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Kurzfassung  

Durch die Anwendung höherfrequenter Hämmerverfahren (HFH) kann die Er-
müdungsfestigkeit geschweißter Bauteile gesteigert werden. Richtlinien erlauben 
daher erhöhte Widerstandswerte in der Ermüdungsbemessung, wodurch Stahl-
konstruktionen wirtschaftlicher ausgelegt werden können. Ein großes Anwen-
dungspotenzial besteht an den geschweißten Strukturen von Offshore- und Stahl-
wasserbauwerken. Neben der Ermüdungsbeanspruchung sind deren Tragwerks-
teile zeitgleich einer korrosiven Umgebung ausgesetzt, so dass bei fehlendem Kor-
rosionsschutz Korrosionsermüdung auftreten kann. Bisherige Forschungsarbeiten 
belegen, dass die HFH-Behandlung die Ermüdungsfestigkeit gegenüber dem un-
behandelten Zustand auch in korrosiver Umgebung deutlich erhöhen kann. Aller-
dings ist noch unklar, welche verzögernden Effekte die Ermüdungsfestigkeitsstei-
gerung trotz Korrosion hervorruft und inwiefern die Phasen der Rissentstehung 
und des Rissfortschritts im behandelten Zustand korrosiv beeinflusst werden.  

Vor diesem Hintergrund werden in der vorliegenden Arbeit experimentelle, nu-
merische und bruchmechanische Untersuchungen zum Ermüdungsverhalten und 
zur Wirksamkeit von HFH-behandelten Quersteifen in korrosiver Umgebung 
durchgeführt. Darüber hinaus werden bestehende Kerbfallempfehlungen verifi-
ziert, indem sie gegen potenziell ungünstige Einflüsse abgesichert werden. Neben 
Einflüssen aus Korrosion werden auch solche aus der Belastungsart und der Bau-
teilsymmetrie berücksichtigt, die sich auf die Phasen der Ermüdungslebensdauer 
auswirken können. Auf diese Weise soll eine solide Grundlage für die Bemessung 
von geschweißten und HFH-behandelten Quersteifen in korrosiver Umgebung 
und für die zukünftige Integration in Regelwerke geschaffen werden. 

Die Bewertung des Ermüdungsverhaltens basiert auf umfangreichen experimen-
tellen Untersuchungen an 77 Probekörpern des Konstruktionsdetails Quersteife 
mit einseitig aufgeschweißter Steife. Diese werden entweder in Salzsprühnebel 
oder in künstlichem Meerwasser vorkorrodiert, wodurch eine erhöhte Rauheit 
und eine oberflächennahe Abrostung entsteht. Durch Ermüdungsversuche an Luft 
oder in künstlichem Meerwasser wird der Korrosionseinfluss auf das Ermüdungs-
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verhalten unter Berücksichtigung der beiden Vorkorrosionsmethoden und ge-
trennt für die Rissentstehungs- und Rissfortschrittsphase untersucht. Zudem ge-
ben Rastlinienuntersuchungen Aufschluss über das Ermüdungsrissverhalten: Die 
Entwicklung der Rissgeometrie variiert je nach Behandlungszustand und -verfah-
ren, ist jedoch unabhängig vom Einfluss der Korrosion. Minimal detektierbare 
Risstiefen betonen die Relevanz beider Lebensdauerphasen bei der Bewertung der 
Ermüdungsfestigkeit. Obwohl die Rissfortschrittsrate infolge der Korrosion er-
höht wird, weisen HFH-behandelte Probekörper eine längere Lebensdauer in der 
Rissfortschrittsphase auf als unbehandelte an Luft. Dies belegt die Wirksamkeit 
der Behandlung auch unter simultanen Korrosionsbedingungen. 

Die Ermüdungsfestigkeit wird nach dem Nennspannungs-, Kerbspannungs- und 
Rissfortschrittskonzept bewertet. Eine erste Bewertung erfolgt auf Nennspan-
nungsebene, basierend auf Bruchschwingspielzahlen und unter Einbeziehung von 
Literaturdaten. Zur Bewertung der Versuche auf Kerbspannungsebene werden 
Kerbformzahlen mithilfe numerischer Modelle ermittelt. Diese Modelle quantifi-
zieren zudem den Einfluss unterschiedlicher Belastungsarten und Bauteilsymme-
trien auf die Rissentstehung. Für die Bewertung nach dem Rissfortschrittskonzept 
wird ein Modell auf Grundlage der linear-elastischen Bruchmechanik (LEBM) ent-
wickelt. Es berücksichtigt Einflüsse von Belastungsart, Behandlungszustand und 
Korrosion auf das Makrorisswachstum. Neben analytischen Lösungen wird dazu 
ein numerisches Modell eingesetzt, welches reale Rissformen erfassen kann. 

Die Bewertung der Ermüdungsfestigkeit zeigt, dass Korrosion sowohl die Phase 
der Rissentstehung als auch die des Rissfortschritts HFH-behandelter Quersteifen 
beeinflusst. Obwohl das Verbesserungspotenzial gegenüber dem unkorrodierten 
Zustand limitiert ist, bleiben positive Einflüsse der Behandlung in beiden Phasen 
der Ermüdungslebensdauer erhalten. Dies führt zu einer deutlich erhöhten Ermü-
dungsfestigkeit, selbst unter korrosiven Bedingungen. Die erzielten Untersu-
chungsergebnisse unterstützen zudem die Verifizierung der bestehenden Kerbfal-
lempfehlungen. Dabei werden ungünstige Einflüsse durch ein rechnerisch 
erweitertes Streuband erfasst. Auf Basis der ausführlichen experimentellen und 
rechnerischen Untersuchungen wird schließlich der Kerbfall 125 auf Nenn- und 
der Kerbfall 320 auf Kerbspannungsebene als Ansatz für die Bemessung von HFH-
behandelten Quersteifen in korrosiver Umgebung bestätigt.   
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Abstract  

The use of high-frequency mechanical impact (HFMI) treatment has proven to be 
an effective method for improving the fatigue strength of welded components. As 
a result, guidelines now allow the use of higher resistance values in fatigue assess-
ment. This enables a more economical design of steel structures. Among other ap-
plications, there is great potential for welded structures in the offshore sector and 
in hydraulic steel construction. However, their components are simultaneously 
exposed to corrosive environments, so there is a risk of corrosion fatigue if corro-
sion protection is lacking. Existing research results show that HFMI-treatment can 
significantly increase fatigue strength compared to untreated components, even in 
corrosive environments. However, it remains unclear which delaying effects con-
tribute to this increase in fatigue strength despite corrosion. It is also not known to 
what extent the respective stages of crack initiation and crack propagation under 
HFMI-treated conditions are influenced by corrosion.  

In this context, experimental, numerical, and fracture mechanical investigations 
on the fatigue behaviour and effectiveness of HFMI-treated transverse attach-
ments in corrosive environments are carried out in this work. Furthermore, an ex-
isting FAT class recommendation is reviewed regarding other potentially unfa-
vourable influences. In addition to corrosion, influences of the load type and joint 
symmetry on the fatigue life stages are also taken into account in these analyses. 
The aim is to create a solid basis for the design of welded and HFMI-treated trans-
verse attachments in corrosive environments and for future integration into codes 
and standards.  

The assessment of fatigue behaviour is based on extensive experimental investiga-
tions on 77 specimens representing one-sided transverse attachment joints. These 
are pre-corroded either in salt spray or in artificial seawater, resulting in increased 
roughness and near-surface rusting. Fatigue tests, conducted in air or artificial sea-
water, evaluate the influence of corrosion on fatigue behaviour. This consideration 
includes both pre-corrosion methods and separates the analysis for the crack initi-
ation and crack propagation stages. Additionally, beach mark investigations 
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provide insights into fatigue crack behaviour: The development of crack geometry 
varies depending on the treatment condition and device but remains independent 
of corrosion influence. Minimum detectable crack depths emphasise the relevance 
regarding both stages of fatigue life when assessing fatigue strength. While expo-
sure to corrosion increases the crack propagation rate, HFMI-treated specimens 
demonstrate a longer fatigue life in the crack propagation stage compared to un-
treated specimens tested in air. This proves the effectiveness of the treatment even 
under simultaneous corrosion conditions. 

The fatigue strength is assessed using the nominal stress, notch stress and crack 
propagation approach. An initial assessment is carried out based on nominal 
stresses, using the number of fatigue cycles to failure, and incorporating literature 
data. To evaluate the tests on a notch stress level, elastic stress concentration fac-
tors are determined using numerical models. These models also quantify the in-
fluence of different load types and varying joint symmetry on crack initiation. A 
model based on linear-elastic fracture mechanics (LEFM) is developed for the eval-
uation according to the crack propagation approach. This model accounts for in-
fluences of load type, treatment condition, and corrosion on macrocrack growth. 
Alongside analytical solutions, a numerical model capable of accommodating ac-
tual crack forms is also employed.  

The assessment of fatigue strength demonstrates that corrosion affects both the 
crack initiation and the crack growth stage of HFMI-treated welds. Despite limited 
improvement potential compared to the uncorroded state, the treatment maintains 
positive effects in both fatigue life stages, leading to significantly increased fatigue 
strength, even in corrosive conditions. Additionally, the research results support 
the verification of the existing fatigue class recommendations, capturing unfavour-
able influences through a computationally extended scatter band. The extensive 
experimental and computational investigations have validated FAT 125 for the 
nominal stress approach and FAT 320 for the notch stress approach as suitable for 
the design of HFMI-treated transverse attachments in corrosive environments. 
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1 Einleitung 

1.1 Ausgangssituation 

Der Einfluss höherfrequenter Hämmerverfahren (HFH) zur Nachbehandlung von 
geschweißten Bauteilen wurde in einer Vielzahl von Studien untersucht, die deren 
positive Wirkung auf die Ermüdungsfestigkeit für vielfältige Anwendungen nach-
weisen konnten. Bei der HFH-Behandlung wird der ermüdungskritische Naht-
übergang einer Schweißnaht mithilfe eines höherfrequent angeregten Bolzens 
plastisch umgeformt, wie in Abbildung 1.1 dargestellt. Dadurch werden die Kerb-
geometrie verändert, die Randschicht verfestigt und oberflächennah Druckeigen-
spannungen eingebracht. Diese Effekte verzögern effektiv die Rissentstehung und 
das frühe Risswachstum, wodurch die HFH-Verfahren den Ermüdungswider-
stand wirksam erhöhen. 

 

Abbildung 1.1: HFH-Anwendung zur Nachbehandlung eines ermüdungskritischen Schweißnahtübergangs  

Basierend auf den Forschungsarbeiten der letzten beiden Jahrzehnte entstanden 
Richtlinien, nach denen der HFH-behandelte Zustand in Form von erhöhten Wi-
derstandswerten bei der Ermüdungsbemessung von geschweißten Konstrukti-
ons- bzw. Kerbdetails berücksichtigt werden kann. Dazu gehören die IIW-Emp-
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fehlungen von (Marquis und Barsoum, 2016) und die DASt-Richtlinie 026, die ver-
besserte Ermüdungsfestigkeiten ausgehend von der Kerbfallklasse des unbehan-
delten, wie geschweißten (AW) Konstruktionsdetails beinhalten. 

Ein hohes Potenzial zur Anwendung der höherfrequenten Hämmerverfahren bie-
ten Tragstrukturen, für die der Nachweis der Ermüdungssicherheit an geschweiß-
ten Konstruktionsdetails aufgrund hoher wechselnder Lastanteile maßgebend 
werden kann. Die Auslegung der Tragwerkselemente hängt im Wesentlichen von 
der Ermüdungsfestigkeit des Schweißnahtübergangs und dessen Behandlungszu-
stand ab. Um den Ermüdungsnachweis an Konstruktionsdetails mit unbehandel-
ten Schweißnähten zu erfüllen, sind mitunter große Wanddicken zur Reduzierung 
der Beanspruchungen erforderlich. Infolge einer HFH-Nachbehandlung wird der 
lokale Werkstoffwiderstand am ermüdungskritischen Schweißnahtübergang 
nachweislich verbessert, wodurch die Lebensdauer des Konstruktionsdetails ver-
längert wird. Alternativ kann bei gleicher Lebensdauer die Wanddicke aufgrund 
der verbesserten Ermüdungsfestigkeit reduziert werden, so dass sich der erforder-
liche Materialeinsatz reduziert und Ressourcen geschont werden.  

Folglich bietet die HFH-Behandlung geschweißter Konstruktionsdetails eine Mög-
lichkeit zur wirtschaftlicheren Auslegung ermüdungsbeanspruchter Bauwerke. 
Neben dem Einsatz an Infrastrukturbauwerken, wie Straßen- und Eisenbahnbrü-
cken, besteht zudem ein großes Potenzial für die Anwendung an Offshore- und 
Stahlwasserbauwerken. Vor allem an Gründungsstrukturen von Offshore-Wind-
energieanlagen, die wechselnden Beanspruchungen aus Wind, Wellen und Anla-
genbetrieb ausgesetzt sind, lassen sich durch verbesserte Ermüdungsfestigkeiten 
hohe Einsparungen bei der Dimensionierung und Auslegung von geschweißten 
Stahlkonstruktionen realisieren. Auch Verschlüsse im Stahlwasserbau werden in 
der Regel als Schweißkonstruktion ausgeführt. Diese werden beim Schleusenvor-
gang durch die damit verbundene Wasserstandsregulierung ermüdungsbean-
sprucht. Daher bieten sie, ebenso wie weitere wasserbauliche Anlagen, ein mögli-
ches Anwendungsgebiet für den Einsatz von höherfrequenten Hämmerverfahren.  

Die aktuellen Richtlinien zur Schweißnahtnachbehandlung durch HFH-Verfahren 
bieten eine Grundlage für deren Anwendung an Offshore-Strukturen und an Bau-
werken des Stahlwasserbaus. Neben den ermüdungswirksamen Beanspruchun-



1.2 Problemstellung und Zielsetzung 

3 

gen sind die Tragwerksteile in der Spritz- und Wasserwechselzone jedoch zeit-
gleich einer korrosiven Umgebung ausgesetzt. Bei mangelndem Korrosionsschutz 
kann durch eine Überlagerung dieser beiden Phänomene Korrosionsermüdung 
auftreten. Diese Korrosionsermüdung kann zu einer beschleunigten Bauteilermü-
dung führen, wodurch die Lebensdauer des betroffenen Bauteils verkürzt wird. 
In feuchter, korrosiver Umgebung ist die kürzere Lebensdauer auf eine frühzeiti-
gere Rissinitiierung in Verbindung mit einem beschleunigten Risswachstum zu-
rückzuführen, so dass beide Phasen der Ermüdungslebensdauer betroffen sind. 
Für die Auslegung von Offshore-Windenergieanlagen empfiehlt die Klassifikati-
onsgesellschaft DNV in der Richtlinie DNVGL-RP-C203 spezielle Bemessungs-
wöhlerlinien für unbehandelte Schweißverbindungen, die die Einflüsse der freien 
Korrosion durch Meerwasser anhand von reduzierten Ermüdungsfestigkeitswer-
ten berücksichtigen. Allerdings existieren bisher keine Regelungen zur Bemes-
sung geschweißter und HFH-behandelter Konstruktionsdetails für den Einsatz in 
korrosiver Umgebung.  

1.2 Problemstellung und Zielsetzung  

Bisherige Forschungsarbeiten zu HFH-behandelten Schweißverbindungen unter 
Korrosionseinfluss zeigen, dass die Ermüdungsfestigkeit tendenziell geringer aus-
fällt als unter normalen atmosphärischen Bedingungen. Dieses Verhalten ähnelt 
dem unbehandelter Schweißverbindungen. Zugleich belegen die bisherigen Un-
tersuchungen, dass die HFH-Behandlung die Ermüdungsfestigkeit im Vergleich 
zum unbehandelten Zustand auch in korrosiver Umgebung deutlich erhöhen 
kann. Noch unklar ist, inwieweit die jeweilige Phase der Rissentstehung und des 
Rissfortschritts im HFH-behandelten Zustand durch Korrosion beeinflusst wird 
und welche verzögernden Effekte in diesen Phasen zur Erhöhung der Ermü-
dungsfestigkeit trotz Korrosion beitragen. Dies ist primär darauf zurückzuführen, 
dass die Einflüsse auf die Ermüdungsfestigkeit bislang auf Basis von Nennspan-
nungen mit Bezug auf die Gesamtlebensdauer bis zum Bruch bewertet wurden. 
Es bedarf daher weiterführender Analysen, die eine getrennte Beurteilung der Le-
bensdauerphasen erlauben und damit eine Untersuchung der Wechselwirkung 
zwischen HFH-Behandlung und Korrosionsermüdung ermöglichen.  
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Vor diesem Hintergrund verfolgt diese Arbeit das Ziel, das Ermüdungsverhalten 
von HFH-behandelten Schweißnähten unter korrosiven Umgebungsbedingungen 
spezifisch für die beiden Phasen der Ermüdungslebensdauer zu analysieren. Ge-
genstand der experimentellen, numerischen und bruchmechanischen Untersu-
chungen ist das geschweißte Konstruktionsdetail der unbelasteten Quersteife aus 
normalfestem Baustahl, wie es typischerweise in Offshore-Konstruktionen und im 
Stahlwasserbau Anwendung findet. Aufbauend auf dem Forschungsprojekt HFH-
Korrosion (Ummenhofer et al., 2018) liegt der Fokus auf der Untersuchung der 
randschichtnahen Korrosion hinsichtlich der Rissentstehung und der Einflüsse 
aus simultaner Korrosion auf den Rissfortschritt. Zu diesem Zweck wird ein 
bruchmechanisches Modell aufgebaut, um das Makrorisswachstum abzubilden 
und eine Prognose der Rissfortschritts- sowie der Anrisslebensdauer zu ermögli-
chen. Das Modell soll neben kerbdetailspezifischen Einflüssen auch solche aus 
dem Behandlungszustand, der Korrosion und aus der Belastungsart berücksichti-
gen. Es dient damit sowohl zur Einflussanalyse als auch als ingenieurmäßige Be-
rechnungsmethode für die Praxis. Schließlich soll auf Basis der ergänzenden Un-
tersuchungen die von (Ummenhofer et al., 2018) vorgestellte nenn- und kerbspan-
nungsbasierte Kerbfallempfehlung verifiziert werden, indem sie gegen potenziell 
ungünstige Einflüsse abgesichert wird. Neben Einflüssen aus Korrosion werden 
auch solche aus der Belastungsart und der Bauteilsymmetrie berücksichtigt, die 
sich auf die Phasen der Ermüdungslebensdauer auswirken können. Auf diese 
Weise soll eine fundierte Basis für die Bemessung von geschweißten und HFH-
behandelten Quersteifen in korrosiven Umgebungen geschaffen werden, die eine 
zukünftige Integration in Regelwerke ermöglicht.  

1.3 Aufbau der Arbeit  

Die vorliegende Arbeit gliedert sich in die nachfolgend erläuterten Kapitel:  

Kapitel 2 beschreibt den aktuellen Kenntnisstand bezüglich des Einflusses von 
Korrosion auf das Ermüdungsverhalten von geschweißten und HFH-behandelten 
Konstruktionsdetails mit Fokus auf das Detail der unbelasteten Quersteife. Zu Be-
ginn werden die Grundlagen der Materialermüdung und relevante Einflüsse auf 
die Ermüdungsfestigkeit von Schweißverbindungen dargestellt. Weiterhin wird 
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die Schweißnahtnachbehandlung durch Anwendung der höherfrequenten Häm-
merverfahren vorgestellt und deren Wirksamkeit zur Steigerung der Ermüdungs-
festigkeit und zur Lebensdauerverlängerung erläutert. Daraufhin wird auf die 
Auswirkungen von Korrosion eingegangen, wobei der Fokus auf dem Phänomen 
der Korrosionsermüdung liegt. Abschließend wird ein Überblick über die Kon-
zepte zur Bewertung der Ermüdungsfestigkeit gegeben. Dabei werden die Kon-
zepte, die in dieser Arbeit angewendet werden, ausführlich vorgestellt. Zu diesen 
zählen das Nennspannungs-, Kerbspannungs- und Rissfortschrittskonzept.  

Kapitel 3 beinhaltet die experimentellen Untersuchungen, die am Konstruktions-
detail Quersteife unter der Berücksichtigung korrosiver Umgebungsbedingungen 
durchgeführt werden. Es werden Versuchsprogramm, Probekörperfertigung, 
HFH-Behandlung sowie eingesetzte Methoden der Laborkorrosion beschrieben. 
Anhand einer Probekörpercharakterisierung werden die geometrischen Gegeben-
heiten und korrosionsbedingte Veränderungen messtechnisch erfasst und statis-
tisch ausgewertet. Ergänzend dazu erfolgt eine Überprüfung der schweißtechni-
schen Fertigungsqualität. Die durchgeführten Ermüdungs- und Korrosions-
ermüdungsversuche werden beschrieben und die Ergebnisse der Versuchsserien 
in Bezug auf ermittelte Ermüdungslebensdauern und Ermüdungsfestigkeiten dis-
kutiert. Begleitend werden Rastlinienuntersuchungen durchgeführt, um Erkennt-
nisse zum Rissentstehungs- und Rissfortschrittsverhalten zu erlangen.  

In Kapitel 4 werden die Einflüsse aus dem Behandlungszustand, der Korrosion 
sowie der Belastungsart auf die Ermüdungsfestigkeit bewertet. Dazu erfolgt eine 
Nennspannungsbewertung der experimentell ermittelten Versuchsergebnisse aus 
Kapitel 3 sowie von Ergebnissen aus der Literatur. Für eine Bewertung auf 
Kerbspannungsebene werden elastische Kerbformzahlen ermittelt und Kerbspan-
nungswöhlerlinien der Versuchsserien erstellt. Die Kerbformzahlen werden zu-
dem für eine Abschätzung von rissinitiierenden Einflüssen aus Belastungsart und 
Bauteilsymmetrie auf die Ermüdungsfestigkeit genutzt. Weiterhin erfolgt eine Er-
müdungsfestigkeitsbewertung auf Basis des Rissfortschrittskonzeptes. Hierfür 
wird auf Grundlage der linear-elastischen Bruchmechanik (LEBM) ein Modell auf-
gebaut, um das Makrorisswachstum abzubilden. Basierend auf den Rastlinienun-
tersuchungen aus Kapitel 3 werden Parameteransätze zu Eigenspannungszustän-
den und Rissgeometrieentwicklungen erarbeitet. Zusätzlich werden bruch-
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mechanische Kennwerte abgeleitet, die den frequenzabhängigen Einfluss aus kor-
rosiver Umgebung berücksichtigen. Zur Herleitung der Ansätze wird neben ana-
lytischen Lösungen auch ein numerisches Modell eingesetzt, das reale Rissformen 
simulieren kann. Nach seiner experimentellen Validierung anhand der Rastlinien-
ergebnisse wird das Modell zur Analyse des Rissfortschrittsverhaltens jenseits des 
experimentell untersuchten Parameterbereichs verwendet. Es erlaubt dabei eine 
Rissfortschrittsberechnung unter Berücksichtigung der vorherrschenden Ein-
flüsse. Zudem wird das Modell zur Bestimmung der Rissfortschrittslebensdauern 
der Probekörper eingesetzt, um auf deren Anrisslebensdauern rückrechnen zu 
können. Dies ermöglicht es, Anrisswöhlerlinien der Versuchsserien zu erstellen, 
wodurch sowohl das Anriss- als auch das Rissfortschrittsverhalten beurteilt wer-
den kann. 

In Kapitel 5 wird die bisherige Kerbfallempfehlung für das geschweißte und 
HFH-behandelte Konstruktionsdetail der unbelasteten Quersteife in korrosiver 
Umgebung verifiziert. Der Geltungsbereich bezüglich korrosionsbedingter Ober-
flächenveränderungen stützt sich auf die Probekörpercharakterisierung aus Kapi-
tel 3. Die Überprüfung der Kerbfallempfehlung basiert auf den Ergebnissen aus 
Kapitel 3 und den Bewertungen aus Kapitel 4. Zunächst werden die experimen-
tellen Ermüdungslebensdauern mithilfe des LEBM-Modells auf Anrisslebensdau-
ern rückgerechnet. Anschließend wird eine Modifikation der Nennspannungen 
auf Basis elastischer Kerbformzahlen vorgenommen, wodurch rissinitiierende 
Einflüsse aus abweichenden Belastungsarten und Symmetriebedingungen erfasst 
werden. Für diese korrigierten Nennspannungen werden daraufhin Rissfort-
schrittslebensdauern unter Berücksichtigung ungünstiger Korrosions- und Belas-
tungsbedingungen ermittelt. Schließlich kann eine Versagensprognose erfolgen, 
die aufbauend auf den Versuchsergebnissen zu einem erweiterten Streuband 
führt. Dieser Ansatz berücksichtigt verschiedene und potenziell ungünstige Be-
dingungen, wodurch eine fundierte Verifizierung der Kerbfallempfehlung ge-
währleistet ist.  

Kapitel 6 enthält eine Zusammenfassung der durchgeführten Arbeiten und der 
erzielten Ergebnisse. Darüber hinaus wird ein Ausblick auf weiterführende For-
schungsthemen gegeben.  
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2 Kenntnisstand  

2.1 Ermüdungsverhalten von Schweißverbindungen  

Bauteile vorwiegend ruhend belasteter Stahlkonstruktionen werden auf Basis sta-
tischer Festigkeit ausgelegt, wobei die Beanspruchbarkeit werkstoffabhängig ist 
und durch die Streckgrenze bzw. Zugfestigkeit beschrieben wird (Läpple, 2016). 
Nutzungsbedingt sind Bauwerke des Stahlbaus in bestimmten Einsatzgebieten 
zudem Belastungen ausgesetzt, die zeitlich veränderlich und häufig wiederkeh-
rend auftreten (Seeger, 1996). Diese rufen an den Tragelementen Beanspruchun-
gen hervor, die sich in Form von Spannungsausschlägen äußern. In Abhängigkeit 
ihrer Höhe und mit einer über die Zeit hinweg zunehmenden Anzahl, führen diese 
zur Entstehung von Rissen und deren kontinuierlichen Vergrößerung. Dieser als 
Materialermüdung bekannte Schädigungsvorgang tritt vornehmlich an Fehlstel-
len, Kerben sowie Querschnittsübergängen auf und kann im ungünstigsten Fall 
zum Versagen des Bauteils oder sogar der Konstruktion führen, auch wenn die 
Beanspruchungshöhe unterhalb der statischen Festigkeitsgrenze liegt (Radaj und 
Vormwald, 2007).  

