortschrittsversuche aus Kapitel 6.6 sowie in der Literatur dokumentierte Versu-
che (Bassetti et al. 2000; Hosseini et al. 2017) nachgerechnet. Dazu werden die mit 
den konservativen Modifikationsfaktoren (95 %-Quantilwerte von 𝑛𝑐

𝐾 bzw. 5 %-
Quantilwerte von 𝐹𝑝

𝐾) berechneten Restlebensdauern mit den experimentell be-
stimmten Restlebensdauern gegenübergestellt.  

Das Verfahren zur Bestimmung der Restlebensdauern mithilfe des ingenieurmä-
ßigen Berechnungsverfahrens ist nachfolgend kurz zusammengefasst: 

Schritt 1: Berechnung der Modifikationsfaktoren 𝒏𝒄
𝑲 und 𝑭𝒑

𝑲 mithilfe der 
Gleichungen 8.27 bis 8.34 aus Abschnitt 8.4 zur Berücksichtigung 
der relevanten Einflussgrößen der CFK-Verstärkung  

Schritt 2: Berechnung der Beanspruchungsgrößen zyklischer SIF ∆𝑲𝑰
´ und 

𝑹𝒆𝒇𝒇 mithilfe der Gleichungen 2.5 und 8.5 bis 8.9 aus Abschnitt 
8.3.1 im verstärkten Blech 

Schritt 3: Berechnung der Rissfortschrittsrate 𝒅𝒂/𝒅𝑵 mithilfe der Gleichun-
gen 7.6 bis 7.8  
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Schritt 4: Bestimmung der Lastwechselzahl ∆𝑵 für ein vorgegebenes Rissfort-
schrittsinkrement ∆𝑎 

Die Berechnungsschritte 1 bis 4 werden iterativ durchgeführt, da sich die Ein-
gangswerte der Berechnungen mit steigender Risslänge 𝑎 ändern. Dazu müs-
sen die Rissfortschrittsinkremente ∆𝑎 ausreichend klein gewählt werden. 

Schritt 5: Berechnung der Restlebensdauer durch Summierung der Last-
wechselzahlen der einzelnen Rissfortschrittsinkremente 

In Abbildung 8-37 sind die mit dem abgeleiteten Berechnungsansatz ermittelten 
Restlebensdauern und die Restlebensdauern aus Versuchen gegenübergestellt. 

 

Abbildung 8-37: Gegenüberstellung von mit dem abgeleiteten Berechnungsansatz  berechneten 
Restlebensdauern mit Restlebensdauern aus Versuchen (95 %-Quantilwerte von 
𝑛𝑐

𝐾 bzw. 5 %-Quantilwerte von 𝐹𝑝
𝐾) 

Die Versuchsergebnisse lassen sich für die beiden niedrigen Lastniveaus LN40 
und LN50 sehr gut mit den abgeleiteten Berechnungsformeln abschätzen. Die be-
rechneten Restlebensdauern liegen auf der konservativen Seite. Bei dem Lastni-
veau LN70 liegen die berechneten Restlebensdauern hingegen auf der unsicheren 
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Seite. Dies lässt sich auf das beschleunigte Risswachstum infolge von Plastizierun-
gen im Stahlquerschnitt zurückführen, was ausführlich in Abschnitt 7.3.4 erläutert 
wurde. Dieser Effekt wurde nicht im numerischen Modell berücksichtigt, welches 
die Grundlage für die abgeleiteten Berechnungsformeln darstellt. 

Ergänzend zu eigenen Versuchen wurden Versuche an zentrisch gerissenen Ble-
chen, welche in (Bassetti et al. 2000) und in (Hosseini et al. 2017) dokumentiert sind 
mit den Berechnungsformeln nachgerechnet. Für den in (Hosseini et al. 2017) ver-
wendeten Stahlwerkstoff sind die bruchmechanischen Kennwerte der Paris-Erdo-
gan Gleichung bekannt. In (Bassetti et al. 2000) sind lediglich die Streckgrenze und 
Zugfestigkeit des untersuchten Stahlblechs angegeben. Daher wurden die bruch-
mechanischen Kennwerte 𝐶0 und 𝛾, wie in Abschnitt 7.2.2 beschrieben, nach (Dow-
ling/Calhoun 2009) und (Gurney 1979) berechnet. Der Paris-Exponent wurde zu 
𝑚 = 3 angenommen.  

Die berechneten Restlebensdauern liegen für alle Versuche auf der sicheren Seite. 
Bis auf zwei Versuche liegen diese zudem in einem vergleichbaren Streubereich 
wie die eigenen Versuche. Das abgeleitete Berechnungsverfahren eignet sich somit 
sehr gut zur Abschätzung des Rissfortschritts bzw. der Restlebensdauer von Stahl-
blechen, welche mit aufgeklebten CFK-Lamellen verstärkt wurden. Es ermöglicht 
dabei die Berücksichtigung der geometrischen, werkstofflichen und beanspru-
chungsspezifischen Parameter, welche einen maßgeblichen Einfluss auf die Wirk-
samkeit der Verstärkung haben. 

8.7 Zusammenfassung 

In diesem Kapitel wurde ein ingenieurmäßiges Verfahren zur Abschätzung der 
Rissfortschrittsrate in Stahlblechen mit zentrischem Innenriss oder einseitigem 
Randriss entwickelt, welche durch beidseitig aufgeklebte CFK-Lamellen verstärkt 
wurden. Das Verfahren basiert auf einem bruchmechanischen Ansatz mit Modifi-
kationsfaktoren, welches den Einfluss der geometrischen, werkstofflichen und be-
anspruchungsspezifischen Verstärkungsrandbedingungen auf den SIF berück-
sichtigt. Die Modifikationsfaktoren wurden mithilfe einer numerisch erzeugten 
Datenbasis für jedes Rissproblem getrennt bestimmt. Grundsätzlich kann die Da-
tenbasis mithilfe numerischer oder experimenteller Methoden und für beliebige 
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Rissprobleme erzeugt werden. Zudem lässt sich durch den bruchmechanischen 
Ansatz der Einfluss einer Vorlast während der Lamellenapplikation sowie von 
Schweißeigenspannungen auf die Rissspitzenbeanspruchung berücksichtigen. 

Der Vergleich zwischen Ergebnissen aus Berechnung und Versuch zeigt, dass sich 
das stabile Risswachstum und die Restlebensdauer zuverlässig mit dem entwi-
ckelten, ingenieurmäßigen Verfahren prognostizieren lassen. Das Vorgehen zur 
Berechnung der Restlebensdauer eines CFK-verstärkten, gerissenen Stahlblechs 
mithilfe des ingenieurmäßigen Berechnungsverfahrens ist nachfolgend schema-
tisch zusammengefasst. 

  



8  Ableitung eines ingenieurmäßigen Berechnungsverfahrens 

218 

Methodik zur Berechnung der Restlebensdauer eines CFK-verstärkten, geris-
senen Stahlblechs mithilfe des ingenieurmäßigen Berechnungsverfahrens 

 

1 Berechnung der Beanspruchungsgrößen ∆𝑲𝑰
´ und 𝑹𝒆𝒇𝒇 

1.1 Für 𝐾𝐼,𝑢
´ > 0: Für 𝐾𝐼,𝑢

´ = 0: 

 ∆𝐾𝐼
´ = 𝐾𝐼,𝑜

´ − 𝐾𝐼,𝑢
´ = 𝑛𝑐

𝐾 ∙ ∆𝐾𝐼
0 ∆𝐾𝐼

´ = 𝐾𝐼,𝑜
´ = 𝑛𝑐

𝐾 ∙ 𝐾𝐼,𝑜
0 − 𝐾𝐼,𝑝 

 𝑅𝑒𝑓𝑓 =
𝐾𝐼,𝑢

´

𝐾𝐼,𝑜
´ =

𝑛𝑐
𝐾 ∙ 𝐾𝐼,𝑢

0 −  𝐾𝐼,𝑝

𝑛𝑐
𝐾 ∙ 𝐾𝐼,𝑜

0 −  𝐾𝐼,𝑝
 𝑅𝑒𝑓𝑓 =

𝐾𝐼,𝑢
´

𝐾𝐼,𝑜
´ = 0 

 mit 

 𝐾𝐼,𝑢/𝑜
0 = 𝜎u/o ∙ √𝜋 ∙ 𝑎 ∙ 𝑌0 

 ∆𝐾𝐼
0 = 𝐾𝐼,𝑜

0 − 𝐾𝐼,u
0  

 𝐾𝐼,𝑝 = (𝑃𝑉𝑜𝑟,𝑔𝑒𝑠/𝐴𝑠) ∙ √𝜋𝑎 ∙ 𝑌0 ∙ 𝐹𝑝
𝐾 

 

1.2 Berechnung der Modifikationsfaktoren 

 Blech endlicher Breite mit zentrischem Innenriss 

 

 

𝑛𝑐
𝐾 = 0,615 ∙ 𝛼1 + 0,290 ∙ 𝛼2 + 0,131 

 𝐹𝑝
𝐾 = −388 − 3638𝛼1

1,88 + 338𝛼3
−7,67E−05 + 3639𝛼1

1,88𝛼3
−7,67E−05 

 Blech endlicher Breite mit einseitigem Randriss 

 

 

𝑛𝑐
𝐾 = 0,825 ∙ 𝛼1 + 0,109 ∙ 𝛼2 + 0,0683 

 𝐹𝑝
𝐾 = 2,40 ∙ 𝛼1 − 0,201 ∙ 𝛼3 − 0,0456 
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1.3 Berechnung der Parameter 