Geschweißte Verbindungen weisen im Vergleich zu ungeschweißten Bauteilen di-
verse Besonderheiten auf (Radaj et al., 2006), die zu einem voneinander abwei-
chenden Ermüdungsverhalten führen. So stellt der Übergang zwischen dem 
Grundwerkstoff und der Schweißnaht eine geometrische Kerbe mit lokal erhöhter 
Spannungskonzentration dar. Zugleich liegen Nahtimperfektionen und Zugei-
genspannungen infolge des Schweißprozesses vor, der darüber hinaus eine inho-
mogene Gefügestruktur erzeugt und dadurch variierende Festigkeits- und Härte-
verteilungen hervorruft. Diese Charakteristika unbehandelter Nähte führen dazu, 
dass ein reduzierter Widerstand gegen Ermüdungsrissbildung im Vergleich zum 
ungestörten Grundwerkstoff vorliegt. Daher sind die Übergänge zwischen der 
Schweißnaht und dem Grundwerkstoff besonders kritische Bereiche für die Ermü-
dung von geschweißten Strukturen (Nussbaumer und Günther, 2012).  
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Der Widerstand eines geschweißten Konstruktionsdetails gegen die Bildung und 
Ausbreitung von Ermüdungsrissen wird als Ermüdungsfestigkeit bezeichnet und 
ergibt sich aus dem Zusammenwirken verschiedener Einflussgrößen. Dazu gehö-
ren nach (Radaj, 1990) vor allem das Auftreten mikro- und makroskopischer Ker-
ben und die daraus resultierenden lokalen Spannungskonzentrationen sowie 
Querschnittsänderungen. Einen besonders starken Einfluss haben auch die Ober-
flächen- und Umgebungsbedingungen. Der Werkstoff, die Herstellung und die 
konstruktive Gestaltung sind weitere Einflussfaktoren. Basierend auf ergänzender 
Literatur (Gudehus und Zenner, 1999; Bürgel et al., 2014; Götz und Eulitz, 2020) 
werden nachfolgend besonders relevante Einflüsse auf Schweißnähte aufgeführt: 

• Werkstoff und Werkstoffzustand,  

• Eigenspannungen (ES) und Mittelspannungen bzw. Spannungsverhältnis,  

• Kerben, Schweißnahtunregelmäßigkeiten und Imperfektionen,  

• Oberflächenbeschaffenheit (Rauheit),  

• Bauteilgröße,  

• Belastungsart,  

• Umgebungsbedingungen, Korrosion,  

• konstruktive Gestaltung.  

In diesem Abschnitt werden die Grundlagen der Materialermüdung und der Er-
müdungsfestigkeit von Schweißverbindungen behandelt, mit besonderem Fokus 
auf das geschweißte Konstruktionsdetail Quersteife. Dabei werden die für diese 
Arbeit relevanten ermüdungsbezogenen Einflüsse erläutert. Auf die Schweißnaht-
nachbehandlung anhand von HFH-Verfahren wird in Abschnitt 2.2 gesondert ein-
gegangen, ebenso auf die Korrosion und Korrosionsermüdung in Abschnitt 2.3.  

2.1.1 Ermüdungsvorgang und Phasen der Lebensdauer 

Materialermüdung ist ein Schädigungsprozess, der aus einer Reihe von physika-
lischen Vorgängen resultiert, vgl. Abbildung 2.1. In der Phase der physikalischen 
Risseinleitung kommt es oberflächennah zu Werkstofftrennungen an den Gleit-
bändern. Diese treten in Dimensionen kleiner der Korngröße als Folge von Verset-



2.1 Ermüdungsverhalten von Schweißverbindungen 

9 

zungsbewegungen in den Gleitebenen auf. Sobald sich die Länge des Risses der 
Korngröße annähert, endet die Risskeimbildung und es liegt ein wachstumsfähi-
ger Mikroriss vor. Das darauffolgende Mikrorisswachstum wird der physikali-
schen Phase des stabilen Rissfortschritts zugeordnet. Der Mikro- oder auch Kurz-
riss schreitet in dieser Phase mit jedem Beanspruchungszyklus stetig voran und 
wächst mit angrenzenden Mikrorissen zusammen. Ein stabil voranschreitender 
Makroriss bzw. Langriss entsteht, der sich orthogonal zur Richtung der maxima-
len Normalspannung ausbreitet. Nach Überschreitung einer kritischen Größe setzt 
die Phase des instabilen Rissfortschritts ein. Es kommt zum Restbruch, sobald die 
Beanspruchungen vom verbleibenden Querschnitt nicht länger aufgenommen 
werden können. Für eine ausführliche Erläuterung der einzelnen physikalischen 
Vorgänge sei auf (Radaj und Vormwald, 2007) und (Läpple, 2016) verwiesen.  

 

Abbildung 2.1: Phasen der Ermüdungslebensdauern, in Anlehnung an (Radaj und Vormwald, 2007) 

Für die Analyse von Ermüdungsschädigungen auf mikroskopischer Ebene wird 
innerhalb von werkstoffwissenschaftlichen Betrachtungen üblicherweise auf die 
physikalischen Phaseneinteilungen zurückgegriffen, um Anriss- und Rissfort-
schrittslebensdauer voneinander abzugrenzen. Abweichend dazu wird in der In-
genieurspraxis der Anriss üblicherweise auf eine Rissgröße in makroskopischer 
Größenordnung bezogen, die sich an den Detektionsgrenzen der zerstörungs-
freien Prüfverfahren orientiert (Suresh, 1998). Dies wird als technischer Anriss be-
zeichnet. Nach (Radaj et al., 2006) wird darunter ein Riss mit einer Tiefe von etwa 
0,5 mm und einer ungefähren Oberflächenlänge von 1 mm bis 2 mm verstanden. 
Diese Größenordnung wird häufig für die Definition des technischen Anrisses 
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verwendet, auch wenn die Angaben in der Fachliteratur teils deutlich voneinan-
der abweichen (Weidner, 2020; Collmann, 2021).  

Der technische Anriss kennzeichnet den Übergang vom Mikro- in das Makroriss-
wachstum, d. h. das Ende der Risseinleitungsphase Ni und den Beginn der Riss-
fortschrittsphase Np, vgl. Abbildung 2.1. Dabei wird der technische Rissfortschritt 
vereinfacht durch das Makrorisswachstum beschrieben. Der instabile Restbruch 
wird in dieser Betrachtung, aufgrund seines äußerst geringen Anteils an der Le-
bensdauer, in der Regel vernachlässigt. Aus der Summe der Schwingspiele, die 
ein ermüdungsbeanspruchtes Bauteil innerhalb der Anriss- und der Rissfort-
schrittsphase ertragen kann, ergibt sich schließlich nach Gl. (2.1) die auf das Ver-
sagen bezogene Gesamtlebensdauer Nf:  

 Nf = Ni + Np  (2.1) 

2.1.2 Ermüdungsfestigkeit – Wöhlerversuch und Wöhlerlinie 

Eine Voraussetzung für den Nachweis der Ermüdungssicherheit geschweißter 
Strukturen ist das Wissen um den Widerstand der Konstruktionsdetails gegen Er-
müdungsschäden. Die Ermüdungsfestigkeit dient als Kenngröße für diese Bean-
spruchbarkeit und beschreibt den Zusammenhang zwischen einwirkender Bean-
spruchung und der daraus resultierenden Lebensdauer. 

2.1.2.1 Wöhlerversuch  

Im Wesentlichen wird die Ermüdungsfestigkeit eines Bauteils auf der Grundlage 
von Versuchen ermittelt. Die ersten experimentellen Untersuchungen gehen auf 
August Wöhler (Wöhler, 1863; 1866; 1870) zurück. Um Schäden an Eisenbahnach-
sen systematisch zu untersuchen, führte Wöhler bereits Mitte des 19. Jahrhunderts 
Schwingversuche unter Umlaufbiegebelastung durch, die heute in der Werkstoff-
prüfung als Wöhlerversuche bezeichnet werden (Bürgel et al., 2014).  

Der Ablauf des Wöhlerversuchs und dessen Auswertung werden vielfach in der 
Fachliteratur beschrieben, unter anderem von (Haibach, 2006; Radaj und Vorm-
wald, 2007). Im Rahmen der Versuchsdurchführung werden Probekörper (Pk) 
oder ganze Bauteile zyklisch bei gleichbleibender Amplitude belastet, wobei ent-
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weder die Mittellast oder das Verhältnis von Unter- zu Oberlast konstant gehalten 
wird (Einstufenversuch). Der Belastungs-Zeit-Verlauf wird üblicherweise sinus-
förmig gewählt. Der Versuch endet mit Erreichen eines vorab definierten Versa-
genskriteriums, beispielsweise dem vollständigen Bruch, einer bestimmten An-
rissgröße oder einem festgelegten Steifigkeitsabfall. Die bis dahin ertragbaren 
Schwingspiele werden erfasst, um die Schwingspielzahl N zu ermitteln. Ist nach 
einer vorgegebenen Grenzschwingspielzahl kein Versagensereignis festzustellen, 
so gilt das Ergebnis als Durchläufer (DL). Für die Ermittlung der Ermüdungsfes-
tigkeit sind mehrere Versuche auf unterschiedlichen Beanspruchungsniveaus nö-
tig.  

2.1.2.2 Wöhlerlinie 

Die Auswertung der Versuchsergebnisse wird im Wöhlerdiagramm mit doppelt-
logarithmischem Maßstab vorgenommen, indem die jeweilig aufgebrachten Span-
nungsschwingbreiten Δσ (alternativ zu Spannungsamplituden σa) über die zuge-
hörigen Versagensschwingspielzahlen aufgetragen werden. Anhand einer Regres-
sionsanalyse der Versuchsdaten kann daraufhin die Wöhlerlinie gebildet werden, 
vgl. Abbildung 2.2.  

 

Abbildung 2.2: Schematische Wöhlerlinie und deren Einteilung, aufbauend auf (Götz und Eulitz, 2020) 
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Die Wöhlerlinie wird in drei Bereiche gegliedert (Götz und Eulitz, 2020): 

• Kurzzeitfestigkeit: Bereich, in dem plastische Dehnungen auftreten und der 
sich zwischen den statischen Festigkeitsgrenzen erstreckt.  

• Zeitfestigkeit: Bereich, in dem auf Basis der Untersuchungsergebnisse 
durch Regression die gemittelte Wöhlerlinie bestimmt wird, die sich bei 
doppeltlogarithmischer Auftragung einer Geraden (Zeitfestigkeitsgerade) 
mit Neigung m annähert. Hier steigt die ertragbare Schwingspielzahl mit 
abnehmender Spannung überproportional an.  

• Dauer- bzw. Langzeitfestigkeit: Bereich mit hohen Schwingspielzahlen, in 
dem ab dem Abknickpunkt ND ≈ 106 bis 107 Schwingspiele (auch Grenz-
schwingspielzahl genannt) nach zwei Wöhlerlinientypen unterschieden 
wird. Typ I weist eine ausgeprägte Dauerfestigkeit mit horizontalem Ver-
lauf der Wöhlerlinie auf und wird niedrig- und unlegierten Stählen mit ku-
bisch-raumzentrierter Gitterstruktur sowie Bauteilen aus höherfesten Stäh-
len mit hoher Kerbschärfe und Titanlegierungen zugesprochen. Für Typ II 
ergibt sich eine flache Neigung der Wöhlerlinie. Ein Typ II-Verhalten ist ty-
pisch für Bauteile aus hochfesten, legierten Stählen, die keine oder lediglich 
schwache Kerben aufweisen, sowie für metallische Werkstoffe wie Alumi-
nium- und Kupferlegierungen, die eine kubisch-flächenzentrierte Git-
terstruktur besitzen. Bei hohen Temperatureinwirkungen, korrosiven Um-
gebungsbedingungen oder zusätzlichem Verschleiß ist ebenso von Typ II 
auszugehen. 

In ihrer eigentlichen Form stellt die Wöhlerlinie eine Ermüdungsfestigkeitskurve 
mit fließendem Übergang zwischen der Zeitfestigkeit in die Dauer- bzw. Langzeit-
festigkeit dar, vgl. Abbildung 2.2. Für eine vereinfachte mathematische Beschrei-
bung wird dieser Kurvenverlauf linear idealisiert und durch einen Abknickpunkt 
am Wertepaar (σD, ND) ersetzt (Götz und Eulitz, 2020). 

Da sich im Rahmen der Versuchsdurchführung stets streuende Ergebnisse erge-
ben, ist die Anwendung statistischer Methoden notwendig, um abgesicherte Er-
müdungsfestigkeitswerte zu ermitteln. Aufbauend auf den hier beschriebenen 
Grundlagen wird in Abschnitt 2.4.1.2 weiterführend auf die statistische Auswer-
tung zur Bewertung der Ermüdungsfestigkeit eingegangen.  
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2.1.3 Kerb- und Stützwirkung 

Die Kerbwirkung beschreibt eine lokale Beanspruchungserhöhung, die nach 
(Radaj und Vormwald, 2007) durch Diskontinuitäten der Form, des Werkstoffs, 
der Belastung oder durch eine Kombination dieser Kerbarten hervorgerufen wird 
und dadurch die Ermüdungsfestigkeit von Bauteilen maßgeblich beeinflusst.  

2.1.3.1 Einfluss von Schweißnahtkerben auf die Ermüdungslebensdauer 

An Schweißnähten treten zwei der Kerbarten überlagert auf (Radaj, 1990). Zum 
einen wird durch den Schweißprozess ein inhomogenes Gefüge mit variierenden 
Werkstoffeigenschaften und dadurch eine Werkstoffkerbe erzeugt. Zum anderen 
entstehen Formkerben am Schweißnahtübergang oder gegebenenfalls an einem 
vorhandenen Wurzelspalt. Formkerben schränken die freie Verformung des 
Werkstoffs ein und führen aufgrund der Querdehnungsbehinderung zu einem 
mehrachsigen Spannungszustand. Darüber hinaus beeinträchtigen Formkerben 
aufgrund ihrer unstetigen Gestalt den Kraftfluss und rufen eine Spannungsüber-
höhung im Kerbgrund hervor. Diese sogenannte Kerbspannung ist in ihrer Höhe 
von der Kerbgeometrie abhängig (Läpple, 2016).  

Die Kerbspannungshöhe bei Schweißverbindungen wird nach (Radaj, 1990) ent-
scheidend von den lokalen Nahtgeometrieparametern beeinflusst. Hohe Span-
nungen ergeben sich insbesondere an kerbscharfen Schweißnähten, die kleine 
Nahtübergangsradien in Kombination mit steilen Nahtanstiegswinkeln aufwei-
sen. Laut einer Literaturstudie von (Baumgartner, 2014) bestätigen Untersuchun-
gen an Längs- und Quersteifen sowie an Kreuzstößen, dass an Schweißnahtüber-
gängen in der Regel von einer hohen geometriebedingten Kerbschärfe aus-
gegangen werden kann. Schweißnahtkerben stellen daher besonders versagens-
kritische Orte innerhalb einer ermüdungsbeanspruchten Konstruktion dar, da sich 
ein Anriss, sofern keine rissartigen Defekte wie Werkstoff- oder Fertigungsfehler 
vorhanden sind, primär am Ort der höchsten Kerbspannung bildet.  

Gemäß (Richard und Sander, 2012) beschrieben, wirkt sich der Ort der Rissentste-
hung darüber hinaus signifikant auf die Ermüdungslebensdauer und die Vertei-
lung der Lebensdauerphasen aus, vgl. Abbildung 2.3.  
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Abbildung 2.3: Lebensdauerphasen abhängig vom Ort der Rissentstehung, nach (Richard und Sander, 2012) 

Entsteht ein Anriss an einer glatten, ungekerbten Oberfläche, so dominiert die Ris-
sinitiierungsphase, wohingegen das Risswachstum bis zum Bruch nur einen ge-
ringen Anteil an der Gesamtlebensdauer einnimmt. Kerben führen hingegen zu 
einer früheren Anrissbildung, was die Phase der Risseinleitung und damit die Ge-
samtlebensdauer verkürzt. Mit zunehmender Kerbschärfe und entsprechend stei-
gender Spannungskonzentration nimmt der Anteil der Risseinleitungsphase an 
der Gesamtlebensdauer weiter ab. Dies kann dazu führen, dass die Risswachs-
tumslebensdauer überwiegt. Eine noch geringere Lebensdauer ergibt sich für die 
Rissbildung an einem Defekt. Da in solch einem Fall die Rissinitiierungsphase 
noch deutlicher verkürzt ist, wird die Gesamtlebensdauer maßgeblich von der 
Risswachstumslebensdauer bestimmt. Demnach wirken sich Kerben entscheidend 
auf die Lebensdauer und somit auf die Ermüdungsfestigkeit von Schweißverbin-
dungen aus. 

2.1.3.2 Kerbformzahl 

Als Maß für die im Kerbgrund vorhandene Spannungsüberhöhung wird die Kerb-
formzahl Kt (kurz Formzahl, ursprünglich nach (Neuber, 1936) auch αk) verwen-
det, die ebenfalls als Kerbfaktor oder Spannungskonzentrationsfaktor bezeichnet 
wird. Die Formzahl wird auf Grundlage der linearen Elastizitätstheorie berechnet 
und entspricht gemäß Gl. (2.2) dem Verhältnis aus dem hauptspannungsbe-
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zogenen Maximalwert der Kerbspannung σk,max zu der im ungestörten Bauteil-
querschnitt vorliegenden Nennspannung σn:  

Kt =
σk,max

σn
 (2.2) 

Neben der lokalen Kerbgeometrie können weitere detailspezifische Einflüsse aus 
der Bauteilgeometrie auf die Kerbformzahl vorliegen. Darüber hinaus ist die Höhe 
der Kerbformzahl von der Spannungsverteilung an der Kerbe abhängig. Entspre-
chende Einflüsse aus unterschiedlichen Belastungsarten werden in Abschnitt 2.1.9 
näher behandelt.  

2.1.3.3 Stützwirkung  

Ermüdungsversuche an gekerbten Bauteilen mit hoher Kerbschärfe zeigen, dass 
die Ermüdungsfestigkeit zwar stark reduziert wird, jedoch nicht in dem Maße, wie 
es aufgrund der elastischen Kerbformzahl zu erwarten wäre. Der Effekt tritt in 
gleicher Weise an milden und flachen Kerben mit schwächerer Spannungsüber-
höhung auf, sofern die Abmessungen der Kerbe sehr klein ausfallen (Radaj und 
Vormwald, 2007). Dieses Phänomen ist anhand der Kerbspannungslehre nach 
(Neuber, 2001) durch die Mikro- und Makrostützwirkung zu erklären. 

Nach (Radaj und Vormwald, 2007) ist im Bereich der Zeit- und Kurzzeitfestigkeit 
die elastisch-plastische Makrostützwirkung entscheidend. Diese beruht auf dem 
Kerbspannungsabbau durch lokales Fließen, wobei der beanspruchungsmin-
dernde Effekt aus der Makrostützwirkung beim Ermüdungsnachweis anhand des 
Kerbdehnungskonzeptes rechnerisch erfasst werden kann. Die überwiegend elas-
tische Mikrostützwirkung im Dauerfestigkeitsbereich bergründet sich dagegen 
aus der Kristallstruktur und der Fehlstellenpopulation. Gemäß dem Spannungs-
mittelungsansatz von (Neuber, 1968; 2001) bestimmt dabei nicht die Kerbhöchst-
spannung, sondern die über ein kleines Gefügeteilchen am Ort der Höchstspan-
nung gemittelte Kerbspannung die Risseinleitung. Die als Werkstoffkenngröße 
eingeführte Ersatzstrukturlänge ρ* beschreibt die maßgebende Größe des Teil-
chens, über dessen Länge die rissinitiierenden Kerbspannungen orthogonal zum 
Kerbgrund rechnerisch gemittelt werden.  
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Die aus der Mikrostützwirkung resultierende Abminderung der Kerbhöchstspan-
nung auf eine schädigungswirksame Beanspruchungshöhe und der damit einher-
gehende Einfluss auf die Ermüdungsfestigkeit ist mithilfe der Kerbwirkungszahl 
Kf (auch βk) erfassbar. Die Kerbwirkungszahl entspricht dem Verhältnis aus der 
nennspannungsbezogenen Dauerfestigkeit einer ungekerbten, glatten Probe 
(Kt = 1) zu der einer gekerbten Probe bzw. des betreffenden Bauteils (Kt > 1). Sie 
berücksichtigt den Einfluss aus der Kerbschärfe (Form und Größe der Kerbe) in 
Abhängigkeit der Bauteilgröße, der Beanspruchungsart und der werkstoffspezifi-
schen Eigenschafen. Die Größe der Abminderung der Kerbformzahl auf die Kerb-
wirkungszahl wird folglich von diesen Einflussgrößen bestimmt. Aufgrund der 
Stützwirkung ist die Kerbwirkungszahl im Allgemeinen kleiner als die Kerbform-
zahl. Besonders deutlich zeigt sich der Unterschied an scharfen Kerben mit hoher 
Kerbformzahl. Wird die Kerbformzahl zur Kerbwirkungszahl ins Verhältnis ge-
setzt, so erhält man die Stützziffer, die das Maß der Stützwirkung beschreibt.  

Neben der experimentellen Bestimmung der Kerb- bzw. Stützwirkung existieren 
verschiedene Mikrostützwirkungshypothesen, die beim Kerbspannungsnachweis 
angewendet werden können. Die entsprechenden Ansätze werden von (Radaj und 
Vormwald, 2007) beschrieben und diskutiert. Dazu zählt unter anderem der er-
wähnte Spannungsmittelungsansatz nach (Neuber, 1968; 2001), der die Grundlage 
des Kerbspannungskonzeptes bildet, vgl. Abschnitt 2.4.2. Eine weitere Methode 
stellt der in der FKM-Richtlinie (Rennert et al., 2020) enthaltene Spannungsgradi-
entenansatz nach (Siebel und Stieler, 1955) dar. Hierbei wird der für die Rissiniti-
ierung entscheidende Spannungsgradient im Kerbgrund bestimmt, um damit auf 
die Stützwirkung zu schließen. Über den Spannungsgradienten gehen Einflüsse 
aus dem Kerbradius, der Bauteilgröße und der Belastungsart ein. Gemäß den Aus-
führungen von (Läpple, 2016) wird die Ausbreitung eines Ermüdungsrisses bzw. 
eines bereits eingeleiteten Kurzrisses durch einen zunehmenden (steileren) Span-
nungsgradienten effektiv verzögert, wodurch eine erhöhte Stützwirkung vorliegt. 

2.1.4 Größeneinfluss 

Im Stahlbau versteht man unter Bauteil-, Blechdicken-, Größeneinfluss oder Maß-
stabseffekt die Kombination mehrerer Effekte, die bei real geschweißten Großbau-
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teilen im Vergleich zu Kleinbauteilen zu einer geringeren Ermüdungsfestigkeit 
führen (Kuhlmann et al., 2018). Nach (Kloos, 1976) werden gemäß der Entste-
hungsursache und den begleitenden Mechanismen der spannungsmechanische, 
statistische, technologische und oberflächentechnische Größeneinfluss unterschie-
den. Für eine ausführliche Diskussion der einzelnen Effekte sei auf die Fachlitera-
tur (Haibach, 2006; Radaj und Vormwald, 2007) verwiesen.  

Bei der Bewertung der Ermüdungsfestigkeit ist insbesondere der spannungsme-
chanische Größeneinfluss von Bedeutung, der auch als geometrischer Größenein-
fluss bezeichnet wird. Er resultiert aus unterschiedlichen Stützwirkungen bei va-
riierenden Spannungsgradienten. Während bei axialer Beanspruchung in einem 
ungekerbten Bauteil keine Stützwirkung auftritt, nimmt die Stützwirkung bei Bie-
gebeanspruchung zu, je steiler der Spannungsgradient über die Bauteildicke ver-
läuft. Der spannungsmechanische Größeneinfluss ist besonders ausgeprägt bei ge-
ringer Bauteildicke und nimmt bei größeren Bauteildicken ab (Radaj und 
Vormwald, 2007). Die Blechdicke wirkt sich ebenfalls auf die lokale Spannungs-
konzentration aus. In dickeren Strukturen mit gleicher Nahtübergangsgeometrie 
entstehen aufgrund der ungünstigen Geometrie, bedingt durch ein kleineres Ver-
hältnis zwischen Kerbradius und Blechdicke, erhöhte lokale Spannungen. Dar-
über hinaus begünstigt die größere Zone mit hohen Spannungen in der Nähe der 
Schweißnahtkerbe eine frühe Rissausbreitung (Fricke, 2015). Neben lokalen 
Schweißnahtparametern wie dem Nahtwinkel und dem Nahtübergangsradius so-
wie der Blechdicke beeinflusst die Dicke einer aufgeschweißten Steife die Höhe 
der Spannungskonzentration (Lotsberg, 2014).  