 𝛼1 =
𝑥1

𝑥1 + 𝑥2
∙ 𝑥3 𝛼2 = 1 −

𝑥𝑐 + 𝑊𝑐/2
𝑎

 𝛼3 =
𝑎2

𝑙𝑐𝑊𝑠
 

 𝑥1 =
𝐸𝑠𝑊𝑠𝑡𝑠

𝑎 ∙ 𝑉1(𝑎; 𝑊𝑠) 

𝑥3 = 1/(1 +
4𝐸𝑐𝑊𝑐𝑡𝑐

𝐸𝑠𝑊𝑠𝑡𝑠
) 

 𝑥2 = 4 ∙ 𝐸𝑐𝑊𝑐𝑡𝑐 ∙ √
𝐺𝑎

𝑡𝑎
(

2
𝐸𝑠𝑡𝑠

+
1

𝐸𝑐𝑡𝑐
) 

 

2 Berechnung der Rissfortschrittsrate 𝒅𝒂/𝒅𝑵 

 
𝑑𝑎
𝑑𝑁

= 𝐶 ∆𝐾𝐼
´𝑚

     für  ∆𝐾𝐼
´ > ∆𝐾𝑡ℎ, sonst: 𝑑𝑎

𝑑𝑁
= 0       mit  𝐶 = 𝐶0

(1−𝑅𝑒𝑓𝑓)𝑚(1−𝛾) 

 

3 
Berechnung der Lastwechselzahl ∆𝑵 für ein definiertes  
Rissfortschrittsinkrement ∆𝒂 

Die Schritte 1 - 3 werden iterativ durchgeführt. Es ist ein geeignetes ∆𝑎 zu wäh-
len. 

 

4 
Berechnung der Restlebensdauer durch Summierung der Lastwechsel-
zahlen der einzelnen Rissfortschrittsinkremente 
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9 Zusammenfassung und Ausblick 

9.1 Zusammenfassung  

Im Rahmen der vorliegenden Arbeit wurden umfangreiche experimentelle und 
numerische Untersuchungen zum Trag- und Versagensverhalten geklebter CFK-
Stahl-Überlappverbindungen sowie zum Rissfortschrittsverhalten in Stahlblechen 
unter zyklischer Beanspruchung durchgeführt, welche mit aufgeklebten CFK-La-
mellen verstärkt wurden. Die Ergebnisse dieser Untersuchungen bildeten die Ba-
sis für die Entwicklung eines ingenieurmäßigen Verfahrens zur Bestimmung der 
Restlebensdauern CFK-verstärkter Stahlbleche auf Grundlage eines bruchmecha-
nischen Berechnungsansatzes mit Modifikationsfaktoren.  

Im Folgenden werden die wesentlichen Ergebnisse mit Bezug auf die einzelnen 
Kapitel der Arbeit zusammengefasst. 

Zunächst wurden die Grundlagen der Ermüdung in Stahlbauteilen und bruchme-
chanische Verfahren zur Analyse des Fortschritts von Rissen infolge zyklischer 
Beanspruchung vorgestellt. Zudem wurden werkstoffspezifische Eigenschaften 
von Klebstoffen und faserverstärkten Kunststoffen, die bei einer Verstärkung mit 
aufgeklebten CFK-Lamellen zu beachten sind, vorgestellt. Für die Analyse des 
Trag- und Versagensverhalten von geklebten CFK-Stahl-Überlappverbindungen 
stehen verschiedene Verfahren zur Verfügung. Häufige Anwendung finden span-
nungsbasierte Konzepte nach (Li et al. 2018) oder (Hart-Smith 1973). Der Nachteil 
dieser Modelle besteht darin, dass ein Klebstoffversagen vorausgesetzt wird. Mit-
hilfe von Verbundspannungs-Schlupf-Beziehungen lässt sich hingegen auch ein 
Versagen des CFK-Fügeteils, z.B. in Form eines Zwischenfaserbruchs, berücksich-
tigen. Ein weiterer Vorteil besteht darin, dass das nichtlineare Verformungsver-
halten des Klebstoffs berücksichtigt wird. Zur praktikablen Auslegung der Kleb-
verbindung unter zyklischer Beanspruchung sind experimentell ermittelte 
Wöhlerdiagramme sinnvoll. In den Versuchen lassen sich anwendungsnahe Geo-
metrien und Beanspruchungen berücksichtigen. 
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Die Ergebnisse bestehender Forschung zeigen grundsätzlich die hohe Leistungs-
fähigkeit der Verstärkung mit geklebten CFK-Werkstoffen auf. Allerdings fehlen 
weitestgehend systematische Untersuchungen unter Berücksichtigung der maß-
gebenden Randbedingungen im Stahlbrückenbau. Bestehende Berechnungsan-
sätze zur Abschätzung der Restlebensdauer CFK-verstärkter Stahlbauteile sind 
nur eingeschränkt anwendbar, da meist nicht alle maßgebenden Einflussgrößen 
berücksichtigt werden oder die abgeleiteten Methoden nur für ein spezifisches 
CFK-Klebstoffsystem gelten.  