Die Steifendicke beeinflusst zusammen mit den horizontalen Schenkellängen der 
Schweißnähte den Abstand L zwischen den Schweißnahtfußpunkten, vgl. Abbil-
dung 2.4. Bei einer Vergrößerung dieses Nahtfußpunktabstands wird die Span-
nungskonzentration im Kerbgrund erhöht. Dies hat einen reduzierenden Einfluss 
auf die Ermüdungsfestigkeit, während die Grundblechdicke von untergeordneter 
Bedeutung ist. Diese Erkenntnisse gehen auf (Gurney, 1991) zurück, der auf 
Grundlage seiner Untersuchungen eine Blechdickenkorrektur unter Berücksichti-
gung des Nahtfußpunktabstands entwickelte.  
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Abbildung 2.4: Abstand der Schweißnahtfußpunkte L und Blechdicke t, in Anlehnung an (Hobbacher, 2016) 

Die von Gurney entwickelte Korrektur findet sich in Form von Gl. (2.3) in den IIW-
Empfehlungen von (Hobbacher, 2016) wieder: 

f(t) = �
tref

teff
�

n
  (2.3) 

mit tref = 25 mm und n = 0,3 für unbehandelte Quersteifen  

wenn L/t > 2 dann teff = t  

wenn L/t ≤ 2 dann teff = max(0,5 ∙ L; t)  

Im Rahmen einer nennspannungsbasierten Bewertung wird die Blechdickenkor-
rektur mit der Ermüdungsfestigkeit des Konstruktionsdetails multipliziert, um 
den Einflüssen aus der Bauteilgeometrie Rechnung zu tragen. Vergleichbare An-
sätze sind auch in anderen Regelwerken wie DNVGL-RP-C203 oder BS 7608 zu 
finden, obwohl die Exponenten für die Blechdickenkorrektur oder die Definition 
der effektiven Dicke teff variieren können. In DIN EN 1993-1-9 wird hingegen kein 
Einfluss aus variierenden Blechdicken berücksichtigt. Stattdessen erfolgt beim 
Konstruktionsdetail Quersteife eine Abminderung um eine Kerbfallklasse, wenn 
der Abstand der Schweißnahtfußpunkte L die Grenze von 50 mm übersteigt. Nu-
merische Untersuchungen von (Dürr, 2007) und (Kuhlmann et al., 2018) belegen 
diese in DIN EN 1993-1-9 enthaltene geometrieabhängige Abstufung in Bezug auf 
den Abstand der Schweißnahtfußpunkte.  

t

L

L
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Die Betrachtung dieser verschiedenen Ansätze führt zu dem Schluss, dass sich je 
nach Regelwerk deutliche Unterschiede in den Bemessungswerten ergeben kön-
nen.  

2.1.5 Einfluss der Oberflächenrauheit  

2.1.5.1 Definition und Erfassung der Oberflächenrauheit 

Die Oberflächenrauheit ist eine relevante Charakteristik technischer Oberflächen 
und beschreibt die mikrogeometrischen Gestaltabweichungen von der idealen 
makroskopischen Geometrie von Bauteilen, die initial durch das Fertigungsver-
fahren hervorgerufen werden (Czichos und Habig, 2020).  

Gestaltabweichungen werden generell durch die Analyse eines Profilschnitts er-
mittelt, der orthogonal zur Oberfläche und in der Richtung ausgeführt wird, in 
der die größte vertikale Profilabweichung zu erwarten ist (Sauer, 2016). Für die 
Ermittlung solcher Profile wird üblicherweise das Tastschnittverfahren nach DIN 
EN ISO 3274 eingesetzt. Anhand des gemessenen Profils werden anschließend 
Kenngrößen ermittelt, mit denen die Oberflächenbeschaffenheit eines Bauteils be-
urteilt werden kann. Obwohl Rauheitskenngrößen normativ geregelt sind, können 
ihre Bezeichnung und Definition international und je nach technischem Anwen-
dungsbereich variieren. Um die in dieser Arbeit ausgewerteten Kenngrößen ein-
ordnen zu können, werden daher in Abbildung 2.5 exemplarische Rauheitsprofile 
sowohl grafisch als auch ergänzend textlich erläutert.  

  

(a) Ra (b) Rz und Rmax 

Abbildung 2.5: Erläuterung der Rauheitskenngrößen am Profil, nach (Bauer, 2021) 
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Der arithmetische Mittenrauwert Ra nach DIN EN ISO 4287 beschreibt den Mit-
telwert der absoluten Ordinatenwerte Z(x) entlang einer Einzelmessstrecke lr und 
errechnet sich nach Gl. (2.4) wie folgt: 

Ra =
1
lr

� |Z(x)|dx
lr

0

 (2.4) 

Die gemittelte Rautiefe Rz nach DIN EN ISO 4287 wird gemäß Gl. (2.5) als arith-
metisches Mittel aus den Einzelrautiefen Rzi von fünf Einzelmessstrecken mit glei-
cher Länge lr gebildet: 

Rz =
1
5

∙ (Rz1 + Rz2 + Rz3 + Rz4 + Rz5) (2.5) 

Die maximale Rautiefe Rmax nach DIN 4768 oder ASME B46.1 repräsentiert ge-
mäß Gl. (2.6) die größte Einzelrautiefe innerhalb der Gesamtmessstrecke ln:  

Rmax = max(Rzi) (2.6) 

Aufgrund der individuellen Definitionen der Kenngrößen lassen sich unterschied-
liche Aussagen über die Oberflächenqualität treffen. Typische Oberflächenrau-
heitsbereiche für verschiedene Fertigungs- und Bearbeitungsverfahren sind in Ab-
hängigkeit des Kennwerts Ra in ASME B46.1 angegeben. Dennoch ist zu beachten, 
dass die Einschätzung der Profilform allein auf Basis von Ra nicht in jedem Fall 
möglich ist (Sauer, 2016). Dies lässt sich darauf zurückführen, dass große Profil-
spitzen und -täler durch die Mittelwertsbildung über die Messstrecke verschmiert 
werden, was zu unterschiedlichen Oberflächenstrukturen bei identischen Ra-Wer-
ten führen kann (Bauer, 2021). Um eine fundiertere Beurteilung zu ermöglichen, 
können im gegebenen Kontext zusätzlich die Kennwerte Rz und Rmax herange-
zogen werden, die stärker ausgeprägte Oberflächenmerkmale aufzeigen.  

2.1.5.2 Bedeutung der Oberflächenrauheit für die Ermüdungsfestigkeit 

In der Phase der Rissentstehung stellt Ermüdung ein Oberflächenphänomen dar, 
das besonders sensibel auf verschiedene Oberflächenbedingungen reagiert, wie 
etwa Oberflächenrauheit, Korrosionsnarben und ähnliche Faktoren 
(Schijve, 2009). Versuche an Werkstoffproben von (de Forest, 1936) zeigten, dass 
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die Lebensdauer bis zur Rissinitiierung an einer rauen Oberfläche deutlich kürzer 
ist als an einer Oberfläche mit geringer Rauheit, während der Rissfortschritt kaum 
beeinflusst wird. (Itoga et al., 2003) stellten ebenfalls fest, dass erhöhte Rauheit zu 
einer vorzeitigen Rissentstehung beiträgt und erklärten dies mit der Wirkung der 
Oberflächenrauheit als Mikrokerbe. An solchen Mikrokerben kommt es zu einer 
erhöhten Spannungskonzentration, welche die Rissbildung begünstigt und in der 
Folge die Ermüdungsfestigkeit bei zunehmender Oberflächenrauheit reduziert. 
Der negative Einfluss fertigungsbedingter Rauheiten auf die Ermüdungsfestigkeit 
kann nach der FKM-Richtlinie (Rennert et al., 2020) anhand eines Rauheitsfaktors 
berücksichtigt werden, vgl. Abbildung 2.6.  

 

Abbildung 2.6: Rauheitsfaktor für Stähle, nach FKM-Richtlinie (Rennert et al., 2020) 

Die Abminderung hängt für eine gegebene Oberflächenrauheit von der mikro-
strukturellen Homogenität des Werkstoffes ab. Feinkörnige, homogene Werk-
stoffe weisen eine stärkere Minderung auf, während die Minderung bei grobkör-
nigen, inhomogenen Werkstoffen geringer ausfällt (Radaj und Vormwald, 2007). 
In Anbetracht des Zusammenhangs zwischen Mikrostruktur und statischer Fes-
tigkeit wird der Rauheitsfaktor auf Grundlage der Zugfestigkeit bestimmt. Gemäß 
der FKM-Richtlinie (Rennert et al., 2020) ist weniger die Rauheit für den Ober-

Zugfestigkeit Rm [MPa]

Ra
uh

ei
ts

fa
kt

or
 K

R,
σ

[-
]

po
lie

rt

ge
sc

hl
iff

en

ge
sc

hl
ic

ht
et

ge
sc

hr
up

pt

Rz [μm]

2000300 500 700 1000 1500

1,0

0,9

0,8

0,7

0,6

0,5

0,4

≤ 1
1,6

3,2

6,3

12,5

50

100

200

25



2 Kenntnisstand 

22 

flächeneinfluss entscheidend, sondern vielmehr aus der Fertigung resultierende 
Eigenspannungen und Randschichtverfestigungen. Zudem wird darauf hinge-
wiesen, dass gekerbte Bauteile im Vergleich zu ungekerbten Bauteilen weniger 
empfindlich auf Rauheiten reagieren und der Rauheitseinfluss mit zunehmender 
Kerbschärfe abnimmt. Bei Schweißverbindungen entfällt der Rauheitsfaktor, da 
fertigungsübliche Oberflächenrauheiten bereits in den zugehörigen Kerbfallklas-
sen der Konstruktionsdetails berücksichtigt werden (Götz und Eulitz, 2020).  

2.1.6 Einfluss von Schweißnahtunregelmäßigkeiten 

Als Unregelmäßigkeit wird gemäß DIN EN ISO 6520-1 eine Fehlstelle in der 
Schweißnaht oder eine Abweichung von der vorgesehenen Geometrie angesehen. 
Ein Schweißnahtfehler stellt den Extremfall einer nicht zulässigen Unregelmäßig-
keit dar. Die Norm beschreibt und klassifiziert die Arten von Schweißnahtunre-
gelmäßigkeiten, die an metallischen Werkstoffen auftreten können. Unregelmä-
ßigkeiten können in Schweißverbindungen auf verschiedene Weise entstehen, 
wobei nach (Schulze, 2010) grundlegend zwischen Fertigungs-, Werkstoff- und 
konstruktiven Fehlern unterschieden werden kann. Dadurch können an Schweiß-
verbindungen Unregelmäßigkeiten wie beispielsweise Poren, Einschlüsse, Naht-
einfall, Nahtdurchhang oder Nahtversatz u. a. vorliegen (Kusch et al., 2022).  

Normativ werden Schweißnähte nach DIN EN ISO 5817 anhand von Qualitätsan-
forderungen in die Bewertungsgruppen B (hohe Qualität), C (mittlere Qualität) 
und D (geringe Qualität) eingeteilt. Die Zuordnung in die Bewertungsgruppen er-
folgt je nach ausgeführter Schweißnaht auf Basis festgelegter Grenzwerte für Un-
regelmäßigkeiten. Grundsätzlich wird zwischen Oberflächenunregelmäßigkeiten, 
inneren Unregelmäßigkeiten, Unregelmäßigkeiten in der Nahtgeometrie und 
Mehrfachunregelmäßigkeiten unterschieden. Neben Anforderungen, die an 
Schweißnähte im Allgemeinen gestellt werden (z. B. Bindefehler), sind bei gewis-
sen Unregelmäßigkeiten die Grenzwerte speziell für Stumpf- und Kehlnähte fest-
gelegt (z. B. zu große Nahtüberhöhung) oder die Unregelmäßigkeit gilt aus-
schließlich für eine der beiden genannten Nahtarten (z. B. ungenügender Wurzel-
einbrand bei einseitig geschweißten Stumpfnähten oder schlechte Passung bei 
Kehlnähten).  
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An die Ausführungsqualität ermüdungsbeanspruchter Schweißverbindungen 
werden besonders hohe Anforderungen gestellt. Dies ist darauf zurückzuführen, 
dass Fehler oder Unregelmäßigkeiten die Ermüdungsfestigkeit beeinträchtigen, 
indem sie eine vorzeitige Entstehung und Ausbreitung von Rissen begünstigen. 
Demzufolge hängt das Ermüdungsverhalten von Bauteilen wesentlich von der 
Qualität der ausgeführten Schweißnähte ab (Nussbaumer und Günther, 2012). 

Für geschweißte Bauteile von ermüdungsbelasteten Konstruktionen, die nach 
DIN EN 1993-1-9 bemessen werden, sind die Regelungen der DIN EN 1090-2 rele-
vant. Die Ausführungsklasse beeinflusst dabei die Anforderungen an die 
Schweißnahtqualität nach DIN EN ISO 5817. Gemäß der Entwurfsfassung der 
DIN EN 1993-1-9 von 2023 sollte für eine Ausführungsklasse EXC3 oder höher die 
Bewertungsgruppe B zur Anwendung der dort enthaltenen Kerbfälle eingehalten 
werden. In Bezug auf die Schwingfestigkeitsanforderungen werden in 
DIN EN ISO 5817 zusätzliche Anforderungen an die Bewertungsgruppe angege-
ben. Gemäß den Hinweisen des Anhang C sind die zusätzlichen Anforderungen 
für die Bewertungsgruppe B an die Grenzwerte für Unregelmäßigkeiten der 
Schwingfestigkeitsklasse FAT 90 bzw. des Kerbfalls 90, vorgegeben als B90, anzu-
passen. Diese Bewertungsgruppe repräsentiert dabei den maximal erreichbaren 
Kerbfall 90, wodurch niedrigere Kerbfallklassen ebenfalls eingeschlossen sind.  

2.1.7 Einfluss von Mittelspannungen 

Lastbedingte Mittelspannungen beeinflussen die ertragbare Dauer- und Zeitfes-
tigkeit in unterschiedlicher Weise, abhängig von ihrem Vorzeichen. Im Druckbe-
reich (σm < 0) wirken sich rissschließende Effekte günstig aus, während sich bei 
steigender Zugmittelspannung (σm ≥ 0) ein reduzierender Einfluss ergibt (Radaj 
und Vormwald, 2007). Der Einfluss der Mittelspannung bzw. des Spannungsver-
hältnisses R kann nach (Schütz, 1965) anhand der Mittelspannungsempfindlich-
keit quantifiziert werden.  

Die Mittelspannungsempfindlichkeit ist ein relevanter Kennwert innerhalb des 
Haigh-Diagramms und beschreibt die Neigung zwischen der experimentell be-
stimmten Wechsel- (R = -1) und Schwellfestigkeit (R = 0). Sie gibt an, in welchem 
Maße die Wechselfestigkeit durch das Vorhandensein einer Zugmittelspannung 
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herabgesetzt wird. Für nichtgeschweißte Bauteile kann die Mittelspannungsemp-
findlichkeit in Abhängigkeit der Zugfestigkeit für verschiedene Werkstoffgrup-
pen auf der Grundlage der FKM-Richtlinie (Rennert et al., 2020) abgeschätzt wer-
den. Bei geschweißten Bauteilen hingegen wird die Mittelspannungsempfindlich-
keit unabhängig vom Werkstoff in Abhängigkeit von der Höhe der Eigenspan-
nung angegeben.  

2.1.8 Einfluss von Eigenspannungen 

Eigenspannungen sind in einem Bauteil vorhandene Spannungen, die unabhängig 
von äußeren Kräften und Momenten auftreten. Diese Spannungen befinden sich 
im inneren Gleichgewicht, sodass stets Bereiche mit sowohl Zug- als auch 
Druckeigenspannungen vorhanden sind (Schuler und Twrdek, 2019).  

Während des Schweißprozesses führen die Wärmezufuhr und das anschließende 
Abkühlen sowohl zu Eigenspannungen als auch zu Schrumpfungen, wobei ge-
genläufige Tendenzen zwischen Schrumpfungen und Schweißspannungen auftre-
ten; bei völlig freier Ausgleichsmöglichkeit sind die Verformungen am größten 
und die Schweißeigenspannungen am kleinsten (Sauer, 2016). Insbesondere beim 
Schweißen von dünnwandigen Konstruktionen tritt als Folge der Schrumpfung 
vorrangig Verzug auf und Eigenspannungen entstehen nur in begrenztem Maße. 
Anders verhält es sich mit dickwandigen Bauteilen, die aufgrund ihrer Steifigkeit 
die Schrumpfbewegungen einschränken und bei denen sich stattdessen Eigen-
spannungen aufbauen. Ein Anstieg der Eigenspannungen kann auch durch eine 
Einspannung der zu fügenden Bauteile hervorgerufen werden, da diese die 
schweißbedingten Verformungen behindert (Schulze, 2010).  

Die Ermüdungsfestigkeit von geschweißten Verbindungen wird durch Eigen-
spannungen maßgeblich beeinflusst. Oberflächennahe Eigenspannungen wirken 
sich insbesondere auf den rissinitiierenden Anteil der Ermüdungsfestigkeit aus, 
da Ermüdungsrisse in der Regel an der Proben- oder Bauteiloberfläche eingeleitet 
werden und der Einfluss über eine Tiefe anhält, die der technischen Anrissphase 
(ungefähr 0,5 mm) entspricht (Radaj und Vormwald, 2007). Insofern sind diese vor 
allem für die Dauerfestigkeit von Bedeutung. Im Zeitfestigkeitsbereich spielt zu-
dem der Tiefenverlauf eine Rolle, da dieser die Lebensdauer in der Phase des Riss-
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wachstums beeinflusst (Dürr, 2007). In Bezug auf die Ermüdungsbewertung ist 
die Richtung der Schweißeigenspannungen in Relation zur Bauteilbelastungsrich-
tung von Interesse. Daher wird zwischen schweißbedingten Längs- und Querei-
genspannungen unterschieden, wobei primär die Quereigenspannungen relevant 
sind, wenn die Ermüdungsbelastung orthogonal zur Schweißnaht erfolgt 
(Schijve, 2009). Im Bereich der Schweißnaht können die Schweißeigenspannungen 
die Streckgrenze erreichen und in deren Umgebung wiederum stark abfallen. Da-
bei sind sie außerhalb des Schweißbereichs im Allgemeinen gering, aber an der 
Kerbe können sie lokal konzentriert vorliegen. Diese Schweißeigenspannungen 
können im Betrieb durch zyklische Beanspruchung abgebaut werden, sofern die 
Duktilität des Werkstoffs ausreichend hoch und die zyklische Beanspruchung aus-
reichend stark ist. Je nach Position und Bauteil entstehen während des Schweiß-
prozesses im Bereich der Schweißkerbe Zug- oder Druckeigenspannungen. Die 
Ermüdungsfestigkeit von Schweißverbindungen wird durch Zugeigenspannun-
gen ungünstig beeinflusst. Dagegen wirken sich Druckeigenspannungen, die auch 
durch entsprechende Nachbehandlung erzeugt werden können, günstig auf das 
Ermüdungsverhalten aus (Radaj et al., 2006). Solange sie nicht abgebaut werden, 
sind Eigenspannungen in ihrer Wirkung auf die Ermüdungsfestigkeit somit mit 
lastbedingten Mittelspannungen vergleichbar (Haibach, 2006). 

Ein ausführlicher Überblick über Studien, die den Einfluss von Schweißeigenspan-
nungen auf die Ermüdungsfestigkeit genauer untersuchen, einschließlich der 
Wechselwirkung mit Mittelspannungen, wird von (Weich, 2009) gegeben. Neben 
einer Vielzahl qualitativer Studien werden auch die Arbeiten von (Mang et 
al., 1984), (Macherauch und Wohlfahrt, 1985) sowie (Nitschke-Pagel, 1995) er-
wähnt, die anhand von Eigenspannungsmessungen quantitative Einflussanalysen 
durchführten. (Weich, 2009) kommt zu dem Schluss, dass trotz zahlreicher Unter-
suchungen der quantitative Einfluss von Eigenspannungen auf die Ermüdungs-
festigkeit von Bauteilen nicht hinreichend geklärt ist. Anhand einer aktuelleren 
Recherche zieht (Collmann, 2021) einen ähnlichen Schluss und stellt fest, dass ein 
typischer Eigenspannungszustand in Abhängigkeit des jeweiligen Schweißdetails 
bislang nicht definiert werden kann.  

Inwiefern Schweißeigenspannungen an einem Bauteil vorliegen, ist in der Regel 
nur schwer abschätzbar. Deshalb gelten die durch die Kerbfallklassen der Regel-
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werke definierten Bemessungswöhlerlinien unabhängig vom Spannungsverhält-
nis der Belastung. Sie beruhen auf der konservativen Vereinfachung, dass auf-
grund hoher Schweißeigenspannungen das Spannungsverhältnis bereits im Be-
reich R > 0,5 liegt, wobei in diesem Bereich kein weiterer Abfall der Ermüdungs-
festigkeit auftritt (Götz und Eulitz, 2020). Unter der Voraussetzung, dass die Höhe 
der Eigenspannungen bekannt ist und ein Spannungsverhältnis von R < 0,5 vor-
liegt, kann nach den IIW-Empfehlungen von (Hobbacher, 2016) ein Verbesse-
rungsfaktor f(R) zur Anpassung der Kerbfallklasse angesetzt werden, vgl. Abbil-
dung 2.7. Dieser Ansatz unterscheidet zwischen geringen, mittleren und hohen 
Eigenspannungen und erhöht die Kerbfallklasse in Abhängigkeit des Spannungs-
verhältnisses, das aus Eigen- und Mittelspannungen resultiert.  

 

Abbildung 2.7: Verbesserungsfaktor f(R) gemäß den IIW-Empfehlungen zur Berücksichtigung von Eigen- und 
Mittelspannungen auf die Ermüdungsfestigkeit, nach (Hobbacher, 2016) 

Nach (Hobbacher, 2016) sollte beim Umgang mit Versuchsdaten beachtet werden, 
dass Eigenspannungen bei Kleinbauteilproben gering ausfallen, auch da bei der 
Herstellung kleiner Probekörper beim Heraustrennen aus größeren Strukturen da-
von auszugehen ist, dass ein erheblicher Teil der Eigenspannungen verloren geht. 
Es wird daher empfohlen, die Ergebnisse zu korrigieren, um den Einfluss von Ei-
genspannungen zu berücksichtigen, wie sie in realen Bauteilen und Strukturen 
vorliegen können. Eine entsprechende Kompensation kann entweder durch die 
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Durchführung von Versuchen bei hohen Spannungsverhältnissen wie R = 0,5 er-
folgen oder indem Versuche beispielsweise bei R = 0 durchgeführt werden und 
der zugehörige Ermüdungsfestigkeitswert um 20 % reduziert wird (vgl. Abbil-
dung 2.7).  

In diesem Abschnitt wurden vorrangig die negativen Auswirkungen von 
schweißbedingten Zugeigenspannungen auf die Ermüdungsfestigkeit erläutert. 
Druckeigenspannungen hingegen können die Ermüdungsfestigkeit im ermü-
dungskritischen Nahtübergang gezielt verbessern. Dieser Effekt wird beim Nach-
behandeln von Schweißnähten mithilfe von höherfrequenten Hämmerverfahren 
nutzbar gemacht, auf den in Abschnitt 2.2 näher eingegangen wird.  

2.1.9 Einfluss aus Belastungsart und Bauteilsymmetrie 

2.1.9.1 Allgemeiner Belastungseinfluss 

Bei Zug-Druck-Belastung liegt die Ermüdungsfestigkeit von Werkstoffproben am 
unteren Rand der Streubänder und ist etwa um den Faktor 0,8 - 0,9 geringer als 
bei Biegebelastung (Radaj und Vormwald, 2007). Die abweichenden Werte resul-
tieren aus unterschiedlicher Spannungsverteilung im Probenquerschnitt, vgl. Ab-
bildung 2.8: Während bei Biegebelastung die Spannung ausgehend von der 
Höchstspannung am Außenrand linear abnimmt und dadurch eine Rissausbrei-
tung verzögert wird, fehlt bei Zug-Druck-Belastung die Stützwirkung der Innen-
bereiche, sodass im gesamten Querschnitt eine hohe Beanspruchung vorliegt. Die 
auf die Ermüdungsfestigkeit günstig wirkenden Biegeeffekte sind hierbei primär 
der Rissentstehungsphase zuzuordnen, da der Rissfortschritt bei ungekerbten Pro-
ben nur einen geringen Anteil einnimmt. 

Der Einfluss solch unterschiedlicher Stützwirkungen kann unter anderem durch 
den in der FKM-Richtlinie (Rennert et al., 2020) enthaltenen Spannungsgradien-
tenansatz nach (Siebel und Stieler, 1955) berücksichtigt werden. Dieser Ansatz ba-
siert auf dem bezogenen Spannungsgradienten und erfordert eine werkstoffab-
hängige Anpassung der dynamischen Stützziffer, um den Spannungszustand im 
betrachteten Bauteil zu reflektieren.  
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(a) Axiale Zugbelastung (Ax) (b) Biegebelastung (B) 

Abbildung 2.8: Spannungsverteilung in Abhängigkeit der Belastungsart 

2.1.9.2 Einflüsse auf das geschweißte Konstruktionsdetail Quersteife 

Ebenso wie ungekerbte Grundwerkstoffe weisen Schweißverbindungen einen 
vergleichbaren Zusammenhang in Bezug auf die Ermüdungsfestigkeit auf. Dies 
wird durch eine systematische Neuauswertung von Versuchsdaten aus der Lite-
ratur von (Maddox, 2015) deutlich, bei der Versuche am Konstruktionsdetail 
Quersteife den größten Teil der Datenbasis bilden. Maddox kommt zu dem 
Schluss, dass eine Erhöhung der Ermüdungsfestigkeit um bis zu 18 % eine ange-
messene Anpassung der Bemessungskurven darstellt, um den günstigen Einfluss 
der Biegung unabhängig von der Blechdicke zu berücksichtigen. Auch (Pedersen 
et al., 2010) stellen anhand einer Neubewertung zusammengetragener Versuchs-
daten fest, dass unter Biegebelastung deutlich bessere Ermüdungsergebnisse er-
reicht werden, als die zugehörige Bemessungskurve erwarten lässt. Dagegen stim-
men die Daten für Zugbelastung weitgehend mit der Bemessungskurve überein. 
Anhand dieser Studien wird klar, dass die Regelungen zur Ermüdungsauslegung 
üblicherweise auf den Ergebnissen von Versuchen beruhen, die unter axialer Zug-
belastung durchgeführt wurden.  

Wie bei ungekerbten Werkstoffproben und Bauteilen ist die unterschiedliche 
Spannungsverteilung und die daraus resultierende Abweichung in der Stützwir-
kung für die differierenden Ermüdungsfestigkeiten bei geschweißten Verbindun-
gen verantwortlich. Zudem ergeben sich aufgrund der Kerbwirkung nachfolgend 
erläuterte Effekte, die sich auf die Phasen der Ermüdungslebensdauer auswirken. 
So stellen, wie von (Ahola, 2020) auf Grundlage einer Literaturstudie zusammen-
gefasst, verschiedene Forscher unterschiedliche Kerbformzahlen unter Zug- und 
Biegebelastung fest. Dies kann die Ermüdungsfestigkeit von Schweißverbin-
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dungen mit geringer Kerbwirkung und ausgeprägter Rissentstehungsphase we-
sentlich beeinträchtigen. Die lokale Spannungskonzentration an der Schweißnaht-
kerbe wirkt sich zugleich auf die frühe Phase des Rissfortschritts aus. Im Vergleich 
zu einer Zugbelastung führt eine Biegebelastung zu einer geringeren Spannungs-
intensität an der Rissspitze, wodurch die Rissausbreitung effektiv verzögert wird. 
Das Ausmaß dieser Verzögerung hängt vom orthogonal zum Kerbgrund verlau-
fenden Spannungsgradienten und damit, neben der Belastungsart, auch von der 
Kerbschärfe des Schweißnahtübergangs ab.  

Von (Ahola, 2020) werden zwei weitere Aspekte beleuchtet, die bei Vergleichsana-
lysen von zug- und biegebelasteten Schweißverbindungen bislang nur unzu-
reichend untersucht wurden. Zum einen treten in der Regel schweißbedingte Win-
kelverformungen auf, die bei axialer Zugbelastung sekundäre Biegespannungen 
hervorrufen und dadurch die Ermüdungsfestigkeit beeinflussen können. Bei Bie-
gebelastung ergeben sich hingegen keine zusätzlichen Spannungen. Erfolgt eine 
Bewertung auf Basis von Nennspannungen, so werden die sekundären Biegespan-
nungen infolge der Zugbelastung nicht explizit berücksichtigt, sodass der güns-
tige Biegeeffekt überschätzt werden kann. Zum anderen ist die Höhe der lokalen 
Spannungskonzentration bei identischer Kerb- und Bauteilgeometrie von der Bau-
teilsymmetrie abhängig. Im Falle des Konstruktionsdetails Quersteife ist daher 
von Bedeutung, ob es sich um eine asymmetrische Struktur mit einseitig aufge-
schweißter Steife handelt oder ob eine symmetrische Schweißverbindung mit 
beidseitiger Steifenanordnung vorliegt, vgl. Abbildung 2.9.  

  

(a) Einseitige (asymmetrische)  
Steifenanordnung 

(b) Beidseitige (symmetrische)  
Steifenanordnung  

Abbildung 2.9: Varianten aus Belastungsart und Bauteilsymmetrie des Konstruktionsdetails Quersteife 
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2.1.9.3 Systematische Untersuchungen aus der Literatur 

Für die von (Pedersen et al., 2010) und (Maddox, 2015) recherchierte Versuchsda-
tenlage ist festzustellen, dass Versuche unter Biegebelastung überwiegend an 
Quersteifen mit einseitiger Steife durchgeführt wurden, während Versuche unter 
Zugbelastung vorrangig an Quersteifen mit beidseitiger Steife stattgefunden ha-
ben. Bislang existieren nur wenige systematische Studien zum Einfluss von Belas-
tungsart und Bauteilsymmetrie auf das Konstruktionsdetail Quersteife, die über 
diese versuchstechnisch üblichen Bauteilformen hinausgehen. Zu nennen sind an 
dieser Stelle (Ahola et al., 2017) und (Ottersböck et al., 2015), die diesbezüglich ex-
perimentelle und numerische Untersuchungen durchführten. Während (Ahola et 
al., 2017) alle der vier möglichen Fälle analysierten, konzentrierten sich (Otters-
böck et al., 2015) auf einseitige Quersteifen. Weitere Ergebnisse aus Ermüdungs-
versuchen bei Biegebelastung für ein- und beidseitige Quersteifen stammen von 
(Leeuwen, 1981).  

Die Ergebnisse der numerischen Studien werden in Abbildung 2.10 anhand der 
veröffentlichten Kerbformzahlen dargestellt. Da keine entsprechenden Analysen 
von (Leeuwen, 1981) vorliegen, werden eigene numerische Berechnungsmodelle 
(siehe Abschnitt 4.2.1.1) verwendet, um die Kerbformzahlen für diese Probekör-
per zu ergänzen.  

 

Abbildung 2.10: Literaturergebnisse zum Einfluss aus Belastungsart und Bauteilsymmetrie auf die Kerbform-
zahl, ergänzt um eigene numerische Ergebnisse für die Probekörper von (Leeuwen, 1981) 
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Die numerischen Untersuchungen von (Ahola et al., 2017) zeigen, dass bei axialer 
Zugbelastung eine beidseitige Steifenanordnung eine höhere Kerbformzahl auf-
weist als eine einseitige Steifenanordnung. Im Gegensatz dazu führt eine Biegebe-
lastung bei einer einseitigen Quersteife im Vergleich zur einer beidseitigen Quer-
steife zu einer höheren Kerbformzahl. Bei gleicher Bauteilsymmetrie ergibt sich 
für eine beidseitige Steifenanordnung eine geringere Kerbformzahl bei Biegung 
als bei axialer Zugbelastung. Im Vergleich dazu ist die Kerbformzahl bei Zug ge-
ringer, wenn eine einseitige Steifenanordnung vorliegt. Die numerischen Ergeb-
nisse für die Probekörpergeometrien von (Ottersböck et al., 2015) und (Leeu-
wen, 1981) bestätigen diese Zusammenhänge. Der Zusammenhang zwischen ein- 
und beidseitiger Quersteife unter Zugbelastung kann ebenfalls durch rechnerische 
Untersuchungen von (Radaj et al., 2006) belegt werden.  

Die zugehörigen Versuchsergebnisse liefern weiteren Aufschluss über die Aus-
wirkungen auf die Ermüdungsfestigkeit, vgl. Abbildung 2.11. (Ahola et al., 2017) 
berichten, dass unter Zugbelastung die Ermüdungsfestigkeit bei einer beidseitigen 
Steifenanordnung geringer ausfällt als bei einer einseitigen. Dies wird auf eine hö-
here Spannungskonzentration bei beidseitigen Quersteifen zurückgeführt. Trotz 
deutlich unterschiedlicher Kerbformzahlen ergab sich jedoch keine starke Abwei-
chung in den Ermüdungsfestigkeiten zwischen ein- und beidseitigen Quersteifen. 

 

Abbildung 2.11: Literaturergebnisse für R = 0,1 zum Einfluss aus Belastungsart und Bauteilsymmetrie auf die 
Ermüdungsfestigkeit für die Auswertung mit einer freien Neigung der Wöhlerlinie  
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Mithilfe ergänzender Untersuchungen konnte ein ausgeprägter Schweißverzug 
bei einseitigen Quersteifen identifiziert werden. Analysen auf Struktur- und 
Kerbspannungsebene wurden durchgeführt, um die Auswirkungen dieses Ver-
zugs auf die Ermüdungsfestigkeit zu bewerten. Diese Analysen zeigten, dass die 
einseitigen Quersteifen aufgrund des Schweißverzugs eine höhere Spannungs-
konzentration aufwiesen als die beidseitigen. Daher wird angenommen, dass die 
Ermüdungsfestigkeit einseitiger Quersteifen bei geringem Schweißverzug höher 
gewesen wäre, wodurch ein stärkerer Unterschied zur Ermüdungsfestigkeit beid-
seitiger Quersteifen erkennbar wäre. 

Anders als (Ahola et al., 2017) stellen (Ottersböck et al., 2015) eine geringere Er-
müdungsfestigkeit für biegebelastete Probekörper gegenüber zugbelasteter Pro-
bekörper bei einseitiger Steifenanordnung fest. In diesem Fall besteht eine Korre-
lation zwischen den Ergebnissen der Ermüdungsversuche und den berechneten 
Kerbformzahlen. Da die von (Ottersböck et al., 2015) untersuchten Probekörper 
zudem nur einen minimalen Schweißverzug aufwiesen, erscheint die Vermutung 
von (Ahola et al., 2017) plausibel, wonach die Ermüdungsfestigkeit einseitiger 
Quersteifen unter Zugbelastung durch sekundäre Biegeeffekte infolge des Ver-
zugs negativ beeinflusst wurde.  

Des Weiteren zeigten die Versuchen von (Ahola et al., 2017) eine höhere Ermü-
dungsfestigkeit bei Biegebelastung im Vergleich zur Zugbelastung, unabhängig 
von der Bauteilsymmetrie. Bei symmetrischer Steifenanordnung wurde dies auf-
grund geringerer Spannungskonzentration erwartet. Entgegen der Erwartung 
ergab sich auch bei einseitigen Quersteifen unter Biegebelastung eine erhöhte Er-
müdungsfestigkeit, trotz einer höheren Kerbformzahl. Als mögliche Erklärung 
wurden längere Rissfortschrittslebensdauern identifiziert, die deutlich über den 
rechnerischen Prognosen lagen. Messungen ergaben Druckeigenspannungen am 
Nahtübergang, obwohl die Probekörper im unbehandelten Zustand vorlagen. Es 
wird daher vermutet, dass eine Kombination von positiven Effekten des Span-
nungsgradienten bei Biegung und den günstig wirkenden Druckeigenspannun-
gen zur Erhöhung der Ermüdungsfestigkeit beigetragen hat. Solche Wechselwir-
kungen lagen jedoch außerhalb des Rahmens der Untersuchungen von (Ahola et 
al., 2017), sodass diesbezüglich keine endgültige Aussage getroffen werden 
konnte. Da jedoch Druckeigenspannungen im Rahmen der Rissfortschrittsana-
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lysen unberücksichtigt blieben und dies die Diskrepanz zwischen dem Rechenmo-
dell und den Versuchsergebnissen erklären würde, erscheint deren Einschätzung 
durchaus plausibel. Nachdem auch die Biegeversuche von (Leeuwen, 1981) ein 
abweichendes Ermüdungsverhalten aufwiesen, welches einer Prognose auf Basis 
der Kerbformzahl entspricht, kann davon ausgegangen werden, dass an den Pro-
bekörpern von (Ahola et al., 2017) spezielle Einflüsse vorlagen.  

Basierend auf den bisherigen Untersuchungen gestaltet sich eine eindeutige Be-
wertung des Ermüdungsverhaltens des Konstruktionsdetails Quersteife hinsicht-
lich der kombinierten Einflüsse von Belastungsart und Bauteilsymmetrie als her-
ausfordernd. Dies liegt einerseits an der begrenzten Verfügbarkeit von Versuchs-
daten und andererseits am Auftreten zusätzlicher ermüdungsrelevanter Effekte in 
den Untersuchungen. Dennoch zeigen die bisherigen Analysen, dass es sinnvoll 
ist, Bewertungskonzepte anzuwenden, die über das Nennspannungskonzept hin-
ausgehen. Zudem erscheint es vielversprechend, die Einflüsse getrennt für die 
Phasen der Rissinitiierung und des Rissfortschritts zu betrachten.  

2.2 Schweißnahtnachbehandlung mit HFH-Verfahren 

Verschiedene Nachbehandlungsmethoden für Schweißnähte zielen darauf ab, die 
Ermüdungslebensdauer von geschweißten Konstruktionsdetails zu erhöhen. Ab-
bildung 2.12 zeigt eine Auswahl gängiger Nachbehandlungsmethoden für 
Schweißnähte im Stahlbau und stellt deren jeweilige Zuordnung zu den entspre-
chenden Wirkungsweisen dar. Grundsätzlich lassen sich zwei Arten der Nachbe-
handlung hinsichtlich ihrer Wirkungsweise unterscheiden. Zum einen kann durch 
Umformen des Nahtübergangs dessen Geometrie verbessert werden, indem die 
Schweißnahtkerbe ausgeschliffen oder mithilfe eines WIG-Schweißgerätes aufge-
schmolzen wird. Dadurch wird die lokale Kerbwirkung verringert und eine Ver-
längerung der Lebensdauer herbeigeführt. Zum anderen können mechanische 
Oberflächenbehandlungen, wie das Kugel- oder Reinigungsstrahlen, angewendet 
werden, um die Randschicht gezielt zu verfestigen und Druckeigenspannungen 
in den randnahen Bereichen zu erzeugen, was sich positiv auf die Lebensdauer 
und damit auf die Ermüdungsfestigkeit auswirkt.  
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Abbildung 2.12: Schweißnahtnachbehandlungsverfahren und Wirkungsweisen, in Anlehnung an (Weich, 2009) 

Bei der Schweißnahtnachbehandlung durch Hämmern, Nadeln oder beim Einsatz 
von höherfrequenten Hämmerverfahren (HFH) werden diese positiven Effekte 
kombiniert. Insbesondere das höherfrequente Hämmern wurde in den letzten 
Jahrzehnten intensiv untersucht, und die Wirksamkeit der HFH-Verfahren zur 
Verbesserung der Ermüdungsfestigkeit wurde für verschiedene Anwendungen 
spezifisch nachgewiesen.  

Im Folgenden liegt der Fokus auf der HFH-Nachbehandlung. Es wird die Appli-
kation vorgestellt, und es wird auf die Wirkungsweise der Verfahren eingegan-
gen. Dabei wird erläutert, welche Effekte zur Verlängerung der Lebensdauer bei-
tragen und welche Faktoren die Wirksamkeit beeinflussen. Abschließend wird ein 
Überblick über die aktuelle normative Situation bezüglich der Anwendung im 
Stahlbau gegeben. Der Einfluss von Korrosion auf die Wirksamkeit einer HFH-
Behandlung wird in Abschnitt 2.3.5 gesondert behandelt. 

2.2.1 HFH-Verfahren - Applikation und Voraussetzungen  

Zu den höherfrequenten Hämmerverfahren, im Englischen als High Frequency 
Mechanical Impact Treatment (HFMI) bezeichnet, zählen gemäß den IIW-Empfeh-
lungen von (Marquis und Barsoum, 2016) verschiedene Verfahren: Ultrasonic 
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Impact Treatment (UIT), Ultrasonic Peening (UP), Ultrasonic Peening treatment 
(UPT), High Frequency Impact Treatment (HiFIT), Pneumatic Impact Treatment 
(PIT) und Ultrasonic Needle Peening (UNP). Gemäß der DASt-Richtlinie 026 sind 
auf nationaler Ebene speziell die HFH-Verfahren HiFIT, PIT und UIT qualifiziert.  

Bei der HFH-Anwendung werden je nach Verfahren spezielle Handgeräte einge-
setzt, in denen ein gehärteter Bolzen (Pin) verbaut ist. Dieser wird pneumatisch 
oder durch Ultraschall höherfrequent angeregt und entlang des zu behandelnden 
Schweißnahtübergangs geführt. Die Einschläge des Bolzens führen zu einer plas-
tischen Verformung des Nahtübergangs bzw. der Schweißnahtkerbe. Abbil-
dung 2.13 zeigt eine entsprechend erzeugte Behandlungsspur im Vergleich zu ei-
nem unbehandelten Nahtübergang. 

 

Abbildung 2.13: Schweißnahtübergänge im unbehandelten und HFH-behandelten Zustand 

Um eine effektive Lebensdauerverlängerung von Schweißnähten durch den Ein-
satz von HFH-Verfahren zu gewährleisten, müssen dabei bestimmte Randbedin-
gungen erfüllt werden. Nach (Kuhlmann et al., 2018) sind für eine erfolgreiche Be-
handlung die folgende Aspekte zu beachten: 

• Äußere Zugänglichkeit zum nachzubehandelnden Schweißnahtübergang, 
insofern ist die Behandlung von Schweißnahtwurzeln ausgeschlossen.  

• Eine Verbesserung der Ermüdungsfestigkeit wird vorrangig an Nähten er-
zielt, deren Beanspruchung orthogonal zum Nahtübergang verläuft.  

Unbehandelt HFH-behandelt

Behandlungspin



2 Kenntnisstand 

36 

2.2.2 Wirkungsweisen der HFH-Verfahren 

2.2.2.1 Geometrische Veränderung des Schweißnahtübergangs 

Die Veränderung der Nahtübergangsgeometrie infolge der HFH-Behandlung äu-
ßert sich durch eine Vergrößerung des Kerbradius. Dies konnte anhand von geo-
metrischen Messungen der HFH-Behandlungsspur an Quersteifen von 
(Dürr, 2007; Ummenhofer et al., 2017b; Shams-Hakimi et al., 2018; Schub-
nell, 2021) und an Querstumpfstößen von (Weich, 2009) festgestellt werden. 
Durch den Vergleich der erhobenen Messwerte mit denen von unbehandelten 
Nahtübergängen wurde die Veränderung deutlich. Die Messungen zeigen auch, 
dass nach der HFH-Behandlung ein Eindruck aus den Hammerschlägen zurück-
bleibt, wobei die Mittelwerte des vertikalen Abstands zwischen Grundblechober-
fläche und dem tiefsten Punkt der Behandlungsspur in den untersuchten Fällen 
zwischen 0,06 mm und 0,23 mm lagen.  

Um den Einfluss aus einer veränderten Nahtübergangsgeometrie auf die Ermü-
dungsfestigkeit von Quersteifen zu untersuchen, führte (Dürr, 2007) numerische 
Analysen auf Basis mittlerer Messergebnisse durch. Dabei wurde eine behand-
lungsbedingte Vergrößerung des Kerbradius von 1,0 mm auf 2,2 mm beobachtet, 
die trotz einem ungünstig wirkenden Eindruck mit einer Tiefe von 0,1 mm zu ei-
ner Reduzierung der Kerbformzahl um 17 % führte. Obwohl dadurch eine Verrin-
gerung der Kerbwirkung nachgewiesen werden konnte, zeigten zugehörige 
Kerbspannungswöhlerlinien, dass die geometrische Veränderung in Bezug auf die 
Ermüdungsfestigkeitssteigerung von untergeordneter Bedeutung war. Ebenso 
wurde von (Weich, 2009) der Einfluss von Veränderungen in der Kerbgeometrie 
durch HFH-Behandlung untersucht. Dabei stellte sich heraus, dass die Versuchs-
ergebnisse von unbehandelten Probekörpern und Probekörpern, die nach der Be-
handlung spannungsarm geglüht wurden, innerhalb eines Streubandes lagen. Da 
das Spannungsarmglühen die weiteren Behandlungseffekte weitestgehend neu-
tralisierte, die HFH-Behandlungsspur jedoch nach wie vor vorhanden war, konnte 
gezeigt werden, dass die durch die Behandlung hervorgerufene Veränderung der 
Kerbgeometrie keinen wesentlichen Einfluss auf die Ermüdungsfestigkeit hatte. 
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2.2.2.2 Verfestigung der Randschicht  

Die plastische Kaltumformung des Schweißnahtübergangs infolge einer HFH-Be-
handlung führt zu einer verfestigten Randschicht. Für geschweißte Konstruktions-
details des Werkstoffs S355 konnte dies durch Härtemessungen von (Weich, 2009) 
an Querstumpfstößen und von (Kuhlmann und Günther, 2009) sowie (Schub-
nell, 2021) an Quersteifen nachgewiesen werden. Von (Weich, 2009) wurden er-
höhte Härtewerte (HV0,05) bis in Tiefen von 0,2 mm bis 0,3 mm ermittelt, die 
durch eine UIT-Behandlung um 75 % und infolge einer HiFIT-Behandlung um 
100 % über den Werten eines unbehandelten Probekörpers lagen. Von (Schub-
nell, 2021) wurden Randschichtverfestigungen bis zu einer Tiefe von 0,3 mm fest-
gestellt, die hinsichtlich der Einwirktiefe mit den Verfestigungstiefen von 
(Weich, 2009) vergleichbar sind. Allerdings fiel die Oberflächenverfestigung ge-
ringer aus, mit einem Anstieg der Härte (HV0,05) um 12 % durch HiFIT-Behand-
lung und um 31 % durch PIT-Behandlung. Härtemessungen an PIT-behandelten 
Probekörpern von (Kuhlmann und Günther, 2009) zeigten Verfestigungen bis in 
Tiefen von 0,4 mm bis 0,5 mm, die durch einen Anstieg der Härtewerte (HV0,1) 
um bis zu 43 % gekennzeichnet waren. In allen Fällen lagen die stärksten Verfes-
tigungen oberflächennah vor und nahmen mit zunehmendem Oberflächenab-
stand ab.  

Die Ermüdungslebensdauer kann durch eine Verfestigung der Oberfläche erhöht 
werden, da oberflächennahe Versetzungsbewegungen eingeschränkt werden und 
dadurch eine Anrissbildung verzögert wird (Rösler et al., 2019). Inwieweit die 
durch den Einsatz von HFH-Verfahren erzeugte Randschichtverfestigung sich auf 
die Ermüdungsfestigkeit auswirkt, ist bislang nicht vollumfänglich geklärt. Von 
(Weich, 2009) konnte der Einfluss einer durch HFH-Verfahren verfestigten Rand-
schicht auf die Verzögerung der Rissbildung nicht eindeutig nachgewiesen wer-
den. Nachbehandelte, spannungsarm geglühte Querstumpfstöße zeigten ein ähn-
liches Schädigungsverhalten wie unbehandelte Probekörper. Da jedoch eine Ent-
festigung nicht ausgeschlossen werden konnte, bleibt unklar, welchen Anteil die 
Randschichtverfestigung gegenüber den durch die HFH-Verfahren eingebrachten 
Druckeigenspannungen an der Verbesserung der Ermüdungsfestigkeit einnimmt. 
Ebenso wurden Analysen von (Schubnell, 2021) durchgeführt, der neben einem 
niederfesten Baustahl S355J2+N zudem einen hochfesten Stahl S960QL unter-
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suchte. Seine Analysen deuten darauf hin, dass eine Schwingfestigkeitssteigerung 
bei Schweißzugproben aus S960QL rein auf die Druckeigenspannungen nach der 
HFH-Behandlung und die Änderung der lokalen Nahtgeometrie zurückzuführen 
ist, da keine Zunahme der Mikrohärte oder Versetzungsdichte beobachtet wurde. 
Bei Schweißzugproben aus S355J2+N wurde hingegen eine erhöhte Mikrohärte 
festgestellt, wodurch ein Einfluss aus der Randschichtverfestigung auf die Steige-
rung der Schwingfestigkeit nicht ausgeschlossen werden kann.  

2.2.2.3 Erzeugung von Druckeigenspannungen  

Bei der Anwendung von höherfrequenten Hämmerverfahren entstehen in der 
Randschicht Druckeigenspannungen durch plastische Umformung. Dies wurde 
durch eine Vielzahl von Eigenspannungsmessungen an hochfrequent gehämmer-
ten Grundwerkstoffproben sowie an HFH-behandelten Nahtübergängen von 
Schweißproben nachgewiesen, über die (Schubnell, 2021) einen ausführlichen 
Überblick gibt. Es existieren verschiedene Messverfahren, die eine Erfassung von 
Informationen zu Eigenspannungen in Oberflächennähe oder in Tiefenrichtung 
ermöglichen, unterschiedliche Auflösungen bieten und jeweils spezifische Ein-
schränkungen haben. Für einen entsprechenden Verfahrensvergleich sei auf 
(Weich, 2009) verwiesen.  

In der Regel werden Eigenspannungen in Längs- und in Querrichtung aufgeteilt 
und entsprechend bei der messtechnischen Erfassung unterschieden. Bei HFH-be-
handelten Konstruktionsdetails wird davon ausgegangen, dass die Quereigen-
spannungen, also jene orthogonal zur Schweißnaht vorhandenen Eigenspannun-
gen, für die Verbesserung der Ermüdungsfestigkeit entscheidend sind. Die 
inneren Quereigenspannungen überlagern sich mit den äußeren Lastspannungen, 
die aufgrund der Belastungsrichtung orthogonal zur Schweißnaht in dieselbe 
Richtung wirken (Kuhlmann et al., 2018). Für die Lebensdauer ungünstige Zug-
spannungsanteile werden durch oberflächennahe Druckeigenspannungen abge-
mindert, was generell zu einer verbesserten Ermüdungsfestigkeit des belasteten 
Bauteils führt (Macherauch und Wohlfahrt, 1985). Abbildung 2.14 zeigt Litera-
turergebnisse gemessener Quereigenspannungsverläufe, die am Nahtübergang 
von geschweißten Probekörpern aus normalfestem Werkstoff (S355) orthogonal 
zur Oberfläche in Tiefenrichtung erhoben wurden.  
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(a) Messergebnisse, nach (Dürr, 2007) (b) Messergebnisse und Vergleich, nach (Weich, 2009) 

Abbildung 2.14: Tiefenverläufe der Quereigenspannungen von Schweißproben aus normalfestem Werkstoff  

Von (Dürr, 2007) wurden innerhalb des Forschungsprojektes P620 (Kuhlmann et 
al., 2006) Quereigenspannungen am Konstruktionsdetail Quersteife durch An-
wendung der Bohrlochmethode gemessen, vgl. Abbildung 2.14a. Im Schweißzu-
stand lagen diese als Zugeigenspannungen vor, die oberflächennah die höchsten 
Werte aufwiesen. Infolge der UIT-Behandlung wurden die Zugeigenspannungen 
in der untersuchten Tiefe bis 1,1 mm neutralisiert und es entstanden stattdessen 
Druckeigenspannungen, die an der Oberfläche im Mittel ca. 75 % der Streckgrenze 
betrugen. Beginnend an der Oberfläche nahmen die Druckeigenspannungen bis 
zum Maximum in einer Tiefe von ca. 0,3 mm bis 0,4 mm zu und fielen anschlie-
ßend ab. Im gesamten Messbereich lagen sie durchgehend im Druckbereich.  