Im Rahmen einer Analyse von Brückenprüfberichten nach (DIN 1076) wurden 
rissgeschädigte Konstruktionsdetails in Stahlbrücken eruiert, welche sich grund-
sätzlich für eine Verstärkung durch aufgeklebte CFK-Lamellen eignen. Von be-
sonders hoher Relevanz sind Risse in Längsrippenstößen (Schadenskategorie 2a) 
sowie Risse in Quersteifen von Längsträgern (Schadenskategorien 3Ia/b und 
3IIa/b).  

Im Anschluss wurde das Verstärkungskonzept definiert und charakterisiert. Zur 
Verlangsamung des Risswachstums wird die Rissöffnung verringert, indem der 
Riss mithilfe eines Verstärkungselements überbrückt wird. Eine Vorspannung des 
Verstärkungselementes führt zusätzlich zu einer Verringerung der Rissöffnung. 
Durch die vorteilhafte Klebverbindung werden die Beanspruchungen in unmittel-
barer Nähe zum Riss vom gerissenen Bauteil in das Verstärkungselement einge-
tragen. Auf Grundlage theoretischer Überlegungen und Vorberechnungen wurde 
ein Anforderungskatalog für die Klebstoffauswahl definiert. Wesentliche Anfor-
derungen an den Klebstoff sind eine hohe Steifigkeit und Festigkeit, eine geringe 
Kriechneigung sowie ein hoher Ermüdungswiderstand. Zudem muss der Kleb-
stoff für einen definierten Temperatureinsatzbereich geeignet sein und eine spach-
telbare Konsistenz aufweisen.  

Auf Grundlage des Anforderungskatalogs wurden zwei Epoxidharzklebstoffe 
ausgewählt. Der zähmodifizierte Klebstoff Sikadur-370 wies im Gegensatz zum 
Klebstoff MC-DUR 1280 eine geringere Steifigkeit und Festigkeit, jedoch eine grö-
ßere Bruchdehnung auf. Das Versagen trat in allen Fällen durch ein substratnahes, 
kohäsives Versagen in der Grenzschicht zwischen CFK und Klebstoff auf. Anhand 
der quasi-statischen Versuchsergebnisse wurde der theoretische Verbundansatzes 
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nach (Xia/Teng 2005) für die beiden CFK-Klebstoff-Systeme verifiziert. Dieser er-
möglicht eine sehr gute Abschätzung der quasi-statischen Tragfähigkeiten und 
der erforderlichen Mindestüberlapplänge der Verbindungen. Trotz der geringe-
ren Festigkeit des Klebstoffs Sikadur-370 ist die Verbindungstragfähigkeit höher, 
da größere Bereiche der Klebverbindung infolge der geringeren Steifigkeit und 
höheren Duktilität am Lastabtrag beteiligt sind. Anhand der Ergebnisse der Dau-
erschwingversuche wurden Wöhlerlinien für beide Klebstoffe abgeleitet. Als Ver-
sagen wurde eine initiale Teilablösung der Lamelle am unbelasteten Stahlble-
chende definiert. Mithilfe der Wöhlerlinien lassen sich die CFK-Stahl-
Überlappverbindungen hinsichtlich eines Ermüdungsversagens bewerten. 

Zur Untersuchung des Potentials der CFK-Verstärkung wurden umfangreiche 
Dauerschwingversuche an zentrisch gerissenen Stahlblechen durchgeführt, wel-
che mit schlaff oder vorgespannt aufgeklebten CFK-Lamellen verstärkt wurden. 
Anhand der Versuchsergebnisse an unverstärkten Referenzproben wurden bruch-
mechanische Kennwerte für den untersuchten Stahlwerkstoff ermittelt. Vergli-
chen mit den Referenzversuchen wurden durch eine CFK-Verstärkung um einen 
Faktor von bis zu 6,3 höhere Restlebensdauern erreicht. Nach einer Verstärkung 
ohne Vorspannung wurde mit steigender Klebstoffsteifigkeit eine Zunahme der 
Restlebensdauer beobachtet. Zudem beeinflusst die Höhe der Vorspannung maß-
geblich die Wirksamkeit der Verstärkung. Nach einer beidseitigen Verstärkung 
mit dem Klebstoff MC-DUR 1280 erhöhte sich die Restlebensdauer mit steigender 
Vorspannung. Für den Klebstoff Sikadur-370 deuten die Versuchsergebnisse da-
rauf hin, dass für eine nennenswerte positive Wirkung der Vorspannung auf die 
Restlebensdauer ein definierter Mindestwert der Vorspannkraft aufgebracht wer-
den muss. Ein möglicher Grund dafür liegt in der geringeren Steifigkeit des Kleb-
stoffs im Vergleich zum Klebstoff MC-DUR 1280. Infolge einer einseitigen Appli-
kation mit Vorspannung wurde je nach Höhe der äußeren Belastung aufgrund des 
auftretenden sekundären Biegemomentes eine Verringerung der Restlebensdauer 
mit zunehmender Vorspannkraft festgestellt. Dies ist bei der Anwendung drin-
gend zu beachten. 