Tieferreichende Messungen wurden von (Weich, 2009) im Rahmen des REFRESH-
Projektes (Ummenhofer et al., 2011) an HiFIT- und UIT-behandelten Querstumpf-
stößen durchgeführt, vgl. Abbildung 2.14b. Oberflächennah erfolgten die Messun-
gen röntgenografisch. In Tiefen bis 0,12 mm wurden die Eigenspannungen mit-
hilfe von polychromatischer Synchrotronstrahlung ermittelt. Darüber hinaus 
wurde das Neutronenbeugungsverfahren eingesetzt. Durch die Kombination der 
Messverfahren konnten Eigenspannungen bis zu 7 mm von der Oberfläche ent-
fernt erfasst werden. So konnten Wirkungstiefen der durch die HFH-erzeugten 
Druckeigenspannungen zwischen 1,0 mm bis 1,5 mm nachgewiesen werden. 
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Unterhalb dieser Tiefen wechselten die Eigenspannungen wiederum in den Zug-
bereich. Eine vergleichbare Tiefenwirkung der Druckeigenspannungen konnte 
von (Cheng et al., 2003) an einer UIT-behandelten Quersteife anhand von Neutro-
nenbeugungsmessung festgestellt werden. Auch (Shams-Hakimi et al., 2018) wies 
anhand von röntgenografischer Messungen Druckeigenspannungen bis in eine 
Tiefe von 1,5 mm an UNP-behandelten Quersteifen nach. Tiefenprofile wurden 
zudem an HiFIT- und PIT-behandelten Quersteifen aus S355 durch kombinierten 
Einsatz von Röntgen- und Neutronenbeugungsmessungen von (Schubnell et 
al., 2020) erfasst. Hierbei wurden noch tieferreichende Druckeigenspannungen bis 
in eine Tiefe von 2 mm bis 3 mm ermittelt.  

Innerhalb von weiteren Studien (Janosh, 1996; Dürr, 2007; Weich, 2009; Kuhlmann 
und Günther, 2009; Yekta et al., 2013; Okawa et al., 2013; Yildirim und Mar-
quis, 2013; Berg, 2016; Leitner et al., 2017; Schubnell et al., 2020) wurden Eigen-
spannungen an geschweißten Verbindungen aus Stählen untersucht, die über die 
Festigkeit normalfester Stähle hinausreichen, bis hin zu Stahlgüten von S1100. Aus 
diesen Studien geht hervor, dass die Höhe der durch HFH-Behandlung erzeugten 
Druckeigenspannungen von der Werkstofffestigkeit des verwendeten Stahls ab-
hängt und mit zunehmender Streckgrenze ansteigt. 

Bei HFH-behandelten Schweißnähten wird ein wesentlicher Anteil der Verbesse-
rung der Ermüdungsfestigkeit auf das Vorhandensein der Druckeigenspannun-
gen zurückgeführt (Marquis und Barsoum, 2016). Aus diesem Grund ist deren Sta-
bilität von entscheidender Bedeutung, da Veränderungen des günstigen Druck-
eigenspannungszustands einen erheblichen Einfluss auf die resultierende Ermü-
dungsfestigkeit haben können. Dies kann durch die in Abschnitt 2.2.2.2 erwähnten 
Untersuchungen von (Weich, 2009) und (Schubnell, 2021) belegt werden, obwohl 
der begleitende Einfluss aus der Randschichtverfestigung nicht vollständig ge-
klärt ist. Die Untersuchungen von (Schubnell, 2021) stützen die Bedeutung von 
Druckeigenspannungen zur Steigerung der Ermüdungsfestigkeit. Er stellte fest, 
dass bei Kerbbiegeproben aus S960QL die Schwingfestigkeitszunahme ausschließ-
lich auf die oberflächennahen Druckeigenspannungen nach der HFH-Behandlung 
zurückzuführen war, da keine wesentliche Steigerung der Härte oder Versetz-
ungsdichte beobachtet wurde. Unterschiedliche Schwingfestigkeiten von HFH-
behandelten Proben unter Vorspannung konnten ebenfalls durch den Einfluss der 



2.2 Schweißnahtnachbehandlung mit HFH-Verfahren 

41 

Druckeigenspannung erklärt werden. Vor allem bei negativ vorgespannten Pro-
bekörpern waren die Druckeigenspannungen in Lastrichtung deutlich geringer, 
was zu Schwingfestigkeiten im Bereich von unbehandelten Kerbbiegeproben 
führte.  

2.2.3 Auswirkung auf die Ermüdungslebensdauer 

Die Wirksamkeit einer Schweißnahtnachbehandlung durch Einsatz von HFH-Ver-
fahren zeigt sich in Ermüdungsversuchen, die an geometrisch identischen Probe-
körpern sowohl im unbehandelten als auch im HFH-behandelten Zustand durch-
geführt werden. Eine direkte Gegenüberstellung der Versuchsergebnisse 
innerhalb einer Wöhlerlinie verdeutlicht das Potenzial zur Verlängerung der Le-
bensdauer und damit zur Verbesserung der Ermüdungsfestigkeit. In diesem Zu-
sammenhang werden in Abbildung 2.15 die Ermüdungsversuchsergebnisse von 
(Kuhlmann et al., 2006) am geschweißten Konstruktionsdetail Quersteife darge-
stellt.  

Bei einem Vergleich der beiden Serien hinsichtlich vergleichbarer erzielter Ermü-
dungslebensdauern konnten UIT-behandelte Probekörper eine deutlich höhere 
Beanspruchungsschwingbreite ertragen als unbehandelte Probekörper. Dies äu-
ßert sich durch eine wesentlich flachere Neigung der Wöhlerlinie von m = 6,6 im 
Vergleich zur Neigung der unbehandelten Serie mit m = 3,3. Unter Berücksichti-
gung der mittleren und charakteristischen Ermüdungsfestigkeit wurden Werte er-
mittelt, die infolge der UIT-Behandlung um 103 % und 116 % über den Werten der 
unbehandelten Probekörper lagen. 

Diese Ergebnisse sind repräsentativ für eine Vielzahl von Untersuchungen, die in 
den beiden vorhergehenden Jahrzehnten durchgeführt wurden. Dies wurde 
durch Auswertungen bestätigt, die umfangreichere Datensätze aus der Literatur 
zugrunde legten. Bezogen auf das Konstruktionsdetail Quersteife konnten durch 
HFH-Behandlungen Steigerungen der charakteristischen Ermüdungsfestigkeit bei 
fester Neigungsauswertung von 106 % (Yildirim und Marquis, 2012b) und 100 % 
(Kuhlmann et al., 2018) festgestellt werden.  
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Abbildung 2.15: Nennspannungswöhlerlinien mit freier Neigungsauswertung für Quersteifen aus S355J2 im Zu-
stand AW und HFH-behandelt bei Prüfung mit R = 0,1, nach (Kuhlmann et al., 2006) 

In beiden Studien konnte zudem die flachere Wöhlerlinienneigung HFH-behan-
delter Konstruktionsdetails statistisch nachgewiesen werden, was auch von 
(Berg, 2016) bestätigt wurde. Ein entsprechender Vergleich der Neigungen zwi-
schen unbehandelten und HFH-behandelten Details, ausgewertet von (Kuhlmann 
et al., 2018), kann Abbildung 2.16 entnommen werden.  

  

(a) AW (b) HFH  

Abbildung 2.16: Wöhlerlinienneigungen verschiedener Konstruktionsdetails in Abhängigkeit des Behandlungs-
zustands, nach (Kuhlmann et al., 2018) 
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2.2.4 Wirkungsrelevante Einflüsse 

2.2.4.1 Überlagerung von Last- und Eigenspannungen 

Entgegen dem ungünstigen Einfluss aus Schweißeigenspannungen (vgl. Ab-
schnitt 2.1.8) wirken sich Druckeigenspannungen im Allgemeinen günstig auf die 
Ermüdungslebensdauer aus. Der lebensdauerverlängernde Effekt infolge von 
HFH-induzierten Eigenspannungen lässt sich durch die Überlagerung mit den 
Lastspannungen aus der äußeren Bauteilbeanspruchungen erklären. Dies lässt 
sich anhand der von (Breunig, 2022) entwickelten Darstellung in Abbildung 2.17 
schematisch veranschaulichen, die auf der Theorie von (Gurney, 1979) basiert und 
Druckeigenspannungen in Höhe der Streckgrenze berücksichtigt.  

 

Abbildung 2.17: Überlagerung von Last- und Eigenspannungen bei geschweißten Bauteile mit Druckeigenspan-
nungen in Höhe der Streckgrenze, nach der durch (Breunig, 2022) erweiterten Theorie von 
(Gurney, 1979)  

Die Mittelspannung wird infolge der Druckeigenspannungen in allen Überlage-
rungsfällen überwiegend in den für die Lebensdauer günstigen Druckbereich ver-
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im Überlagerungsfall zu einem Eigenspannungsabbau führen können, sollte die 
Streckgrenze des Werkstoffs im Druckbereich überschritten werden.  

2.2.4.2 Einfluss auf das Anriss- und Rissfortschrittsverhalten 

Anrisse werden je nach Höhe der eingebrachten Druckeigenspannungen, der Lage 
der lastbedingten Mittelspannung und dem Beanspruchungsniveau teilweise bis 
vollständig überdrückt. Dies führt zu einer verlangsamten Rissausbreitung oder 
verhindert ein Fortschreiten des Risses, woraus eine geringere Schädigungswir-
kung resultiert. Dabei wirken oberflächennahe Druckeigenspannungen hinsicht-
lich der Anriss-Lebensdauer rissschließend, während das Rissfortschrittsverhal-
ten bei langen Rissen vom Tiefenverlauf der Eigenspannungen abhängt 
(Haibach, 2006).  

Der Einfluss der Schweißnahtnachbehandlung auf das Ermüdungsrissverhalten 
wurde von (Dürr, 2007) experimentell mithilfe von Rastlinienuntersuchungen an 
UIT-behandelten Quersteifen untersucht. Durch einen Vergleich zu unbehandel-
ten Probekörpern konnte durch diese Untersuchungen eine behandlungsbedingte 
Verzögerung der Rissfortschrittsgeschwindigkeiten da/dN über den gesamten 
Risstiefenbereich nachgewiesen werden, vgl. Abbildung 2.18. Ein besonders aus-
geprägt verzögertes Risswachstum trat in Risstiefen bis ca. 2 mm auf, was auf die 
starke Wirkung oberflächennaher Druckeigenspannungen hindeutet. 

 

Abbildung 2.18: Einfluss aus HFH-Behandlung auf die Rissfortschrittsgeschwindigkeit, nach (Dürr, 2007) 
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Von (Weich, 2009) wurde neben der Rastlinienmethode auch die Infrarotthermo-
graphie zur frühen Risserkennung eingesetzt. Die Untersuchungen zeigten, dass 
die erhöhten Ermüdungsfestigkeiten von HiFIT- und UIT-behandelten Quer-
stumpfstößen vorrangig aus einer verlängerten Rissinitiierungsphase und einer 
reduzierten Rissfortschrittsgeschwindigkeit resultierten, die durch induzierte 
Druckeigenspannungen hervorgerufen wurden. Anrisse mit Risstiefen kleiner als 
1 mm zeigten nichtlineare Temperaturamplituden, die auf ein Rissschließen durch 
Druckeigenspannungen hindeuteten. Die Restlebensdauern betrugen unabhängig 
vom Behandlungszustand 20 % bis 25 % der Gesamtlebensdauer. Die Rissfort-
schrittsgeschwindigkeit wurde bis zu einer Risstiefe von 1,4 mm bis 2,0 mm redu-
ziert, was insgesamt zu einer stark verlängerten Gesamtlebensdauer führte.  

2.2.4.3 Einflüsse aus Mittelspannung und Werkstoff auf die Ermüdungsfestigkeit 

Der Einfluss aus der Mittelspannung im Zusammenhang mit den durch HFH-Be-
handlung erzeugten Druckeigenspannungen auf die Ermüdungsfestigkeit wurde 
anhand der in (Kuhlmann et al., 2018) zusammengestellten Versuchsdaten zu 
Quersteifen von (Breunig, 2022) untersucht. Die Untersuchung zeigte, dass die 
Mittelspannung sowohl im behandelten als auch im unbehandelten Zustand rele-
vant ist. Im HFH-nachbehandelten Zustand war der positive Effekt der Wechsel-
beanspruchung mit R = -1 im Vergleich zum unbehandelten Zustand deutlich aus-
geprägter, mit einem Anstieg der mittleren Ermüdungsfestigkeit um den Faktor 
1,46 für S355 und 1,55 für S690, basierend auf den für R = 0,1 bestimmten Werten. 
Bei unbehandelten Serien war der positive Mittelspannungseinfluss schwächer, 
mit einem Anstieg um den Faktor 1,29 für S355 und 1,28 für S690. Hingegen wurde 
nur ein geringer Einfluss zwischen den Spannungsverhältnissen R = 0,1 und 
R = 0,5 festgestellt. Begleitend wurde von (Breunig, 2022) der Streckgrenzenein-
fluss analysiert. Das Ergebnis dieser Auswertungen ist in Abbildung 2.19 darge-
stellt.  

Zusammengefasst konnte durch die Analyse der Ermüdungsfestigkeiten festge-
stellt werden, dass alle geprüften Stahlgüten im HFH-nachbehandelten Zustand 
eine deutliche Verbesserung der Ermüdungsfestigkeit im Vergleich zum unbehan-
delten Zustand aufweisen. Für eine Zugschwellbeanspruchung von R = 0,1 zeigte 
sich eine Zunahme der Ermüdungsfestigkeit mit steigender Stahlgüte für HFH-
behandelte Quersteifen, wobei sich für HFH-behandelte Probekörper aus S235 ein 
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unerwartet hoher Ermüdungswiderstand aufgrund einer äußerst flachen Wöhler-
linienneigung ergab. Deutlich höhere Ermüdungsfestigkeiten wurden für R = -1 
gegenüber R = 0,1 und R = 0,5 ermittelt, wobei hierbei der ausgeprägte Einfluss der 
HFH-Behandlung ersichtlich ist. Für eine Wechselbeanspruchung von R = -1 
konnte für den unbehandelten Zustand ein Einfluss aus der Streckgrenze festge-
stellt werden, während dies für den HFH-behandelten Zustand nicht der Fall war. 
In diesem Zusammenhang sollten jedoch geringe Versuchsanzahlen und stark va-
riierende Neigungen der Wöhlerlinien beachtet werden. 

 

Abbildung 2.19: Einfluss der Streckgrenze auf die Ermüdungsfestigkeit für unbehandelte und HFH-behandelte 
Quersteifen in Abhängigkeit verschiedener Spannungsverhältnisse bei Auswertung mit freier 
Wöhlerlinienneigung, nach (Breunig, 2022)  

2.2.4.4 Einfluss aus der Belastungsart auf die Ermüdungsfestigkeit 

Die Auswirkung unterschiedlicher Belastungsarten auf die Ermüdungsfestigkeit 
von HFH-behandelten Quersteifen wurde bisher von (Ottersböck et al., 2015) un-
tersucht. Es wurden Ermüdungsfestigkeiten von geometrisch identischen einseiti-
gen Quersteifen unter axialer Zug- und Biegebelastung ermittelt. Bei HFH-behan-
delten Probekörpern aus dem Werkstoff S355 wurde eine deutlich höhere 
Ermüdungsfestigkeit bei Biegebelastung im Vergleich zur axialen Zugbelastung 
im HFH-behandelten Zustand ermittelt. Diese Ergebnisse deuten auf einen güns-
tigen Effekt der Biegung im HFH-behandelten Zustand hin. Da diese Studie jedoch 
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die bisher einzige systematische Untersuchung darstellt, sind weitere Untersu-
chungen erforderlich, um fundierte Aussagen treffen zu können. 

2.2.5 Bemessungsregelungen 

Im Jahr 2016 veröffentlichten (Marquis und Barsoum, 2016), basierend auf der Stu-
die von (Marquis et al., 2013), die IIW-Richtlinie für die Anwendung von höher-
frequenten Hämmerverfahren zur gezielten Verbesserung der Ermüdungsfestig-
keit von geschweißten Verbindungen. Die Richtlinie enthält Empfehlungen für 
geeignete Behandlungsverfahren, Maßnahmen zur Qualitätskontrolle und Metho-
den zur Bewertung der Verbesserung der Ermüdungsfestigkeit basierend auf den 
Konzepten der Nenn-, Hot-Spot- und effektiven Kerbspannung. Darüber hinaus 
werden Empfehlungen zur Berücksichtigung der Auswirkungen von Belastungs-
bedingungen, variabler Amplitudenbelastung, Ermüdung bei niedrigen Zyklen 
und zur Berücksichtigung von Details mit geringer Spannungskonzentration ge-
geben. Die Richtlinie ist anwendbar auf Stahlkonstruktionen mit Blechdicken zwi-
schen 5 mm und 50 mm und Streckgrenzen von 235 MPa bis 960 MPa.  

Die Bemessungsempfehlungen des IIW basieren im Wesentlichen auf experimen-
tellen und rechnerischen Untersuchungen zum Einsatz von HFH-Verfahren zur 
Schweißnahtnachbehandlung, welche die ermüdungsfestigkeitssteigernde Wir-
kung belegen. Die entsprechenden Daten wurden in vorbereitenden Studien (Yil-
dirim und Marquis, 2012a; 2012b; Yildirim et al., 2013) gesammelt und systema-
tisch ausgewertet. Auf dieser Grundlage wurden unter anderem die Bemessungs-
ansätze auf Nennspannungsebene abgeleitet. Gemäß der IIW-Empfehlung be-
rücksichtigen diese Ansätze die streckgrenzenabhängige Wirksamkeit der HFH-
Verfahren, indem sie ausgehend vom unbehandelten bzw. wie geschweißten Zu-
stand des Konstruktionsdetails eine Erhöhung der Ermüdungsfestigkeit um min-
destens vier Kerbfallklassen zulassen, vgl. Abbildung 2.20.  
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Abbildung 2.20: Mögliche Kerbfallklassenerhöhung durch HFH-Anwendung in Abhängigkeit der Streckgrenze 
auf Basis des wie geschweißten Zustands, nach (Marquis und Barsoum, 2016) 

Da im Bereich der Zeitfestigkeit eine Wöhlerlinienneigung von m = 5 sowohl für 
HFH-behandelte als auch für gehämmerte Schweißnähte zutreffend ist (Yildirim 
und Marquis, 2012b), wurde diese im Vergleich zum unbehandelten Zustand fla-
chere Neigung in die IIW-Richtlinie aufgenommen. Die zugehörigen Bemessungs-
wöhlerlinien werden für ein Spannungsverhältnis für R ≤ 0,15 angeben. Ein entge-
genwirkender, reduzierender Einfluss bei zunehmenden Spannungsverhältnissen 
wird durch eine vom R-Verhältnis abhängige Verringerung der Kerbfallklasse be-
rücksichtigt, wie sie in Tabelle 2.1 enthalten ist.  

Tabelle 2.1: Verringerung der Anzahl an Kerbfallklassen in Abhängigkeit des Spannungsverhältnisses, nach 
(Marquis und Barsoum, 2016) 

Spannungsverhältnis R [-] Minimale Kerbfallklassenreduzierung 

  R ≤ 0,15 Keine Reduzierung aufgrund des Spannungsverhältnisses 

0,15 < R ≤ 0,28 Reduzierung um eine Kerbfallklasse 

0,28 < R ≤ 0,4 Reduzierung um zwei Kerbfallklassen 

0,4 < R ≤ 0,52 Reduzierung um drei Kerbfallklassen 

0,52 < R Keine Daten verfügbar. Verbesserungspotenzial ist durch Tests zu bestätigen.  
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Im Jahr 2019 wurde auf nationaler Ebene die DASt-Richtlinie 026 für die Ermü-
dungsauslegung von geschweißten und HFH-behandelten Konstruktionsdetails 
veröffentlicht, basierend auf weiteren Forschungsarbeiten von (Ummenhofer et 
al., 2017b) und im Rahmen des DASt-Forschungsprojektes von (Kuhlmann et 
al., 2018). Diese Richtlinie ergänzt die Bemessung und Konstruktion von Stahlbau-
ten hinsichtlich Ermüdung gemäß DIN EN 1993-1-9 sowie den Neubau von Stahl-
brücken nach DIN EN 1993-2. Sie ist anwendbar für Stahlgüten von S235 bis S700 
und für Blechdicken über 5 mm. Die Richtlinie beinhaltet nennspannungsbezo-
gene Kerbfälle für die geschweißten Konstruktionsdetails querbelastete Stumpf-
naht, unbelastete Quersteife und unbelastete Längssteife. Für diese Details werden 
im Vergleich zum unbehandelten Zustand erhöhte Ermüdungsfestigkeiten ange-
geben. Bei HFH-behandelten Konstruktionsdetails wird die Kerbfallklasse direkt 
abhängig von der Stahlgüte und dem Spannungsverhältnis festgelegt, anders als 
bei unbehandelten Konstruktionsdetails. Gemäß der DASt-Richtlinie 026 sind 
HiFIT, PIT und UIT qualifizierte HFH-Verfahren, welche den Untersuchungen 
von (Kuhlmann et al., 2018) zugrunde liegen und damit nachweislich zu einer er-
höhten Ermüdungsfestigkeit führen. Die verbesserten Ermüdungsfestigkeiten, die 
speziell für das Konstruktionsdetail der unbelasteten Quersteife gelten, sind in ei-
nem Auszug aus der DASt-Richtlinie in Tabelle 2.2 angegeben.  

Um bei der Nennspannungsbewertung unterschiedliche Blechdicken zu berück-
sichtigen, schlägt die IIW-Empfehlung von (Marquis und Barsoum, 2016) zur 
HFH-Nachbehandlung den Ansatz der IIW-Empfehlung für geschweißte Verbin-
dungen von (Hobbacher, 2016) vor. Dabei wird f(t) auf der Grundlage von Gl. (2.3) 
bestimmt (s. Abschnitt 2.1.4), wobei für die Nachbehandlung der Exponent n = 0,2 
empfohlen wird. Die DASt-Richtlinie handhabt die Geometrieabhängigkeit hinge-
gen anhand des Abstands der Schweißnahtfußpunkte L, in Übereinstimmung mit 
DIN EN 1993-1-9. Es erfolgt eine Reduzierung um eine Kerbfallklasse für Ab-
stände über 50 mm bis 80 mm. Hintergrund der Aufnahme dieser Regelung in die 
DASt-Richtlinie sind numerische Untersuchungen im Rahmen des DASt-For-
schungsprojektes (Kuhlmann et al., 2018). Die Untersuchungen bestätigten, dass 
der Abstand der Schweißnahtfußpunkte L einen stärkeren Einfluss auf die Kerb-
formzahl ausübt als die Blechdicke t. Dadurch wurde die Abhängigkeit der Kerb-
fallzuordnung nach DIN EN 1993-1-9 für diesen Geometrieparameter bestätigt. 
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Tabelle 2.2: Verbesserte Ermüdungsfestigkeit durch Anwendung qualifizierter HFH-Verfahren für den Nenn-
spannungsnachweis der unbelasteten Quersteife, nach DASt-Richtlinie 026 

 

Stahlgüte S nach DIN EN 10025 

Durch qualifizierte HFH-Verfahren verbesserte Ermüdungsfes-
tigkeit für das Nennspannungskonzept 

ΔσC,HFH [N/mm²] 
1), 3), 4) 

   Spannungsverhältnis R [-]2) 

-1,0 0,1 0,5 

        S235 ≤ S < S355 100 100 80 

S355 ≤ S < S550 160 140 90 

S550 ≤ S ≤ S700 160 160 125 

    
1)  Tabelle gilt für L ≤ 50 mm; falls 50 < L ≤ 80 mm, muss ΔσC,HFH um eine Kerbfallklasse abgemindert werden. 

2)  Für abweichende Spannungsverhältnisse R darf eine lineare Interpolation für ΔσC,HFH erfolgen, wenn nicht 
der jeweils ungünstigere Grenzwert gewählt wird. 

3)  Anwendungsbereich begrenzt auf: Δσ ≤ 1,5 fy 

4) Anwendungsbereich begrenzt auf: -0,8 fy < σ ≤ fy 

Beide Regelwerke begrenzen den Anwendungsbereich in Bezug auf die Span-
nungsschwingbreite auf maximal 1,5 fy. Zudem wird die Nennspannung auf -0,8 fy 
festgesetzt, um einen potenziellen Abbau der Druckeigenspannungen durch über-
mäßige lastbedingte Druckspannungen zu vermeiden. Dies dient der Sicherstel-
lung stabiler Druckeigenspannungen und der Wirksamkeit der HFH-Verfahren 
zur Lebensdauerverlängerung. Die Notwendigkeit dieser Begrenzung wurde im 
Rahmen des DASt-Forschungsprojektes nachgewiesen. Dabei wurden auch hohe 
Zugbeanspruchungen nahe der Streckgrenze untersucht. Da die Ermüdungsfes-
tigkeiten über dem Referenzwert der jeweiligen Kerbfallklasse lagen, wurde der 
Vorschlag, die Anwendungsgrenze auf 1,0 fy festzulegen, in die DASt-Richtlinie 
aufgenommen. Das IIW begrenzt dagegen die Anwendung auf 0,8 fy, basierend 
auf Erkenntnissen zum Nadeln und Hämmern nach (Haagensen und Mad-
dox, 2013), da zu diesem Zeitpunkt noch keine systematischen Studien zu dieser 
Thematik in Bezug auf eine Schweißnahtnachbehandlung durch Anwendung von 
HFH-Verfahren vorlagen (Marquis und Barsoum, 2016). 

In diesem Abschnitt wurde ein Überblick über die bemessungstechnischen Rege-
lungen der HFH-Verfahren gegeben. Weitere Informationen zu den Kerbfallein-
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stufungen und den zugehörigen Bemessungskurven, die im Kontext dieser Arbeit 
relevant sind und zu Vergleichszwecken herangezogen werden, werden im wei-
teren Verlauf dargestellt. Hierbei wird die Nennspannungsbewertung in Ab-
schnitt 2.4.1 und die Kerbspannungsbewertung in Abschnitt 2.4.2 behandelt.  

2.3 Auswirkungen korrosiver Umgebung 

2.3.1 Korrosionsformen 

Korrosion ist ein unerwünschter chemischer, physikalisch-chemischer oder elekt-
rochemischer Prozess, der von der Oberfläche eines Werkstoffs ausgeht und mit 
seinem umgebenden Medium interagiert. Dies führt generell zu einem von der 
Oberfläche ausgehenden Schädigungsprozess und stellt somit eine Grenzflächen-
reaktion dar (Roos und Maile, 2015). Grundlegende Begriffe im Zusammenhang 
mit Korrosion, Korrosionsarten, Korrosionsschutz und Korrosionsversuchen so-
wie elektrochemische Begriffe enthält die DIN EN ISO 8044.  

Grundsätzlich lassen sich die Erscheinungsformen korrosionsbedingter Werk-
stoffveränderungen nach (Bargel und Schulze, 2018) in drei Gruppen einteilen: 
Flächenabtrag, Lochkorrosion und Korrosionsrisse. Flächenabtrag betrifft entwe-
der gleichmäßig die gesamte Oberfläche oder erzeugt bei ungleichmäßigem Fort-
schritt muldenförmige Vertiefungen. Da die Stromdichten aufgrund der großen 
Fläche niedrig bleiben, erfolgt die Metallauflösung relativ langsam. Bei guter Zu-
gänglichkeit erlaubt sichtbares Korrosionsprodukt eine frühzeitige Erkennung 
und ermöglicht so rechtzeitige Schutzmaßnahmen. Lochkorrosion, auch Lochfraß 
genannt, führt zur Entstehung örtlicher krater- oder nadelstichartiger Vertiefun-
gen, die die Oberfläche unterhöhlen können. Da sie nur eine geringe Menge an 
Korrosionsprodukt erzeugt, wird sie oft erst bei Undichtigkeiten bemerkt. Loch-
korrosion tritt beispielsweise bei rostfreien Stählen in Gegenwart von Chlorionen 
auf. Zudem können Unterbrechungen in der Schutzbeschichtung diese Art der 
Korrosion hervorrufen (Caines et al., 2015). Korrosionsrisse sind die kritischste 
Form der Korrosion und oft schwer zu erkennen. Sie können bei mechanischer 
Beanspruchung zu erhöhten Spannungen an den Rissspitzen führen, die zusam-
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men mit der durch die Risse verursachten Querschnittsreduktion zu einer Über-
beanspruchung und so zum Bruch führen können. Diese Risse können entlang der 
Korngrenzen (interkristallin) oder quer durch die Körner (transkristallin) verlau-
fen. Insgesamt wird die spezifische Erscheinungsform der Korrosion sowohl 
durch den verwendeten Werkstoff als auch durch die Korrosionsart, also durch 
die eigentliche Korrosionsursache, bestimmt (Bargel und Schulze, 2018).  

Einige der wichtigsten Korrosionsarten sind in Abbildung 2.21 dargestellt. Dazu 
gehört die allgemeine Korrosion, die als Flächenabtrag auftritt. Ebenfalls darge-
stellt wird die Lochkorrosion, die lokal zu Hohlräumen führt. Bezogen auf Korro-
sionsrisse werden die beiden Arten der Spannungsrisskorrosion, nämlich inter-
kristallin und transkristallin, illustriert. Darüber hinaus wird das Phänomen der 
Korrosionsermüdung gezeigt, bei dem der Rissverlauf vorwiegend transkristallin 
verläuft (Roos und Maile, 2015). Abweichend zur Darstellung kann sich bei metal-
lischen Werkstoffen, wie un- oder niedriglegierten Stählen, die keine schützende 
Passivierungsschicht besitzen und daher aktiv korrodieren, der Riss bei der Kor-
rosionsermüdung auch an einer zuvor entstandenen Korrosionsnarbe bilden 
(Rossmann, 2010).  

   

Abbildung 2.21: Schematisch dargestellte Korrosionsarten, nach (Milella, 2013) 
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2.3.2 Verfahren zur Korrosionsprüfung im Labor  

Korrosionsprüfungen zielen darauf ab, Korrosion unter kontrollierten und repro-
duzierbaren Bedingungen zu erzeugen. Sie erlauben die Beurteilung, ob Werk-
stoffe, Bauteile oder Beschichtungen ausreichende Beständigkeit gegenüber kor-
rosiven Bedingungen aufweisen, die den realen Einsatzbedingungen so nahe wie 
möglich kommen. Daher hängt die Auswahl eines geeigneten Korrosionsprüfver-
fahrens stark von den spezifischen Anforderungen der Anwendung und den Um-
gebungsbedingungen ab, denen das Metall ausgesetzt sein wird. Bei der Bewer-
tung der Korrosionsbeständigkeit von Stahlkomponenten gibt es verschiedene 
Prüfverfahren, die einzeln oder kombiniert angewendet werden können. Diese 
Verfahren sind insbesondere für Offshore-Strukturen von Bedeutung, die den ein-
zigartigen und aggressiven Bedingungen der Meeresumgebung ausgesetzt sind, 
einschließlich Salzwasser, hoher Luftfeuchtigkeit sowie starken Winden und Wel-
len:  

• Salzsprühnebelprüfung nach DIN EN ISO 9227: Diese Prüfung beschleu-
nigt die Korrosion, indem Proben einem kontinuierlichen Sprühnebel (SSN) 
aus Salzlösung ausgesetzt werden.  

• Immersionsprüfung nach ASTM G31-21: Bei dieser Prüfung werden Proben 
direkt in eine korrosive Lösung, wie Salzwasser, eingetaucht. Dadurch kann 
die allgemeine Korrosionsrate von Stahl in einer bestimmten Lösung ermit-
telt werden.  

• Zyklische Korrosionsprüfungen nach ASTM G85-19: Diese Prüfungen kom-
binieren Phasen der Feuchtigkeit und Trockenheit, um die Auswirkungen 
von wechselnden Bedingungen zu simulieren. 

Gemäß den Regelwerken muss die Prüfdauer den Angaben in der Spezifikation 
für den zu prüfenden Werkstoff oder das Produkt entsprechen. Sollte keine spezi-
fische Dauer vorgegeben sein, muss diese vereinbart bzw. definiert werden. Je 
nach Prüfverfahren und Anforderung erstrecken sich die empfohlenen Prüfdau-
ern dabei von wenigen Stunden über mehrere Tage bis hin zu Wochen. Ein alter-
nativer, derzeit nicht geregelter Ansatz zur Erzeugung eines starken korrosiven 
Abtrags in vergleichsweise kurzer Zeit basiert auf der Verwendung eines elektro-
lytischen Aufbaus (Gkatzogiannis et al., 2019).  
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Speziell zur Meerwassersimulation wird das nach ASTM D1141-98 herstellbare 
künstliche Meerwasser (KMW) als Auslagerungsmedium verwendet. Hierbei 
handelt es sich um eine synthetische Lösung, deren chemische Zusammensetzung 
der Tabelle 2.3 entnommen werden kann.  

Tabelle 2.3: Chemische Zusammensetzung von künstlichem Meerwasser nach ASTM D1141-98  

Bestandteil NaCl MgCl2 Na2SO4 CaCl2 KCl NaHCO3 KBr H3BO3 SrCl2 NaF 

Konzentration [g/l] 24,53 5,2 4,09 1,16 0,695 0,201 0,101 0,027 0,025 0,003 

 

Künstliches Meerwasser dient nicht nur zur Erzeugung korrosiver Schädigungen, 
sondern auch für Ermüdungsversuche unter simultan einwirkender Korrosion. 
Dies ermöglicht eine ganzheitliche Quantifizierung des Einflusses von Korrosion 
auf die Ermüdungsfestigkeit in Bezug auf die Lebensdauerphasen. Darüber hin-
aus wird künstliches Meerwasser in bruchmechanischen Untersuchungen ver-
wendet, um Rissfortschrittsparameter in korrosiven Umgebungen zu bestimmen.  

2.3.3 Korrosionsbedingte Oberflächenveränderungen 

2.3.3.1 Wanddickenverlust 

Die Oberflächen von stählernen Bauteilen werden infolge eines Korrosionsangriffs 
reduziert. Da Korrosion ein zeitabhängiger Prozess ist, wird das Ausmaß des 
Oberflächenabtrags üblicherweise in Form der Korrosionsrate angegeben. Ob-
wohl der Materialverlust über die Zeit keiner linearen Gesetzmäßigkeit folgt (Mel-
chers, 2014), wird die Korrosionsrate für ingenieurpraktische Auslegungs- und 
Beurteilungszwecke üblicherweise in Mikro- oder Millimeter pro Jahr ausge-
drückt. Sie gibt damit an, mit welcher Geschwindigkeit das Material im Durch-
schnitt korrodiert. Verschiedene Faktoren bestimmen das Ausmaß und die Ge-
schwindigkeit des Oberflächenabtrags. Nach (Melchers, 1999) gehören hierzu 
biologische, chemische und physikalische Einflüsse, wobei insbesondere die phy-
sikalischen Einflüsse für die Korrosion im Meer von Bedeutung sind.  
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Bei Offshore-Windenergieanlagen wird die Korrosionsbelastung hauptsächlich 
durch den geografischen Standort des Bauwerks sowie die spezifische Position 
des Konstruktionselements innerhalb der Anlage bestimmt (Momber, 2011). Be-
sonders in der Spritzwasserzone treten die höchsten Korrosionsraten auf 
(Ault, 2006). Aufgrund dessen werden nach DNVGL-RP-0416 für Primärbauteile 
in dieser Zone die in Tabelle 2.4 aufgeführten Mindestwerte für die Korrosionsrate 
empfohlen. Auf diese Weise werden Zeiträume berücksichtigt, in denen die Kon-
struktion möglicherweise ungeschützt ist, um eine Kompensation für mögliche 
Querschnittsreduktionen zu gewährleisten.  

Tabelle 2.4: Mindestwerte für die planmäßige Korrosionsrate an primären Bauteilen in der Spritzwasserzone, 
nach DNVGL-RP-0416 

Region Korrosionsrate:  
Äußere Oberfläche  

Korrosionsrate:  
Innere Oberfläche 

   Gemäßigtes Klima (jährliche mittlere Oberflächentempera-
tur des Meerwassers ≤ 12°C) 

0,30 mm/a 0,10 mm/a 

Subtropisches und tropisches Klima 0,40 mm/a 0,20 mm/a 

   
 

Daten von (Smith et al., 2002) weisen darauf hin, dass die in DNVGL-RP-0416 für 
gemäßigte Klimazonen angegebene Korrosionsrate von 0,30 mm/a deutlich auf 
der sicheren Seite liegen können, da in Regionen mit gemäßigtem Klima Korrosi-
onsraten beobachtet wurden, die etwa 40 % unter diesem Wert liegen. Meerwas-
serkorrosion ist jedoch ein äußerst komplexer Prozess, der ebenso zu Korrosions-
raten führen kann, die über den von Regelwerken empfohlenen Werten liegen. 
Von (Khodabux et al., 2020) besteht daher der Vorschlag, dass im Zuge der Pla-
nung von Windparks die spezifischen Umgebungsbedingungen des Standorts 
hinsichtlich Korrosion im Vorfeld analysiert werden sollten. Dies würde eine An-
passung und Optimierung der Korrosionszuschläge und Korrosionsschutzmaß-
nahmen ermöglichen.  

Labormethoden ermöglichen die künstliche Reproduktion korrosionsbedingter 
Dickenreduktionen unter Realbedingungen (RB), wie die Untersuchungen von 
(Gkatzogiannis et al., 2019) zeigen (s. Abbildung 2.22). Als Referenz dienten 
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Probekörper, die im Meerwasser über einen Zeitraum von 24 Monaten in der Was-
serwechselzone ausgelagert wurden (Ummenhofer et al., 2017a). Besonders durch 
elektrolytische Korrosion konnten in kurzer Zeit signifikante Dickenreduktionen 
erreicht werden. Im Gegensatz dazu benötigten Probekörper aus dem Forschungs-
projekt von (Ummenhofer et al., 2018) deutlich längere Auslagerungszeiten, ins-
besondere bei der Auslagerung in künstlichem Meerwasser.  

  

Abbildung 2.22: Entwicklung der Dickenreduktion von Stumpfschweißproben (t0 = 15 mm) in KMW und SSN, 
verglichen zu Realbedingungen und elektrolytischem Abtrag, nach (Gkatzogiannis et al., 2019) 

2.3.3.2 Erhöhung der Oberflächenrauheit 

Die Untersuchungen von (Gkatzogiannis et al., 2019) verdeutlichen ebenfalls den 
Einfluss der Korrosion auf die Oberflächenrauheit. Abbildung 2.23 zeigt, dass 
nach einer 24-monatigen Auslagerung in realer Meerwasserumgebung deutlich 
höhere Rauheitswerte ermittelt wurden. Eine künstliche Reproduktion der realen 
Rauheit konnte durch Auslagerung in SSN in relativ kurzer Zeit erzielt werden.  
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(a) Ra (b) Rz 

Abbildung 2.23: Entwicklung mittlerer Rauheitskenngrößen infolge der Auslagerung von Stumpfschweißpro-
ben in KMW und SSN, nach (Gkatzogiannis et al., 2019) 

2.3.4 Korrosionsermüdung  

2.3.4.1 Grundsätzliche Mechanismen und genereller Einfluss auf die Wöhlerlinie 

Ist ein ungeschütztes Stahlbauteil von Korrosion betroffen und zudem häufig wie-
derholter Beanspruchung ausgesetzt, kommt es zu einer kombinierten Schädi-
gungswirkung aus korrosiver Umgebung und Ermüdungsbeanspruchung, wobei 
der resultierende Schaden in der Regel größer ist als die additive Wirkung der 
Einzelschäden durch Korrosion und Ermüdung (Revie und Uhlig, 2008). Dieses 
Phänomen wird als Korrosionsermüdung oder Schwingungsrisskorrosion be-
zeichnet.  

Wie in Abbildung 2.24 nach (Dwivedi, 2022) dargestellt, begünstigt die Korrosion 
an der Oberfläche bei Korrosionsermüdung zunächst die Rissentstehung während 
der ersten Phase des Ermüdungsbruchs durch die Bildung kleiner loch- und riss-
artiger Vertiefungen. In der zweiten Phase beschleunigt Korrosion an der Riss-
spitze den Rissfortschritt, wobei diese Interaktion zwischen stabilem Risswachs-
tum und Materialabtrag die Ermüdungslebensdauer deutlich reduziert 
(Dwivedi, 2022).  
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Abbildung 2.24: Schematische Darstellung des Schädigungsbeitrags von Korrosion und Ermüdung unter Kor-
rosionsermüdungsbedingungen, nach (Dwivedi, 2022)  

Ein üblicher Ansatz zur Quantifizierung des Einflusses von Korrosion auf die Er-
müdungsfestigkeit ist die Gegenüberstellung von Wöhlerlinien und den zugehö-
rig ermittelten Ermüdungsfestigkeiten. Diese werden aus Ermüdungsversuchen 
generiert, die einmal ohne Korrosion und unter normalen atmosphärischen Bedin-
gungen an Luft durchgeführt werden und zum anderen nach der Aufbringung 
einer korrosiven Vorschädigung. Zusätzlich können diese Ergebnisse mit denen 
von Versuchen verglichen werden, die unter gleichzeitiger Einwirkung eines kor-
rosiven Mediums durchgeführt wurden. Die Auswirkungen dieser Korrosionsme-
thoden auf die Wöhlerlinie werden in Abbildung 2.25 nach (Bürgel et al., 2014) 
schematisch dargestellt.  

 

Abbildung 2.25: Schematische Wöhlerlinien zum Einfluss aus Vorkorrosion und Korrosionsermüdung im Ver-
gleich zum unkorrodierten Zustand, nach (Bürgel et al., 2014) 
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Gegenüber der Referenzwöhlerlinie ohne Korrosionseinfluss führt eine Vorkorro-
sion zu einer verminderten Ermüdungsfestigkeit. Diese Abminderung ist einer 
verkürzten Rissentstehungsphase zuzuordnen, die auf den korrosiven Oberflä-
chenangriff und daraus entstandene Mikrokerben zurückzuführen ist. Bei der 
Wirkung eines korrosiven, wässrigen Mediums erklärt sich die herabgesetzte Er-
müdungsfestigkeit durch vorzeitige Mikrorissbildung infolge von Korrosion, die 
zusammen mit begleitender Kerbwirkung zu einer verkürzten Rissentstehungs-
phase führt, sowie durch ein beschleunigtes Risswachstum aufgrund von Abrost-
prozessen an der Rissspitze. Eine ausgeprägte Dauerfestigkeit ist in diesem Fall 
nicht gegeben (Bürgel et al., 2014).  

Eine derartige Versuchsmethodik ermöglicht eine differenzierte Betrachtung der 
einzelnen Lebensdauerphasen und erlaubt so eine selektive Bewertung der für die 
Ermüdung relevanten Korrosionseinflüsse. Dabei kann die Korrosionsermüdung 
von Stahl in unterschiedlichen Umgebungen wie Süßwasser, Meerwasser, Kon-
densaten aus Verbrennungsprodukten sowie allgemeinen chemischen Umgebun-
gen auftreten. Es gilt generell, dass eine höhere gleichmäßige Korrosionsrate zu 
einer Verkürzung der Ermüdungslebensdauer führt (Revie und Uhlig, 2008).  

 

2.3.4.2 Einfluss der Beanspruchungsfrequenz bei Korrosionsermüdung 

Von (Oberparleiter, 1986) wurde der Korrosionseinfluss individuell für die beiden 
Phasen der Ermüdungslebensdauer anhand von Kehlnahtgeschweißten Winkel-
proben analysiert. An Luft betrug die Phase der Rissentstehung zwischen 60 % 
und 80 % der Ermüdungslebensdauer. Gemäß (Lachmann und Oberparlei-
ter, 1994) verkürzte sich die Rissentstehungsphase bei Versuchen mit diesen Pro-
ben in künstlichem Meerwasser im Vergleich zu Luft um bis zur Hälfte. Unter-
schiedliche Prüffrequenzen zeigten nahezu keinen Einfluss auf die Länge der 
Rissentstehungsphase, wohl aber auf die Länge der Rissfortschrittsphase. Es 
wurde festgestellt, dass eine Verringerung der Prüffrequenz von 10,0 Hz auf 
0,2 Hz zu einer Beschleunigung der Rissfortschrittsrate führte. Dadurch wurde die 
Phase des Rissfortschritts infolge der simultanen Versuche in künstlichem Meer-
wasser um bis zur Hälfte verkürzt.  
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Bereits die Untersuchungen von (Vosikovsky, 1975) zeigten, dass freie Korrosion 
eine erhöhte Rissfortschrittsgeschwindigkeit im Vergleich zu Bedingungen an 
Luft verursacht, vgl. Abbildung 2.26. Durch Bezug auf den zyklischen Spannungs-
intensitätsfaktor ergab sich zudem eine frequenzabhängige Unterteilung der Riss-
fortschrittskurve in zwei Regionen.  

 

Abbildung 2.26: Rissfortschrittsgeschwindigkeit unter freier Korrosion bei verschiedenen Frequenzen im Ver-
gleich zu Luft für einen niedriglegierten Stahl in NaCl-Lösung, nach (Vosikovsky, 1975) 

Gemäß (Böllinghaus et al., 2020) dominiert bei hohen Frequenzen die mechanische 
Beanspruchung, da während einzelner Schwingspiele nicht ausreichend Zeit für 
signifikante Korrosionsreaktionen an frisch aufgerissenen Metalloberflächen ver-
bleibt. In diesem Fall erfolgt der Rissfortschritt hauptsächlich durch mechanische 
Einflüsse, ohne sichtbare Korrosionserscheinungen. Im Gegensatz dazu überwiegt 
bei sehr niedrigen Frequenzen der Korrosionseinfluss. Hier sind die Rissverläufe 
typischerweise von Korrosionserscheinungen geprägt, und die sonst üblichen 
Merkmale von Ermüdungsrissen, wie Streifenbildung, sind nicht unmittelbar er-
kennbar. Darüber hinaus können die Bruchflächen Merkmale aufweisen, die auf 
wasserstoffunterstützte Risse hindeuten.  

Der Frequenzeinfluss hängt vom Verhältnis der Rissfortschrittsphase zur Gesamt-
lebensdauer ab (Lachmann und Oberparleiter, 1994). Da die jeweiligen Anteile der 
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Rissentstehungs- und der Rissfortschrittsphase wiederum durch die Kerbschärfe 
bestimmt werden (vgl. Abschnitt 2.1.3.1), kann der Einfluss simultaner Korrosion 
bei ungekerbten oder leicht gekerbten Konstruktionsdetails aufgrund einer stär-
ker ausgeprägten Rissentstehungsphase vernachlässigbar sein. Bei kerbscharfen 
Details hingegen kann ein signifikanter Einfluss der simultanen Korrosion auf den 
Rissfortschritt vorliegen, der daher nicht vernachlässigt werden sollte. Die Prüf-
frequenz im simultanen Korrosionsermüdungsversuch sollte dann möglichst nahe 
an die realen Beanspruchungsfrequenzen der Struktur angepasst werden. Den-
noch sollte eine praktikable und versuchstechnisch realistisch simulierbare Fre-
quenz angestrebt werden, um lange und unwirtschaftliche Prüfzeiten zu vermei-
den. Alternativ kann anhand einer bruchmechanischen Rissfortschrittsanalyse der 
Einfluss der Beanspruchungsfrequenz bewertet und rechnerisch berücksichtigt 
werden. 

Nach (Peeringa, 2014) liegen die Frequenzen vom Offshore-Windenergieanlagen 
etwa bei 0,1 bis 0,2 Hz und für den Rotor bzw. die Wellen- und Windlasten bei 
± 0,1 Hz. Während Studien von (Thorpe et al., 1983) und (Adedipe et al., 2016) an 
bruchmechanischen Proben eine deutliche Empfindlichkeit der Rissfortschritts-
rate gegenüber Änderungen der Prüffrequenz zeigten, ergaben die Untersuchun-
gen von (Oberparleiter, 1986) an den geschweißten Winkelproben keinen signifi-
kanten Einfluss auf die Gesamtlebensdauer und die Ermüdungsfestigkeit in-
nerhalb der Wöhlerlinie für Frequenzen im Bereich von 0,2 Hz bis 1,0 Hz. Daher 
wurden Frequenzen bis 1 Hz für die Bewertung der Ermüdungsfestigkeit der in 
(Ummenhofer et al., 2018) untersuchten geschweißten Bauteilproben im Zeitfes-
tigkeitsbereich auf Basis von Wöhlerlinien als geeignet angesehen, um den Ein-
fluss der gleichzeitigen Korrosion ausreichend zu berücksichtigen (Gkatzogiannis 
et al., 2019; 2021; Weinert et al., 2021b).  

2.3.5 Literaturstudien zum Konstruktionsdetail Quersteife 

Nachfolgend werden Untersuchungen und Ergebnisse aus der Literatur aufge-
führt, die im Hinblick auf die vorliegende Arbeit in einem vergleichbaren experi-
mentellen Parameterfeld liegen. Bezug wird auf Ergebnisse mittlerer Ermüdungs-
festigkeiten für NC = 2 · 106 Schwingspiele genommen.  
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2.3.5.1 Korrosionseinfluss auf den unbehandelten Zustand 

• Von (Todoroki et al., 1978) wurden Ermüdungsversuche in künstlichem 
Meerwasser unter axialer Zugbelastung bei einer Prüffrequenz von 0,17 Hz 
und einer Temperatur von 30°C durchgeführt. Infolge der simultanen Kor-
rosion wurde die mittlere Ermüdungsfestigkeit gegenüber an Luft unter-
suchten Probekörpern um 31 % reduziert.  

• (Leeuwen, 1981) berichtete von einer Reduktion der Ermüdungslebens-
dauer um den Faktor 2 bis 3 bei simultanen KMW-Versuchen unter Biege-
belastung. Bei deren Serie mit Probekörpern mit einem Schweißnahtfuß-
punktabstand von weniger als 50 mm führte dies zu einer um etwa 25 % 
verringerten Ermüdungsfestigkeit im Vergleich zu Luftbedingungen. 

• Zur korrosiven Vorschädigung lagerten (Yuasa und Watanabe, 1994) Pro-
bekörper für 3 und 6 Monate unter zyklisch wechselnden Umgebungsbe-
dingungen aus. Die Probekörper wurden abwechselnd für jeweils 6 Stun-
den künstlichem Meerwasser und anschließend der Luft ausgesetzt. In 
darauffolgenden Versuchen unter axialer Zugbelastung an Luft zeigte sich 
nahezu kein Unterschied zwischen den Ermüdungsfestigkeiten unkorro-
dierter und korrodierter Probekörper. Dies konnte auf eine korrosionsbe-
dingte Ausrundung der Nahtübergänge und damit auf eine verringerte 
Spannungskonzentration zurückgeführt werden. Hierbei trat die spezielle 
Korrosionsart „grooving corrosion“ auf, die in (Weinert et al., 2021b) unter 
Bezugnahme auf (Jakubowski, 2013; 2015) näher erörtert wird.  

2.3.5.2 Korrosionseinfluss auf den unbehandelten sowie HFH-behandelten Zustand 

Die Auswirkungen korrosiver Umgebungsbedingungen auf geometrisch identi-
sche Probekörper wurden in den Studien von (Knysh et al., 2017; Knysh et 
al., 2018; Knysh et al., 2021) untersucht. In diesen Studien wurde ein UIT-Verfah-
ren zur Nachbehandlung der Probekörper angewendet. Es wurde festgestellt, dass 
die Behandlung im Wesentlichen eine Verlagerung des Versagensortes vom Naht-
übergang zum Grundwerkstoff bewirkte, unabhängig des Korrosionszustands. 
Daher beziehen sich die in den Veröffentlichungen angegebenen Ermüdungsfes-
tigkeiten der UIT-behandelten Probekörper primär auf den Grundwerkstoff.  
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• Von (Knysh et al., 2018) wurden Ermüdungsversuche unter axialem Zug in 
einer 3 % NaCl-Lösung mit einer Prüffrequenz von 5 Hz durchgeführt. Die 
Untersuchungen erfolgten an Probekörpern aus niedrig legiertem Werk-
stoff (15KhSND, fy = 400 MPa) bei Raumtemperatur. Infolge der simultanen 
Korrosionsprüfung ergab sich bei den unbehandelten Probekörpern eine 
um 41 % reduzierte Ermüdungsfestigkeit. Im Gegensatz dazu wurde für 
UIT-behandelte Probekörper eine Reduktion der Ermüdungsfestigkeit um 
11 % durch Korrosion festgestellt. Bei den unkorrodierten Probekörpern 
führte die UIT-Behandlung zu einer Steigerung der Ermüdungsfestigkeit 
um 43 %. Ein Vergleich zwischen den unbehandelten und den UIT-behan-
delten Probekörpern zeigte unter identischen korrosiven Bedingungen eine 
um 114 % verbesserte Ermüdungsfestigkeit.  