Zur Quantifizierung der Rissspitzenbeanspruchung und der Rissfortschrittsrate 
nach einer Verstärkung mit aufgeklebten CFK-Lamellen wurde ein parametrisier-
tes, numerisches Modell sowie ein Verfahren zur Berechnung der Rissfortschritts-
rate entwickelt. Diese ermöglichen die Untersuchung weiterer Parameter auf das 
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Rissfortschrittsverhalten. Die Lamellenvorspannung bewirkt eine Reduzierung 
des effektiven Beanspruchungsverhältnisses 𝑅𝑒𝑓𝑓 an der Rissspitze. Dieser Ein-
fluss wurde durch eine Erweiterung der Paris-Erdogan Gleichung um einen An-
satz nach (Walker 1968) berücksichtigt. Das numerische Berechnungsverfahren zur 
Abschätzung des stabilen Rissfortschritts wurde erfolgreich anhand von Nähe-
rungslösungen einfacher Rissprobleme sowie der Ergebnisse der Rissfortschritts-
versuche validiert. 

Den originären Beitrag der vorliegenden Arbeit stellt die Entwicklung eines inge-
nieurmäßigen Verfahrens zur Prognose der Rissfortschrittsgeschwindigkeit auf 
Basis eines bruchmechanischen Berechnungsansatzes mit Modifikationsfaktoren 
dar. Dieses Verfahren ermöglicht den Verzicht auf aufwändige Bauteilversuche 
und komplexe, numerische Berechnungen. Mithilfe dieses Ansatzes werden der 
zyklische SIF ∆𝐾𝐼

´ und das effektive Beanspruchungsverhältnis 𝑅𝑒𝑓𝑓 bestimmt. Zur 
Berücksichtigung des Einflusses der CFK-Verstärkung auf diese Beanspruchungs-
größen wurden zwei Modifikationsfaktoren, der Abminderungsfaktor 𝑛𝑐

𝐾 und der 
Formfaktor 𝐹𝑝

𝐾, eingeführt. Diese können als Indikatoren für die Wirksamkeit der 
Verstärkung interpretiert werden.  

Im Rahmen einer Parameterstudie wurde das validierte, numerische Berech-
nungsverfahren angewendet, um den Einfluss geometrischer und werkstofflicher 
Parameter auf die eingeführten Modifikationsfaktoren zu quantifizieren. Eine 
maßgebende Einflussgröße stellt das Verhältnis der Dehnsteifigkeiten der Füge-
teile (𝐸𝐴)𝑐/(𝐸𝐴)𝑠 dar. Ein sinkender Verhältniswert wirkt sich positiv auf den Ab-
minderungsfaktor 𝑛𝑐

𝐾, jedoch negativ auf den Formfaktor 𝐹𝑝
𝐾 bzw. die Wirksam-

keit der Vorspannung aus.  

Die Erhöhung der Schubsteifigkeit der Klebschicht, ausgedrückt durch den Quo-
tienten 𝐺𝑎/𝑡𝑎, wirkt sich positiv auf die Wirksamkeit aus. Zu beachten ist, dass 
eine Erhöhung des Klebstoffschubmoduls über 1500 MPa hinaus für die unter-
suchten Randbedingungen zu keinem weiteren Wirksamkeitsgewinn führt. Die 
Untersuchungen zeigen zudem, dass die Wirksamkeit der Verstärkung am höchs-
ten ist, wenn die Verstärkungslamelle möglichst nah an die Rissspitze appliziert 
wird. Die Wirksamkeit einer Lamellenvorspannung wird maßgeblich von der La-
mellenüberlapplänge beeinflusst, da die aus der Vorspannung resultierende 
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Druckbeanspruchung im Wesentlich im Bereich der Lamellenenden in das Stahl-
blech eingetragen wird. Für eine Überlapplänge von 𝑙𝑐 > 𝑊𝑠 ändert sich die Wirk-
samkeit hingegen nicht mehr. Der Modifikationsfaktor 𝐹𝑝

𝐾 entspricht dann dem 
Modifikationsfaktor 𝑛𝑐

𝐾. 