• In (Knysh et al., 2018) wurden zusätzlich Ergebnisse für einen leicht abwei-
chenden Werkstoff (10KhSND, fy = 390 MPa) vorgestellt. Die Versuche er-
folgten ansonsten unter den gleichen Bedingungen. Die simultane Korro-
sion bewirkte bei den unbehandelten Probekörpern eine Reduzierung der 
Ermüdungsfestigkeit um 15 %, während die Reduktion bei den UIT-behan-
delten 29 % betrug. Aus der UIT-Behandlung resultierte bei unkorrodierten 
Probekörpern eine um 108 % höhere Ermüdungsfestigkeit. Ein Vergleich 
der Ermüdungsfestigkeiten von unbehandelten und UIT-behandelten Pro-
bekörpern, die unter denselben Korrosionsbedingungen geprüft wurden, 
ergab eine Erhöhung um 80 % durch die UIT-Behandlung.  

• Von (Knysh et al., 2021) wurden Probekörper für 1200 Stunden (50 Tage) 
dem Salzsprühnebel ausgesetzt. Zugehörig zu diesem Zeitraum wurde be-
gleitend an Werkstoffproben eine korrosionsbedingte Dickenreduktion von 
287 μm für den unbehandelten und von 247 μm für UIT-behandelten Ober-
flächenzustand ermittelt. Die Ermüdungsversuche an den Probekörpern 
wurden unter axialer Zugbelastung an Luft bei Raumtemperatur durchge-
führt. Hierbei wurde festgestellt, dass die Ermüdungsfestigkeit der unbe-
handelten Probekörper durch Korrosion um 11 % und die der UIT-behan-
delten Probekörper um 30 % reduziert wurde. Die UIT-Behandlung 
resultierte bei unkorrodierten Probekörpern in einer Steigerung der Ermü-
dungsfestigkeit um 68 %. Bei den durch Salzsprühnebel korrodierten Pro-
bekörpern betrug die Steigerung der Ermüdungsfestigkeit durch die UIT-
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Behandlung 33 % im Vergleich zu den unbehandelten Probekörpern, die 
ebenfalls im Salzsprühnebel ausgelagert wurden.  

2.3.5.3 Zusammenfassung und Schlussfolgerungen 

Bisherige Untersuchungen am Konstruktionsdetail Quersteife belegen den nega-
tiven Einfluss der Korrosion auf die Ermüdungsfestigkeit. Im Vergleich zu Probe-
körpern an Luft zeigen unbehandelte Probekörper, die simultaner Korrosion aus-
gesetzt waren, eine Reduktion der Ermüdungsfestigkeit zwischen 15 % und 39 %. 
Vorkorrodierte Probekörper, die unter Luftbedingungen getestet wurden, weisen 
eine Reduktion von bis zu 11 % auf. Nach (Oberparleiter, 1986) ist der stärkere 
Einfluss bei simultaner Korrosion auf eine kombinierte Verkürzung der Phasen 
der Rissentstehung und des Rissfortschritts zurückzuführen. Wohingegen durch 
eine reine Vorkorrosion und die anschließende Prüfung an Luft nur die Rissiniti-
ierung beeinflusst wird.  

Die ermittelten Reduktionen der Ermüdungsfestigkeiten durch Korrosion bei UIT-
behandelten Probekörpern beziehen sich auf den frühzeitig versagenden Grund-
werkstoff, wodurch der behandelte Schweißnahtübergang nicht explizit beurteilt 
werden kann. Hierbei bestimmte der korrodierte Grundwerkstoff maßgeblich die 
Ermüdungsfestigkeit der Probekörper, die folglich unter der Ermüdungsfestigkeit 
der korrodierten UIT-behandelten Schweißübergänge lag. Die von (Knysh et 
al., 2021) berichtete korrosionsbedingte Dickenreduktion von 247 μm lässt anneh-
men, dass diese Abrostung Einfluss auf die oberflächennahen Verfestigungen und 
Druckeigenspannungen hatte, insbesondere in Anbetracht der Tiefenwirksamkeit 
von HFH-behandelten Randschichten (s. Abschnitt 2.2.2). Da dennoch der korro-
dierte Grundwerkstoff maßgebend wurde, zeigt sich damit deutlich das Potenzial 
von HFH-Behandlungen zur Steigerung der Ermüdungsfestigkeiten in korrosiven 
Umgebungen. Daher können die durch UIT-Behandlung ermittelten Erhöhungen 
der Ermüdungsfestigkeiten von 33 %, 80 % und 114 % in korrosiver Umgebung 
als Mindestwerte des Steigerungspotenzials angesehen werden.  
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2.4 Konzepte zur Bewertung der Ermüdungsfestigkeit  

Der Nachweis ausreichender Ermüdungssicherheit von geschweißten Konstrukti-
onsdetails kann auf unterschiedliche Weise geführt werden. Neben experimentel-
len Methoden existieren diverse rechnerische Bewertungskonzepte. Nach 
(Radaj, 1996) wird dabei zwischen globalen und lokalen Konzepten unterschie-
den. Abbildung 2.27 bietet einen Überblick über die relevantesten Ansätze, wobei 
die lokalen Parameter aus den globalen Parametern abgeleitet werden, indem zu-
nehmend lokale Bedingungen berücksichtigt werden.  

 

Abbildung 2.27: Globale und lokale Konzepte zur Ermüdungsfestigkeitsbewertung, nach (Radaj, 1996) 

Gemäß der Aufteilung von (Radaj, 1996) basiert die globale Bewertung auf ein-
wirkenden Kräften und Momenten oder den daraus abgeleiteten Nennspannun-
gen unter der Annahme einer konstanten oder linearisierten Spannungsvertei-
lung. Diese globalen Ansätze verwenden Grenzwerte für Belastungen oder 
Nennspannungen, die sich auf allgemeine Phänomene wie vollplastische Verfor-
mung oder Bruch beziehen. Das Strukturspannungskonzept dient als Bindeglied 
zwischen globalen und lokalen Konzepten. Lokale Konzepte hingegen basieren 
auf örtlichen Spannungs- und Dehnungsparametern und berücksichtigen lokale 
Schädigungsprozesse wie zyklische Rissbildung und Rissausbreitung, die zum 
endgültigen Bruch führen. Dabei wird die Rissentstehung durch das Kerbspan-
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nungs- oder Kerbdehnungskonzept erfasst, während Rissausbreitung und voll-
ständiger Bruch durch das Rissfortschrittskonzept beschrieben werden.  

In dieser Arbeit wird die Ermüdungsfestigkeit auf drei verschiedene Arten beur-
teilt. Zum einen wird eine globale Bewertung auf der Grundlage des Nennspan-
nungskonzeptes vorgenommen. Zum anderen werden Einflüsse aus der Bauteil-
geometrie und der Belastungsart, die sich auf die Rissentstehungsphase aus-
wirken, durch das Kerbspannungskonzept abgeschätzt. Des Weiteren wird das 
Rissfortschrittskonzept angewendet, um die Phase des Risswachstums zu be-
schreiben. Diese Bewertungskonzepte werden im Folgenden in Bezug auf den Be-
handlungszustand und den Einfluss von Korrosion beschrieben. Für weiterfüh-
rende Erläuterungen und eine umfassende Diskussion der übrigen Konzepte wird 
auf die Fachliteratur verwiesen (Radaj et al., 2006; Radaj und Vormwald, 2007).  

2.4.1 Nennspannungskonzept  

2.4.1.1 Einwirkung und Widerstand 

Das Nennspannungskonzept stellt die praktischste und am meisten verwendete 
Methode zur Bewertung ermüdungsbeanspruchter Bauteile dar, da es lediglich 
eine vereinfachte Spannungsberechnung erfordert. Bei diesem Konzept wird die 
Nennspannung σn im ungestörten Querschnitt für die Ermüdungsbeurteilung her-
angezogen, während örtliche Spannungserhöhungen aufgrund struktureller Dis-
kontinuität (z. B. an einem Steifenanschluss) oder aus lokaler Schweißnahtform 
auf der Einwirkungsseite außer Acht gelassen werden (Fricke, 2015). Solche effek-
tiven Spannungskonzentrationen, die aus makrogeometrischen Effekten oder ört-
licher Kerbwirkung resultieren, werden stattdessen in der Einstufung des Kon-
struktionsdetails auf der Widerstandsseite durch die der Wöhlerlinie zugrunde 
liegenden Versuche berücksichtigt (Nussbaumer und Günther, 2012). Zusätzliche 
Streuungen ergeben sich durch werkstoff- und fertigungsbedingte Einflüsse, die 
dazu führen, dass sich Versuchsergebnisse nicht als einzelne Linien, sondern in 
einem Streuband darstellen. Aus diesem Grund sind bei der Auswertung experi-
mentell gewonnener Versuchsdaten statistische Methoden notwendig, um eine 
qualifizierte Bewertung anhand von Mittelwert und Streubreite vornehmen zu 
können (Haibach, 2006).  
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2.4.1.2 Kerbfälle und deren Festlegung 

Die für Schweißverbindungen anwendbaren Regelwerke beinhalten zur Bemes-
sung ansetzbare Ermüdungsfestigkeitswerte in katalogisierter Form. Der einem 
spezifischen Konstruktionsdetail zugeordnete Bezugswert der Ermüdungsfestig-
keit wird dabei als Kerbfall bezeichnet und entspricht der ertragbaren Spannungs-
schwingbreite Δσn,C bei NC = 2 ∙ 106 Schwingspielen. Die Festlegung dieser Kerb-
fälle basiert auf statistisch ausgewerteten Ergebnissen von Probekörpern, die 
innerhalb von Versuchen das jeweilige Konstruktionsdetail abbilden.  

Die statistischen Auswerteverfahren zur Ableitung der Kerbfälle werden in den 
Regelwerken sowie in zugehörigen Begleitdokumenten beschrieben. Gemäß dem 
Hintergrunddokument 9.01 (Brozetti et al., 1989) wurden die Ermüdungsfestig-
keiten, die in den Kerbfallkatalogen von DIN EN 1993-1-9 aufgelistet sind, auf Ba-
sis der unteren Grenze eines einseitigen Konfidenzintervalls bestimmt, wobei eine 
Überlebenswahrscheinlichkeit von 95 % zugrunde gelegt wurde. Von (Euler und 
Kuhlmann, 2014) wurde festgestellt, dass diese klassische Herangehensweise von 
den formellen Anforderungen der DIN EN 1993-1-9 abweicht. Formal wird für die 
Ermittlung von charakteristischen Werten eine statistische Auswertung nach An-
hang D der DIN EN 1990 gefordert. Demnach soll die untere Grenze eines einsei-
tigen 95 %-Toleranzintervalls mit einer Vertrauenswahrscheinlichkeit von 75 % 
herangezogen werden. Obwohl ein derartiges Intervall nicht durch den Anhang D 
generiert werden kann, konnten (Euler und Drebenstedt, 2018) zeigen, dass ein 
Prognoseintervall (engl. prediction interval) mit 95 % Vertrauenswahrscheinlich-
keit als Ersatz dienen kann.  

2.4.1.3 Kerbfallzuordnung des Konstruktionsdetails Quersteife  

In dieser Arbeit wird die Ermüdungsfestigkeit des Konstruktionsdetails Quer-
steife sowohl im unbehandelten als auch im HFH-behandelten Zustand unter-
sucht, wobei zusätzlich der Einfluss von Korrosion berücksichtigt wird. Vor die-
sem Hintergrund ist eine Kerbfallzuordnung gemäß den Regelwerken hilfreich, 
um eine Bewertungsgrundlage zu schaffen. Ein Vergleich verschiedener Regelun-
gen wird in Abbildung 2.28 dargestellt, indem die Bemessungswöhlerlinien der 
verschiedenen Regelwerke in Abhängigkeit des Behandlungs- und Korrosionszu-
stands gegenübergestellt werden.  
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Abbildung 2.28: Vergleich von Bemessungswöhlerlinien verschiedener Regelwerke für den Kerbfall Quersteife 

Nach EC3 (DIN EN 1993-1-9), IIW (Hobbacher, 2016) und DNV GL (DNVGL-RP-
C203) wird der Kerbfall 80 für den unbehandelten und unkorrodierten Zustand 
des Konstruktionsdetails Quersteife angegeben. Abweichende Regelungen sind in 
Bezug auf den jeweiligen Abknickpunkt und die darauffolgende Neigungsände-
rung festzustellen, wonach eine konservativere Handhabung des Dauerfestig-
keitsbereichs von Seiten des DNV GL gegenüber IIW und EC3 gegeben ist.  

Die in EC3 geregelten Ermüdungsfestigkeiten gelten ausschließlich für Konstruk-
tionen unter normalen atmosphärischen Bedingungen und ausreichendem Korro-
sionsschutz. Die Regelung des IIW sieht hingegen vor, dass für typischen Baustahl 
in Meeresumgebung nicht mehr als 70 % der Ermüdungsfestigkeit in Bezug auf 
den unkorrodierten Zustand angesetzt werden darf und keine Dauerfestigkeit 
oder ein Abknickpunkt der Wöhlerlinie vorzusehen ist. Diese Aspekte werden Sei-
ten des DNV GL anhand von speziellen Bemessungswöhlerlinien berücksichtigt. 
Für den Fall freier Korrosion empfiehlt der DNV GL für das Konstruktionsdetail 
Quersteife den Kerbfall 56 mit einer durchgehenden Neigung von mAW = 3 ohne 
Abknicken der Wöhlerlinie, wodurch beispielsweise fehlender Korrosionsschutz 
bemessungstechnisch abgedeckt werden kann.  

NC
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Die ermüdungsfestigkeitssteigernde Wirkung einer HFH-Behandlung kann auf 
Bemessungsebene nach den Empfehlungen des IIW von (Marquis und Bar-
soum, 2016) und nach der DASt-Richtlinie 026 berücksichtigt werden. Hierbei flie-
ßen bei der Auswahl des Kerbfalls neben Art des Konstruktionsdetails selbst zu-
dem die nominelle Streckgrenze des verwendeten Werkstoffs sowie das Span-
nungsverhältnis ein. In Bezug auf die in dieser Arbeit untersuchten Randbedin-
gungen entspricht dies unabhängig des Regelwerkes dem Kerbfall 140, mit einer 
Neigung von mHFH = 5 im Zeitfestigkeitsbereich. Beide Regelwerke sehen dabei 
eine Mindestlastwechselzahl vor, unterhalb der keine Wirksamkeit der HFH-Be-
handlung zu erwarten ist. Insofern verläuft die Wöhlerlinie ab dieser Grenze ana-
log zur Bemessungskurve für den unbehandelten Zustand. Im Dauerfestigkeits-
bereich beträgt die Wöhlerlinienneigung in beiden Fällen mHFH,D = 9. Diskre-
panzen ergeben sich in Bezug auf den Abknickpunkt, sodass die IIW-Regelung 
einen etwas konservativeren Ansatz darstellt. Ein potenzieller Korrosionseinfluss 
wird nicht geregelt, sodass die Kerbfälle für HFH-behandelte Schweißnähte der-
zeit ausschließlich für den unkorrodierten Zustand gültig sind.  

Für vergleichende Gegenüberstellungen zu ausgewerteten Versuchsdaten, die im 
späteren Verlauf präsentiert werden, werden gemäß den Regelwerken die nach-
folgend aufgeführten Kurzbezeichnungen innerhalb von Wöhlerdiagrammen ver-
wendet:  

• EC3: Unbehandelter und unkorrodierter Zustand mit Kerbfall 80  
und Wöhlerlinienneigung mAW = 3 nach DIN EN 1993-1-9.  

• DNV GL: Unbehandelter Zustand bei freier Korrosion mit Kerbfall 56  
und Wöhlerlinienneigung mAW = 3 nach DNVGL-RP-C203.  

• DASt: HFH-behandelter und unkorrodierter Zustand mit Kerbfall 140 
und Wöhlerlinienneigung mHFH = 5 nach DASt-Richtlinie 026.  

2.4.1.4 Berücksichtigung von Einflüssen mithilfe korrigierter Nennspannungen 

Bei geschweißten Konstruktionsdetails setzt die Anwendung der Kerbfälle vo-
raus, dass eine Nennspannung im Grundwerkstoff nahe der zu erwartenden Riss-
stelle eindeutig festgelegt wird. Die Berechnung dieser Nennspannung erfolgt auf 
Basis der elastischen Spannungstheorie, ohne die örtliche Kerbwirkung zu berück-
sichtigen. Allerdings können unvorhergesehene Spannungskonzentrationen 
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auftreten, die in der Bezugs-Wöhlerlinie des Konstruktionsdetails nicht berück-
sichtigt sind, etwa durch Imperfektionen, Kanten- oder Winkelversatz. Um solche 
spannungserhöhenden Effekte abzudecken, können Kerbfaktoren herangezogen 
werden. Diese können entweder aus der Literatur entnommen werden, wobei es 
sich meist um analytische Ansätze handelt, oder individuell anhand numerischer 
Berechnungen bestimmt werden. 

Kerbfaktoren ermöglichen die Ermittlung korrigierter Nennspannungen, indem 
sie entweder auf der Einwirkungs- oder auf der Widerstandsseite angewendet 
werden. Auf der Einwirkungsseite geschieht dies, wie in Gl. (2.7), durch Multipli-
kation mit der Spannungsschwingbreite: 

Δσn,mod = kf ∙ Δσn (2.7) 

Auf der Widerstandsseite wird der Kerbfall über den Kehrwert des Kerbfaktors 
gemäß Gl. (2.8) angepasst: 

Δσn,C,mod =
1
kf

 ∙ Δσn,C (2.8) 

In der praktischen Anwendung werden bevorzugt Kerb- oder Korrekturfaktoren 
zur Anpassung der Einwirkung genutzt, wie dies beispielsweise von den Regel-
werken wie den IIW-Empfehlungen, dem British Standard (BS 7910) oder den 
Empfehlungen des DNV GL zur Berücksichtigung von Spannungserhöhungen in-
folge von Exzentrizitäten vorgesehen ist (Nussbaumer und Günther, 2012).  

2.4.2 Kerbspannungskonzept  

Das Kerbspannungskonzept zählt zu den spannungsbasierten Bewertungskon-
zepten für den Ermüdungsnachweis von geschweißten Verbindungen. Als lokales 
Nachweiskonzept ist es in verschiedenen Regelwerken verankert: 

• IIW-Empfehlung nach (Fricke, 2012) für die Bewertung der Ermüdung von 
geschweißten Strukturen durch Kerbspannungsanalyse, 

• IIW-Empfehlung nach (Hobbacher, 2016) für die Ermüdungsauslegung von 
unbehandelten Schweißnähten und Bauteilen, 
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• IIW-Empfehlung nach (Marquis und Barsoum, 2016) für die Ermüdungs-
auslegung von HFH-behandelten Schweißnähten, 

• Richtlinie DNVGL-RP-C203 für die Ermüdungsauslegung von Offshore-
Stahlkonstruktionen,  

• DVS-Merkblatt 0905 zur Anwendung des Kerbspannungskonzeptes für 
den Ermüdungsfestigkeitsnachweis von Schweißverbindungen.  

Die folgenden Beschreibungen basieren weitgehend auf dem DVS-Merkblatt 0905 
aus dem Jahr 2021, das den Stand der Technik zusammenfasst. Die Ausführungen 
bilden die Grundlage für die Kerbspannungsbewertung in Abschnitt 4.2 und be-
ziehen sich daher in erster Linie auf die in dieser Arbeit durchgeführten Untersu-
chungen und die zugehörigen Randbedingungen. Für ergänzende Informationen 
und weiterführende Anwendungen sei auf die Regelwerke verwiesen.  

2.4.2.1 Numerische Beanspruchungsermittlung  

Die Bewertung der Ermüdungssicherheit von geschweißten Konstruktionsdetails 
nach dem Kerbspannungskonzept setzt die Kenntnis über die lokale Höchstbean-
spruchung an der anrisskritischen Schweißnahtkerbe voraus. Um diese zu bestim-
men, wird meist die Finite-Elemente-Methode (FEM) genutzt. Diese ermöglicht es, 
beliebig belastete Bauteile mit komplexer Geometrie als 2D- oder als 3D-Modelle 
abzubilden. Um sicherzustellen, dass die darauf aufbauenden Berechnungen hin-
reichend genau sind und konsistente Ergebnisse liefern, ist eine Verfeinerung des 
FE-Netzes im Kerbbereich notwendig. Empfehlungen für eine entsprechend ge-
eignete Vernetzung sind in den Regelwerken zu finden, u. a. (Fricke, 2012).  

Im Rahmen einer kerbspannungsbasierten Bewertung werden nicht nur die Bau-
teilstruktur und die Schweißnaht selbst, sondern auch die lokale Geometrie am 
Nahtübergang und an der Nahtwurzel erfasst. Die linear-elastisch berechnete 
Kerbspannung beinhaltet auf diese Weise die Auswirkungen der Struktur- und 
Kerbgeometrie auf die lokale Spannungserhöhung. Der Wanddickeneinfluss für 
Bleche mit einer Dicke von t > 25 mm wird hierbei implizit berücksichtigt, so dass 
kein zusätzlicher Anpassungsfaktor notwendig ist. Auch weitere Einflüsse aus un-
terschiedlichen Belastungsarten werden beanspruchungsseitig erfasst, da die 
Spannungsverteilung im Kerbgrund direkt berechnet wird.  
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Üblicherweise wird die Schweißnahtform im Berechnungsmodell idealisiert, vgl. 
Abbildung 2.29. Hierbei werden die Nahtoberflächen von Kehlnähten und von 
teilweise oder vollständig durchgeschweißten Nähten an T- oder Kreuzstößen 
eben abgebildet. So werden beispielsweise Kehlnähte anhand einer um 45° geneig-
ten, ebenen Oberfläche idealisiert. Reale Schweißnahtunregelmäßigkeiten werden 
in der Regel nicht modelliert, da davon ausgegangen wird, dass der charakteristi-
sche Wert der Ermüdungsfestigkeit die damit einhergehenden Einflüsse abdeckt.  

 

Abbildung 2.29: Idealisierte Kehlnaht mit fiktiver Ausrundung der Schweißnahtkerben, aufbauend auf  
DVS-Merkblatt 0905 

Die in Abschnitt 2.1.3.3 erläuterte Mikrostützwirkung wird bei der Spannungser-
mittlung berücksichtigt, indem die Schweißnahtkerben, wie in Abbildung 2.29 ge-
zeigt, mit einem Ersatz- bzw. Referenzradius fiktiv ausgerundet werden. Grund-
lage für den eingeführten Ersatzradius bildet die Theorie von (Neuber, 1968), die 
besagt, dass die Spannungsmittelung in der hochbeanspruchten Kerbe durch eine 
fiktive Vergrößerung des Kerbradius abgeschätzt werden kann. Dabei bestimmt 
sich die Größe der fiktiven Ausrundung ρf aus dem realen Kerbradius ρ, der werk-
stoffabhängigen Ersatzstrukturlänge ρ* und dem Mikrostützwirkungsfaktor s (für 
Mehrachsigkeitsgrad und Festigkeitshypothese):  

ρf = ρ + sρ∗  (2.9) 

Das Konzept von Neuber wird später von (Radaj, 1985) aufgegriffen, um einen 
werkstoffabhängigen Ersatzradius für Schweißnähte herzuleiten. Basierend auf 
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den Annahmen einer im ungünstigsten Fall rissartigen Kerbe (ρ = 0), eines stahl-
gussähnlichen Gefüges im Bereich der Schweißnaht (ρ* = 0,4 mm) und eines ebe-
nen Dehnungszustands in Kombination mit der Gestaltänderungsenergiehypo-
these (s = 2,5) ergibt sich für geschweißte Verbindungen aus Baustahl ein fiktiver 
Kerbradius von 1 mm (Radaj et al., 2006). Durch das fiktive Ausrunden mit 
ρf = 1 mm wird damit die Neubersche Mikrostützwirkung bei Schweißverbindun-
gen berücksichtigt. In diesem beschriebenen Worst-Case-Fall bedeutet dies, dass 
die maximale Kerbwirkungszahl Kf,max direkt mit der ermittelten Kerbformzahl Kt 
übereinstimmt:  

Kf,max = Kt(ρf = 1 mm)  (2.10) 

Zwischen den Regelwerken variiert die Benennung des fiktiven Kerbradius. So 
wird dieser innerhalb der IIW-Empfehlungen (Hobbacher, 2016; Marquis und Bar-
soum, 2016) und der Richtlinie DNVGL-RP-C203 als „effective notch radius“ (dt. 
effektiver Kerbradius) bezeichnet. Im DVS-Merkblatt 0905 wird der fiktive Ker-
bradius als Referenzradius rref eingeführt. Der Referenzradius wird in Abhängig-
keit der Blechdicke gewählt. Der Radius von rref = 1 mm ist dabei für Nahtüber-
gänge und Nahtwurzeln eines geschweißtes Konstruktionsdetails aus Stahl gültig, 
sofern das Blech eine Dicke von t ≥ 5 mm aufweist.  

Nach (Marquis und Barsoum, 2016) kann das Kerbspannungskonzept ebenfalls 
für die Bewertung von HFH-behandelten Schweißnähten eingesetzt werden. Dazu 
wird die Nahtgeometrie von HFH-behandelten Nähten ebenso idealisiert wie bei 
unbehandelten Nähten. Insofern wird im Berechnungsmodell auf die durch die 
HFH-Anwendung erzeugte Behandlungsspur verzichtet. Stattdessen wird der Re-
ferenzradius von 1 mm verwendet, ohne die Eindrückung zu modellieren.  