Im Rahmen von Dimensionsanalysen wurden abschließend der Abminderungs-
faktor des SIF 𝑛𝑐

𝐾 und der Formfaktor 𝐹𝑝
𝐾 jeweils für ausgewählte Rissprobleme in 

funktionale Zusammenhänge mit den identifizierten Einflussgrößen gebracht. Die 
Grundlage dazu bildete jeweils eine Datenbasis, die mithilfe des numerischen Be-
rechnungsverfahrens erzeugt wurde. Die untersuchten Rissprobleme umfassten 
Stahlbleche endlicher Breite mit zentrischem Innenriss oder mit einseitigem Rand-
riss. Anschließend wurden mithilfe des erarbeiteten ingenieurmäßigen Berech-
nungsverfahrens die Restlebensdauern der eigenen Rissfortschrittsversuche und 
von Versuchen aus der Literatur prognostiziert. Die Gegenüberstellung mit den 
Versuchsergebnissen zeigte, dass sich das stabile Risswachstum und die Restle-
bensdauer CFK-verstärkter Stahlbleche mit zentrischem Innenriss zuverlässig mit 
dem ingenieurmäßigen Berechnungsverfahren abschätzen lässt. Die Dimensions-
analyse lässt sich grundsätzlich auch auf beliebige andere Rissprobleme anwen-
den, indem die Geometrie des numerischen Modells oder der Beanspruchungszu-
stand entsprechend angepasst wird.  

9.2 Ausblick 

Grundsätzlich sind für eine dauerhaft tragfähige Klebverbindung auch die Ein-
flüsse klimatischer Einwirkungen, wie Temperatur und relative Luftfeuchte, auf 
das Trag- und Verformungsverhalten zu berücksichtigen. Untersuchungen von 
(Bai et al. 2014) und (Dawood/Rizkalla 2010) zeigen, dass eine Beanspruchung in-
folge Temperatur- und Feuchteeinwirkung eine signifikante Verringerung der 
Steifigkeit und Tragfähigkeit der Verbindung zur Folge haben kann. Der Einfluss 
ist dabei deutlich ausgeprägter, wenn zusätzlich eine ständige mechanische Belas-
tung aufgebracht wird. In der Folge ist von einer abnehmenden Wirksamkeit der 
Verstärkung auszugehen. Daher ist es sinnvoll, den Einfluss derartiger Langzeit-
einwirkungen auf die mechanischen Eigenschaften der Klebschicht sowie ggfs. der 



9  Zusammenfassung und Ausblick 
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Fügeteile zu quantifizieren und beispielswiese in Form zusätzlicher Modifikati-
onsfaktoren für die Spannungsintensitätsfaktoren bei der Prognose der Restle-
bensdauer zu berücksichtigen.  
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A. Anhang 

Tabelle A-1: Lastniveaus für die Dauerschwingversuche an zweischnittigen CFK-Stahl-Kleb-
verbindungen - Klebstoff MC-DUR 1280 

𝑭𝟎/(𝟐𝑭𝒍𝒃,𝒎) 𝑭𝟎 [kN] 𝑭𝐮 [kN] 𝑭𝐦 [kN] 𝑭𝐚 [kN] 𝑹 [-] Proben-
anzahl 

0,365 16,0 8,0 12,0 4,00 

0,5 

1 
0,457 20,0 10,0 15,0 5,00 3 
0,502 22,0 11,0 16,5 5,50 3 
0,548 24,0 12,0 18,0 6,00 3 
0,594 26,0 13,0 19,5 6,50 2 
0,639 28,0 14,0 21,0 7,00 3 

Tabelle A-2: Lastniveaus für die Dauerschwingversuche an zweischnittigen CFK-Stahl-Kleb-
verbindungen - Klebstoff Sikadur-370 

𝑭𝟎/(𝟐𝑭𝒍𝒃,𝒎) 𝑭𝟎 [kN] 𝑭𝐮 [kN] 𝑭𝐦 [kN] 𝑭𝐚 [kN] 𝑹 [-] Proben-
anzahl 

0,369 19,8 9,9 14,9 4,95 

0,5 

1 
0,462 24,8 12,4 18,6 6,20 3 
0,508 27,2 13,6 20,4 6,80 3 
0,554 29,7 14,9 22,3 7,40 3 
0,600 32,2 16,1 24,2 8,05 2 
0,646 34,7 17,4 26,1 8,65 3 
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Tabelle A-3: Zusammenfassung der Eingangswerte des orthotropen Materialmodells der CFK-
Lamelle  

 CFK-Lamelle 

𝐸𝑐,𝑥 [MPa] 179.000 
𝐸𝑐,𝑦 [MPa] 9.450 
𝐸𝑐,𝑧 [MPa] 9.450 

𝜈𝑐,𝑥𝑦 [-] 0,0167 
𝜈𝑐,𝑦𝑧 [-] 0,4 
𝜈𝑐,𝑥𝑧 [-] 0,0167 

𝐺𝑐,𝑥𝑦 [MPa] 5500 
𝐺𝑐,𝑦𝑧 [MPa] 3900 
𝐺𝑐,𝑥𝑧 [MPa] 5500 

 

 

Abbildung A-1: Zunahme der Risslänge mit steigender Lastwechselzahl – Vergleich zwischen Ver-
such und Simulation (LN40) 

 

0 250.000 500.000 750.000 1.000.000 1.250.000 1.500.000 1.750.000

30

35

40

45

50

25

52,5

Lamellenkante

Ri
ss

lä
ng

e 
a 

[m
m

]

Lastwechselzahl [-]

   V40.Ref-1
   V40.Ref-2
   V40.0a-2
   V40.0a-3
   V40.0b-1
   FE40.Ref
   V40.0a-FE
   V40.0b-FE



Anhang 

249 

 

Abbildung A-2: Vergleich der Rissfortschrittskurven (Rissfortschrittsrate 𝑑𝑎/𝑑𝑁 über bezogene 
Risslänge 2𝑎/𝑊) aus Versuch und Simulation (LN50, ohne Vorspannung) 

 

Abbildung A-3: Vergleich der Rissfortschrittskurven (Rissfortschrittsrate 𝑑𝑎/𝑑𝑁 über bezogene 
Risslänge 2𝑎/𝑊) aus Versuch und Simulation (LN50, Vorspanngrad 2) 
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Abbildung A-4: Vergleich der Rissfortschrittskurven (Rissfortschrittsrate 𝑑𝑎/𝑑𝑁 über bezogene 
Risslänge 2𝑎/𝑊) aus Versuch und Simulation (LN70, Vorspanngrad 1) 

 

Abbildung A-5: Vergleich der Rissfortschrittskurven (Rissfortschrittsrate 𝑑𝑎/𝑑𝑁 über bezogene 
Risslänge 2𝑎/𝑊) aus Versuch und Simulation (LN70, Vorspanngrad 2)  
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Tabelle A-4: Eingangswerte der Parameterstudien 
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Abbildung A-6: Einfluss der bezogenen Risslänge 2𝑎/𝑊 auf die Wirksamkeit 𝑛𝑐 der geklebten 
CFK-Verstärkung für verschiedene Stahlblechbreiten 𝑊𝑠  

 

 

Abbildung A-7: Einfluss der bezogenen Risslänge 2𝑎/𝑊 auf die Wirksamkeit 𝑛𝑐 der geklebten 
CFK-Verstärkung für verschiedene Lamellendicken 𝑡𝑐  
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Abbildung A-8: Einfluss der bezogenen Risslänge 2𝑎/𝑊 auf die Wirksamkeit 𝑛𝑐 der geklebten 
CFK-Verstärkung für verschiedene E-Module der Lamelle 𝐸𝑐  

 

 

Abbildung A-9: Einfluss der bezogenen Risslänge 2𝑎/𝑊 auf die Wirksamkeit 𝑛𝑐 der geklebten 
CFK-Verstärkung für verschiedene Klebstoffschubmoduln 𝐺𝑎  
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Abbildung A-10: Einfluss der bezogenen Risslänge 2𝑎/𝑊 auf die Wirksamkeit 𝑛𝑐 der geklebten 
CFK-Verstärkung für verschiedene Klebschichtdicken 𝑡𝑎  

 

 

Abbildung A-11: Einfluss der bezogenen Risslänge 2𝑎/𝑊 auf die Wirksamkeit 𝑛𝑐 der geklebten 
CFK-Verstärkung für verschiedene Lamellenpositionen 𝑥𝑐/(𝑊𝑠/2)  
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Abbildung A-12: Einfluss der bezogenen Risslänge 2𝑎/𝑊 auf die Wirksamkeit 𝑛𝑐 der geklebten 
CFK-Verstärkung für verschiedene Überlapplängen 𝑙𝑐  

 

 

Abbildung A-13: Einfluss der bezogenen Risslänge 2𝑎/𝑊 auf den Formfaktor 𝐹𝑝
𝐾 der geklebten 

CFK-Verstärkung für verschiedene Stahlblechbreiten 𝑊𝑠 
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Abbildung A-14: Einfluss der bezogenen Risslänge 2𝑎/𝑊 auf den Formfaktor 𝐹𝑝
𝐾 der geklebten 

CFK-Verstärkung für verschiedene Lamellenbreiten 𝑊𝑐 

 

 

Abbildung A-15: Einfluss der bezogenen Risslänge 2𝑎/𝑊 auf den Formfaktor 𝐹𝑝
𝐾 der geklebten 

CFK-Verstärkung für verschiedene Lamellendicken 𝑡𝑐  
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Abbildung A-16: Einfluss der bezogenen Risslänge 2𝑎/𝑊 auf den Formfaktor 𝐹𝑝
𝐾 der geklebten 

CFK-Verstärkung für verschiedene E-Moduln der Lamelle 𝐸𝑐  

 

Abbildung A-17: Einfluss der bezogenen Risslänge 2𝑎/𝑊 auf den Formfaktor 𝐹𝑝
𝐾 der geklebten 

CFK-Verstärkung für verschiedene Klebstoffschubmoduln 𝐺𝑎 
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Abbildung A-18: Einfluss der bezogenen Risslänge 2𝑎/𝑊 auf den Formfaktor 𝐹𝑝
𝐾 der geklebten 

CFK-Verstärkung für verschiedene Klebschichtdicken 𝑡𝑎 

 

Abbildung A-19: Einfluss der bezogenen Risslänge 2𝑎/𝑊 auf den Formfaktor 𝐹𝑝
𝐾 der geklebten 

CFK-Verstärkung für verschiedene Lamellenpositionen 𝑥𝑐/(𝑊𝑠/2)  
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Tabelle A-5: Eingangswerte der Berechnungen für die Dimensionsanalyse (Teil 1) 

 

a
(x

c +W
c /2)/ 
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c +W

c /2)/ 
 a

a
(x

c +W
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(x
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c /2)/ 
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a
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c /2)/ 
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Tabelle A-6: Eingangswerte der Berechnungen für die Dimensionsanalyse (Teil 2) 
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Tabelle A-7: Ergebnisse der Regressionsanalyse für die Zielvariable 𝑛𝑐
𝐾 für Bleche endlicher 

Breite mit einseitigem Randriss 

Zielvariable 𝒏𝒄
𝑲 

Ansatzfunktion: 𝑧 = 𝐴 ∙ 𝑥 + 𝐵 ∙ 𝑦 + 𝑧0 
𝑧: Zielvariable 𝑛𝑐

𝐾 
𝑥: Parameter 𝛼1 
𝑦: Parameter 𝛼2 

 
Quantilwerte 

50 % 95 % 
𝐴 0,781 0,825 
𝐵 0,0761 0,109 
𝑧0 0,0487 0,0683 
𝑅2 0,908 

 

Tabelle A-8: Ergebnisse der Regressionsanalyse für die Zielvariable 𝐹𝑝
𝐾 für Bleche endlicher 

Breite mit einseitigem Randriss 

Zielvariable 𝑭𝒑
𝑲 

Ansatzfunktion: 𝑧 = 𝐴 ∙ 𝑥 + 𝐵 ∙ 𝑦 + 𝑧0 
𝑧: Zielvariable 𝐹𝑝

𝐾 
𝑥: Parameter 𝛼1 
𝑦: Parameter 𝛼3 

 
Quantilwerte 

50 % 5 % 
𝐴 2,58 2,40 
𝐵 -0,0736 -0,201 
𝑧0 0,0328 -0,0456 
𝑅2 0,913 
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Abbildung A-20: Gegenüberstellung der numerisch berechneten Zielvariable 𝑛𝑐
𝑛𝑢𝑚,𝐾 mit der mit 

dem abgeleiteten Berechnungsansatz (95 %-Quantilwerte) berechneten Zielvari-
able 𝑛𝑐

𝑐𝑎𝑙95%,𝐾 für Bleche endlicher Breite mit einseitigem Randriss 

 

Abbildung A-21: Gegenüberstellung der numerisch berechneten Zielvariable 𝐹𝑝
𝑛𝑢𝑚,𝐾 mit der mit 

dem abgeleiteten Berechnungsansatz (5 %-Quantilwerte) berechneten Zielvariable 
𝐹𝑝

𝑐𝑎𝑙5%,𝐾 für Bleche endlicher Breite mit einseitigem Randriss 
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Im Rahmen dieser Arbeit werden umfangreiche experimentelle und numerische Un-
tersuchungen zum Rissfortschrittsverhalten in Stahlblechen unter zyklischer Bean-
spruchung, welche mit aufgeklebten CFK-Lamellen verstärkt wurden, sowie zum Trag- 
und Versagensverhalten geklebter CFK-Stahl-Überlappverbindungen durchgeführt. In 
Dauerschwingversuchen an CFK-verstärkten Stahlblechen mit zentrischem Innenriss 
werden unter anderem der Einfluss der Lamellenvorspannung, des Lastniveaus und des 
Klebstoffs auf die Restlebensdauer untersucht. Die Versuchsergebnisse zeigen die hohe 
Leistungsfähigkeit der geklebten Verstärkung auf. In einer numerischen Parameterstudie 
wird der Einfluss geometrischer und werkstofflicher Parameter auf die Wirksamkeit der 
CFK-Verstärkung quantifiziert. Die Entwicklung und Validierung eines ingenieurmäßigen 
Verfahrens zur Abschätzung der Restlebensdauer verstärkter Stahlbleche auf Grundlage 
eines bruchmechanischen Ansatzes mit Modifikationsfaktoren schließt diese Arbeit ab.
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