2.4.2.2 Analytische Beanspruchungsermittlung  

Eine Alternative zur numerischen Ermittlung von Kerbspannungen bieten analy-
tische Lösungsansätze, die entweder auf der Finite-Elemente-Methode oder auf 
der Randelementmethode beruhen. Mithilfe dieser Ansätze kann die Kerbform-
zahl am Nahtübergang und zum Teil auch an der Nahtwurzel näherungsweise 
bestimmt werden. Anschließend kann auf Grundlage der Gleichung (2.2) die 
Kerbspannung in Abhängigkeit der Beanspruchungshöhe berechnet werden.  
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Die Anwendung derartiger Ansätze ist auf typische Konstruktionsdetails be-
grenzt. Eine Auswahl von parametrischen Formeln für diverse Details, die auf den 
Arbeiten verschiedener Autoren beruhen, wird von (Radaj et al., 2006) zusammen-
gefasst und bewertet. Diese decken sich nahezu mit den von (Fricke, 2012) ange-
gebenen Literaturverweisen. Bezugnehmend auf das Konstruktionsdetail Quer-
steife umfasst dies die Arbeiten von (Ushirokawa und Nakayama, 1983; Niu und 
Glinka, 1987; Tsuji, 1990; Monahan, 1995; Brennan et al., 2000). In neueren Studien 
von (Molski et al., 2020; Molski und Tarasiuk, 2021; Neuhäusler und Rother, 2022) 
werden weitere Formelsätze vorgestellt und ein Ergebnisabgleich zu den bisheri-
gen Ansätzen sowie der Methode von (Hellier et al., 2014) durchgeführt. Welche 
Ansätze für die Bestimmung von Kerbformzahlen am Konstruktionsdetail Quer-
steife geeignet sind, ist dabei von mehreren Kriterien abhängig:  

• Bauteilsymmetrie (z. B. ein- oder beidseitige Steife), 

• Geometrie des Bauteils, der Schweißnaht und des Nahtübergangs (variier-
bare Parameter, Geltungsbereiche), 

• Belastungsart (Zug, Biegung oder Torsion), 

• Nachweisposition (Nahtübergang oder Nahtwurzel), 

• Berechnungsaufwand (Komplexität des Näherungsansatzes), 

• Prognosegenauigkeit (Abweichungen zu FE-Ergebnissen). 

Ein breites Spektrum an Anwendungsfällen kann mithilfe der Ansätze von 
(Molski et al., 2020; Molski und Tarasiuk, 2021) analysiert werden. Diese ermögli-
chen die Berechnung von Kerbformzahlen am Nahtübergang des Konstruktions-
details Quersteife mit symmetrischer und asymmetrischer Steifenanordnung in 
Kombination mit Belastungen aus axialem Zug sowie aus Biegung (vgl. Ab-
schnitt 2.1.9). Für einen fest definierten Nahtanstiegswinkel von 45° kann die 
Komplexität der Formeln als überschaubar angesehen werden, wenn auch der Be-
rechnungsaufwand im Rahmen einer computergestützten Analyse ohnehin von 
untergeordneter Bedeutung ist. In den Studien wird festgestellt, dass die Abwei-
chungen zu den FE-Ergebnissen innerhalb des vergleichsweise großen Geltungs-
bereichs weniger als 2,5 % betragen. Im Vergleich dazu schwanken die Abweich-
ungen der Ansätze von (Ushirokawa und Nakayama, 1983) und (Tsuji, 1990) 
zwischen -22 % bis +12,3 % (Molski et al., 2020).  



2.4 Konzepte zur Bewertung der Ermüdungsfestigkeit 

75 

2.4.2.3 Beanspruchbarkeit 

Anders als beim Nenn- oder Strukturspannungskonzept wird beim Kerbspan-
nungsnachweis die lokal im Kerbgrund vorhandene elastische Beanspruchung ei-
ner universellen Kerbspannungswöhlerlinie und somit einem kerbfallunabhängi-
gen Ermüdungsfestigkeitswert gegenübergestellt. Die Ermüdungsfestigkeit wird 
jeweils gemäß dem Referenzradius gewählt und hängt zudem von der Werkstoff-
gruppe, dem Nachweisort und der Beanspruchungsart ab. Die Grundlage der lo-
kal ertragbaren Ermüdungsfestigkeit bilden statistische Versuchsauswertungen 
auf Kerbspannungsebene mit ideal modellierten Schweißnähten und Nahtüber-
gangskerben. Da die Herleitung auf Bauteilproben basiert, kann der elastische 
Kerbspannungsnachweis auch im Bereich der Zeit- und Betriebsfestigkeit ange-
wendet werden (Radaj und Vormwald, 2007). Fertigungsbedingte Streuungen, die 
an Probekörpern bezüglich der Nahtausführung, Oberflächenbeschaffenheit, 
Werkstofffestigkeit sowie der Eigenspannungszustände vorliegen, werden dabei 
durch den charakteristischen Ermüdungsfestigkeitswert implizit abgedeckt. Ein-
flüsse aus Imperfektionen (Kanten- oder Winkelversatz) sind bis zu einem ent-
sprechenden Spannungserhöhungsfaktor von 1,05 enthalten.  

Zugehörig zum Referenzradius rref = 1 mm fasst die Tabelle 2.5 die charakteristi-
schen Ermüdungsfestigkeitswerte für überwiegend durch Normalspannungen 
beanspruchte Nahtübergänge von Schweißverbindungen aus Stahl zusammen. 
Diese Werte gelten für den Nachweis auf Basis von Hauptspannungen. Mit Bezug 
zum jeweiligen Regelwerk werden die ertragbaren Ermüdungsfestigkeiten ge-
meinsam mit den Wöhlerlinienkennwerten in Abhängigkeit des Behandlungs- so-
wie des Korrosionszustands angegeben. Diese Ermüdungsfestigkeitswerte basie-
ren üblicherweise auf Versuchsergebnissen, die sich auf die ertragbare 
Bruchschwingspielzahl beziehen. Dies liegt zum einen daran, dass vereinfachend 
angenommen wird, die Lebensdauer in der Rissfortschrittsphase falle im Ver-
gleich zur Anrissphase verhältnismäßig kurz aus. Zum anderen ist ein Kriterium 
für den Anriss oft nicht eindeutig definierbar. 
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Tabelle 2.5: Charakteristische Ermüdungsfestigkeiten für den Kerbspannungsnachweis von Schweißverbindun-
gen aus Baustahl (rref = 1 mm; Normalspannungen; Nachweisort: Nahtübergang) 

Regelwerk 
Behandlungs-

zustand 
Korrosions-

zustand 
Δσk,C 

[MPa] 
ND 
[-] 

m [-] 

N ≤ ND  N > ND 

       IIW (Hobbacher, 2016),  
DVS-Merkblatt 0905 

AW unkorrodiert 225 107 3 22 

DNVGL-RP-C203 AW unkorrodiert 225 107 3 5 

              DNVGL-RP-C203 AW freie Korrosion 156 - 3 - 

              IIW (Marquis und Barsoum, 2016) HFH unkorrodiert 320* 107 5 9 

       
* Bezugswert abhängig von Werkstoff und Spannungsverhältnis für 235 MPa < fy ≤ 355 MPa und R = 0,1 

Von Seiten des IIW (Hobbacher, 2016) und des DVS (DVS-Merkblatt 0905) wird 
für unbehandelte Schweißverbindungen ein charakteristischer Widerstandswert 
von 225 MPa empfohlen, der sich auf ein Spannungsverhältnis von R = 0,5 und 
günstigere Spannungsverhältnisse bezieht. Der Verlauf der entsprechenden 
Kerbspannungswöhlerlinie ist dabei identisch zu den Regelungen des IIW für 
Nennspannungswöhlerlinien. Der Bezugswert von 225 MPa ist ebenfalls in der 
Richtlinie DNVGL-RP-C203 enthalten, jedoch mit einem steileren Verlauf der 
Wöhlerlinie von m = 5 im Bereich der Langzeitfestigkeit, was einen konservative-
ren Bemessungsansatz darstellt.  

Die Basis für den Ermüdungsfestigkeitswert für unbehandelte Schweißverbindun-
gen ist eine Neubewertung der Untersuchungen an kerbscharfen Schweißverbin-
dungen von (Olivier et al., 1989; 1994) durch (Hobbacher, 2008), wobei Versuchs-
ergebnisse ergänzt wurden. Weitere Auswertungen von (Pedersen et al., 2010) 
zeigten, dass der Kerbfall 225 für einen Großteil der analysierten Kehlnahtverbin-
dungen von Quersteifen einen geeigneten Ansatz darstellt. Insbesondere einsei-
tige Quersteifen unter Biegung konnten damit konservativ beschrieben werden.  

Die eben genannten Regelungen beziehen sich auf unbehandelte Schweißnähte, 
die ausreichend vor korrosiver Umgebung geschützt sind. Für den Fall, dass eine 
Schweißverbindung freier Korrosion durch Meerwasser ausgesetzt ist, gibt der 
DNV GL in der Richtlinie DNVGL-RP-C203 eine Ermüdungsfestigkeit von 
156 MPa an. Daher wird, ähnlich wie bei der Nennspannungsbewertung, eine 
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ungefähre 30%ige Verringerung gegenüber dem Bezugswert für unkorrodierte 
Schweißnähte vorgenommen, um reduzierende Einflüsse der Korrosion bei der 
Bemessung berücksichtigen zu können. Zudem entfällt der Abknickpunkt, 
wodurch die Wöhlerlinienneigung durchgehend m = 3 entspricht.  

Um die ermüdungsfestigkeitssteigernde Wirkung infolge einer HFH-Behandlung 
innerhalb der lokalen Nachweisführung von Schweißnähten ansetzen zu können, 
werden von Seiten des IIW (Marquis und Barsoum, 2016) erhöhte Widerstands-
werte angegeben, die auf den Analysen von (Yildirim et al., 2013) beruhen. Ebenso 
wie im Rahmen der Nennspannungsbewertung sind die charakteristischen Ermü-
dungsfestigkeitswerte HFH-behandelter Nähte auch auf Kerbspannungsebene 
von der Werkstofffestigkeit und dem Spannungsverhältnis abhängig. Demnach 
wird für eine nominelle Streckgrenze von 355 MPa eine lokal ertragbare Ermü-
dungsfestigkeit von 320 MPa empfohlen, die für ein Spannungsverhältnis von 
R = 0,1 gültig ist. Die Kennwerte bezüglich des Wöhlerlinienverlaufs sind dabei 
identisch mit denen einer Nennspannungsauswertung.  

Korrosionseinflüsse werden beim Kerbspannungsnachweis HFH-behandelter 
Schweißnähte aufgrund der begrenzten Versuchsdatenlage bislang nicht berück-
sichtigt. Die in (Weinert et al., 2021a) vorgestellte Kerbspannungsanalyse zeigt al-
lerdings, dass der Bemessungswert von 320 MPa die Versuchsergebnisse von 
(Ummenhofer et al., 2018) konservativ beschreibt.  

2.4.3 Rissfortschrittskonzept (linear-elastische Bruchmechanik)  

Mithilfe des Rissfortschrittskonzeptes ist es möglich, die verbleibende Ermü-
dungslebensdauer von Bauteilen nach der Entstehung eines wachstumsfähigen 
Risses abzuschätzen. Es ist besonders nützlich für Bauteile, in denen Risse oder 
rissähnliche Defekte bereits existieren und somit die Rissfortschrittsphase nahezu 
die gesamte Lebensdauer ausmacht. In derartigen Fällen lässt sich das Konzept 
zur Prognose der Ermüdungsfestigkeit heranziehen. Bei Bauteilen, bei denen eine 
Rissinitiierungsphase zu erwarten ist und diese einen nicht zu vernachlässigenden 
Anteil an der Gesamtlebensdauer einnimmt, kann eine umfassende Lebensdauer-
prognose durch eine Kombination von Konzepten zur Anriss- und Rissfort-
schrittsbewertung erreicht werden.  
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Unabhängig davon eignet sich das Rissfortschrittskonzept für parametrische Ana-
lysen zur Restlebensdauer. Diese ermöglichen einen Vergleich des Ermüdungs-
verhaltens von Schweißverbindungen unterschiedlicher Materialien und Umge-
bungen sowie eine Beurteilung der Ermüdungsfestigkeit oder Lebensdauer von 
Schweißverbindungen mit variierenden Geometrien und Belastungsbedingungen 
(Radaj et al., 2006).  

Im Rahmen dieser Arbeit wird in Abschnitt 4.3 das Rissfortschrittskonzept zur Be-
wertung von geschweißten und HFH-behandelten Quersteifen angewendet, wo-
bei zusätzliche korrosive Umgebungsbedingungen sowie unterschiedliche Belas-
tungsarten berücksichtigt werden. Die für diese Anwendung relevanten Grund-
lagen werden im Folgenden erläutert. 

2.4.3.1 Grundlegendes 

Bei Rissen handelt es sich um lokale Trennungen des Werkstoffgefüges einer 
Struktur, die den Kraftfluss im Bauteil erheblich beeinträchtigen. Durch diese Stö-
rungen wird der Kraftfluss abrupt umgelenkt, wodurch ein singuläres Span-
nungsfeld nahe der Rissspitze oder der Rissfront erzeugt wird. Bruchmechanische 
Konzepte beruhen auf der Untersuchung dieser lokalen Phänomene, insbesondere 
der Beanspruchungen, der auftretenden Spannungs- und Verschiebungsfelder so-
wie der Spannungsintensität im Rissumfeld. Unter Einbeziehung der relevanten 
bruchmechanischen Werkstoffkennwerte ermöglichen diese Konzepte eine Beur-
teilung und Vorhersage des Risswachstums (Richard und Sander, 2012).  

Eine wesentliche Kenngröße innerhalb von bruchmechanischen Untersuchungen 
ist der auf (Irwin, 1957) zurückgehende Spannungsintensitätsfaktor K (K-Faktor), 
der die Intensität des Spannungsfeldes nahe des Risses beschreibt. In diesem Zu-
sammenhang werden drei Rissbeanspruchungsarten unterschieden, vgl. Abbil-
dung 2.30.  
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Abbildung 2.30: Rissöffnungs- bzw. Rissbeanspruchungsarten, nach (Sander, 2018) 

Modus I liegt bei Normalbeanspruchung vor, wodurch eine Rissöffnung orthogo-
nal zur Rissebene hervorgerufen wird. Für diesen Rissmodus berechnet sich der 
Spannungsintensitätsfaktor KI nach Gl. (2.11) in allgemeiner Form anhand der 
Spannung σ, der Risstiefe a und dem Geometriefaktor YI zur Berücksichtigung 
von Lage und Geometrieverhältnis des Risses sowie der Bauteilgeometrie:  

KI = σ√π · a · YI �
a
t

,
a
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, ϕ� (2.11) 

Die vorliegende Arbeit befasst sich ausschließlich mit der Beurteilung von Rissen, 
die einer Normalbeanspruchung unterliegen, resultierend aus axialer Zug- oder 
Biegebelastung. In diesem Kontext entfällt die Angabe des Rissöffnungsmodus, 
wonach der Spannungsintensitätsfaktor vereinfacht mit K bezeichnet wird.  

Das Konzept des Spannungsintensitätsfaktors wird auch als K-Konzept bezeich-
net und wird in der linear-elastischen Bruchmechanik verwendet. Es setzt voraus, 
dass die plastische Zone vor der Rissspitze im Vergleich zur Risstiefe und den 
Bauteilabmessungen klein ist (Sander, 2018). Des Weiteren eignet sich das K-Kon-
zept besonders für die Bewertung des Langrisswachstums. Für die Beschreibung 
des Kurzrisswachstums sollte hingegen auf entsprechend geeignete Rissspitzen-
parameter, wie z. B. dem J-Integral, zurückgegriffen werden (Berger et al., 2018).  

Diese Arbeit konzentriert sich speziell auf das Wachstum von Lang- bzw. Makro-
rissen in der stabilen Rissfortschrittsphase. Das Kurzrisswachstum und dessen 
spezifische Merkmale sind nicht Gegenstand dieser Untersuchung. Für ausführli-
chere Erläuterungen zum Kurzrisswachstum wird daher auf einschlägige Regel-
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werke wie das DVS-Merkblatt 2401, die FKM-Richtlinie (Berger et al., 2018) oder 
entsprechende Fachliteratur (Richard und Sander, 2012) verwiesen.  

2.4.3.2 Spannungsintensitätsfaktoren geschweißter Konstruktionsdetails 

Ein grundlegendes Rissmodell der Bruchmechanik ist der Griffith-Riss, der einen 
innenliegenden Riss in einer unendlich ausgedehnten Scheibe darstellt (Richard 
und Sander, 2012). Gemäß (Hahn, 1976) kann der zugehörige Spannungsintensi-
tätsfaktor für eine zugbelastete Scheibe nach Gl. (2.12) berechnet werden: 

K = σ√π · a (2.12) 

Liegen dazu abweichende Bedingungen in Bezug auf Riss- und Bauteilgeometrie 
sowie der Belastungsart und Lasteinleitungsstelle vor, so können diese gemäß 
Gl. (2.13) anhand des Geometriefaktors Y berücksichtigt werden: 

K = σ√π · a · Y (2.13) 

Im Fokus des bei Schweißverbindungen eingesetzten Rissfortschrittskonzeptes 
stehen vorrangig Oberflächenrisse an Orten mit Kerbspannungskonzentration, 
wie etwa an Schweißnahtübergängen (Radaj et al., 2006). Diese Risse können ent-
weder als durchgehend oder halbelliptisch angenommen werden. Für die Berech-
nung durchgehender Oberflächenrisse unter axialer Zug- und Biegebeanspru-
chung sind Lösungen von (Rooke und Cartwright, 1976) verfügbar. Berechnungs-
ansätze für halbelliptische Oberflächenrisse unter Zugbeanspruchung wurden 
von (Newman und Raju, 1981b) entwickelt.  

Verschiedene zwei- und dreidimensionale Lösungsansätze existieren, um die er-
höhte Spannung am Schweißnahtübergang diverser Konstruktionsdetails zu be-
rücksichtigen. Mit diesen Ansätzen lässt sich der Korrekturfaktor Mk in Abhän-
gigkeit des Details ermitteln. Eine Lösung, die gleichermaßen für Stumpf- und 
Kreuzstöße sowie Quersteifen verwendet werden kann, ist der zweidimensionale 
Berechnungsansatz von (Maddox und Andrews, 1990). Bei der Berechnung des 
Spannungsintensitätsfaktors geht der Korrekturfaktor Mk zur Berücksichtigung 
der Spannungskonzentration nach Gl. (2.14) wie folgt ein: 

K = σ · √π · a · Y · Mk  (2.14) 
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Im Falle von Biegebeanspruchung kann für halbelliptische Oberflächenrisse bei 
endlicher Blechbreite die Lösung von (Newman und Raju, 1984) herangezogen 
werden. Hierbei fließt gemäß Gl. (2.15) zusätzlich der Korrekturfaktor H für Bie-
gung ein: 

K = H · σ · √π · a · Y · Mk  (2.15) 

Für die erwähnten Ansätze sind Lösungen in Anhang D zu finden. Sie werden 
speziell für die Berechnung der Spannungsintensitätsfaktoren an der tiefsten Stelle 
des Risses angegeben. Diese und weitere analytische Berechnungsansätze sind in 
verschiedenen Regelwerken wie (DVS-Merkblatt 2401; Hobbacher, 2016; Berger et 
al., 2018; BS 7910) enthalten. Sie bieten Lösungen für gängige Konstruktionsdetails 
und grundlegende Rissprobleme. Allerdings können diese standardisierten Lö-
sungen nicht jegliche geometrische Variation bezüglich des Bauteils, der Schweiß-
naht, des Risses oder unterschiedliche Belastungssituationen abdecken. 

Alternativ kann die auf (Bueckner, 1970) und (Rice, 1972) zurückgehende Ge-
wichtsfunktionsmethode (engl. weight function) verwendet werden, die es er-
möglicht, Spannungsintensitätsfaktoren für Bauteile mit beliebig über den Quer-
schnitt verlaufenden Spannungen zu berechnen. Dazu wird nach Gl. (2.16) das 
Produkt aus der an der Rissstelle vorliegenden Spannungsverteilung σ(x) und der 
Gewichtsfunktion m(x, a) über die Risstiefe integriert:  

K = � σ(x) · m(x, a) dx
a

0

 (2.16) 

Der Spannungsverlauf bezieht sich auf den rissfreien Zustand, der entweder aus 
der Bauteilbelastung resultiert oder vorhandene Eigenspannungszustände abbil-
det. Solche Verläufe können das Ergebnis von Messungen oder von analytischen 
oder numerischen Berechnungen sein.  

Die Geometrie des Bauteils und die des darin befindlichen Risses wird anhand 
von Gewichtsfunktionen berücksichtigt, die für diverse Anwendungsfälle existie-
ren. In ihrer allgemeinen Form berechnet sich die Gewichtsfunktion nach (Shen et 
al., 1991) gemäß Gl. (2.17):  
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m(x, a) =
2

�2π · (a − x)
· �1 + M1 · �1 −

x
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�
1
2 + M2 · �1 −
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� + M3 · �1 −
x
a

�
3
2� (2.17) 

Eine häufig für halbelliptische Oberflächenrisse von Schweißnahtübergängen ver-
wendete Lösung (Chattopadhyay et al., 2011; Madia et al., 2018; Schubnell, 2021) 
stellt der in Anhang D aufgeführte Ansatz von (Wang und Lambert, 1995) dar, der 
es ermöglicht, den Spannungsintensitätsfaktor an der tiefsten Rissstelle sowie an 
der Oberfläche zu ermitteln.  

Eine weitere universelle Option stellt die Anwendung von Finite-Elemente-Simu-
lationen dar, wodurch komplexe Bauteile, Belastungssituationen und Risskonfi-
gurationen individuell abgebildet werden können. Hierfür wird in jüngster Ver-
gangenheit vermehrt auf die Erweiterte Finite-Elemente-Methode (engl. Extended 
Finite Element Method – XFEM) zurückgegriffen, um Spannungsintensitätsfakto-
ren am Nahtübergang von Schweißverbindungen zu ermitteln (Pang et al., 2016; 
Jie et al., 2016; Schiaretti et al., 2021). Diese verfügt gegenüber der klassischen FEM 
über spezielle Anreichungsfunktionen, welche die Beschreibung der Spannungs- 
und Verschiebungsfelder im Bereich der Rissspitze lokal verbessern, wodurch 
Verfeinerungen und erneute Netzaufteilungen des FE-Netzes in der Umgebung 
der Rissspitze nicht notwendig sind (Martínez et al., 2017).  

2.4.3.3 Makrorisswachstum bei zyklischer Belastung  

Die Rissfortschrittsgeschwindigkeit, auch Rissfortschrittsrate da/dN genannt, cha-
rakterisiert das Fortschreiten eines Makrorisses. Bei zyklischer Belastung hängt 
diese Rate von der Schwingbreite des Spannungsintensitätsfaktors ab, welcher 
nach Gl. (2.18) die Differenz zwischen maximalem und minimalem Spannungsin-
tensitätsfaktor repräsentiert: 

∆K = Kmax − Kmin = ∆σ · √π · a · Y (2.18) 

Durch doppeltlogarithmisches Auftragen der Rissfortschrittsgeschwindigkeit 
da/dN über den zyklischen Spannungsintensitätsfaktor ΔK erhält man die in Ab-
bildung 2.31 qualitativ dargestellte Rissfortschritts- bzw. Risswachstumskurve. 
Anhand dieser lässt sich das Verhalten des Rissfortschritts in drei Bereiche glie-
dern.  
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Abbildung 2.31: Makrorissfortschritt unter zyklischer Beanspruchung, aufbauend auf (Berger et al., 2018)  

Im Bereich I findet für kleine Werte von ΔK unterhalb des Schwellenwertes ΔKth 
kein Rissfortschritt statt, wodurch die Dauerfestigkeit eines Bauteils gekennzeich-
net ist. Oberhalb von ΔKth ist der Ermüdungsriss wachstumsfähig und es findet 
ein stabiler Rissfortschritt statt, wobei der Riss anfänglich mit geringer Geschwin-
digkeit wächst. In diesem Bereich spielen das Spannungsverhältnis und korrosive 
Medien eine wesentliche Rolle.  

Im Bereich II liegt im doppeltlogarithmischen Maßstab für ein konstantes Span-
nungsverhältnis ein annährend linearer Verlauf vor. Dieser Kurvenabschnitt wird 
als Paris-Gerade bezeichnet und kann durch die Rissfortschrittsgleichung nach Pa-
ris-Erdogan (Paris und Erdogan, 1963) gemäß Gl. (2.19) ausgedrückt werden:  

da
dN

= C ∙ ΔKm (2.19) 
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In die Rissfortschrittsgleichung fließen die bruchmechanischen Kennwerte in 
Form der Konstanten C und des Exponenten m ein, die insbesondere von Werk-
stoff, Spannungsverhältnis und Umgebungsbedingungen abhängen (Oechsner et 
al., 2020).  

Im Bereich III beschleunigt sich das Risswachstum. Sobald der kritische Span-
nungsintensitätsfaktor KC erreicht ist, kommt es zum instabilen Rissfortschritt und 
schließlich zum Versagen des Bauteils.  

2.4.3.4 Rissfortschrittsberechnung 

Durch Umstellung und Integration der Rissfortschrittsgleichung nach Paris-Erdo-
gan, Gl. (2.19), kann die Schwingspiel- oder Lastzyklenzahl des Risswachstums 
ausgehend von der Anfangsrisstiefe a0 bis zur finalen Risstiefe af bestimmt wer-
den. Dies repräsentiert nach Gl. (2.20) die Ermüdungslebensdauer Np in der Phase 
des stabilen Rissfortschritts: 

Np = �
da

C · ΔKm

af

a0

 (2.20) 

Von (Berger et al., 2018) wird darauf hingewiesen, dass die Anwendung der Paris-
Erdogan-Gleichung tendenziell zu einer konservativen Lebensdauerabschätzung 
führt, insbesondere wenn ein wesentlicher Teil der Lebensdauer im schwellwert-
nahen Bereich I liegt. (Richard und Sander, 2012) unterstreichen, dass dieses Ge-
setz den Bereich nahe des Schwellwertes nicht adäquat abbildet, woraus eine Un-
terschätzung der Lebensdauer resultieren kann. Weitere Ansätze von (Erdogan 
und Ratwani, 1970) oder (Forman und Mettu, 1990) bieten die Möglichkeit, die 
Rissfortschrittskurve vollständig abzubilden, einschließlich der Grenzbereiche I 
und III.  

Die Rissfortschrittsgleichung nach Paris-Erdogan stellt trotz ihrer Einschränkun-
gen eine ausreichende Näherung dar, wenn ein Großteil der Rissfortschrittsle-
bensdauer vom stabilen Rissfortschritt in Bereich II dominiert wird und die äuße-
ren Grenzbereiche der Rissfortschrittskurve nur einen geringen Anteil einnehmen. 
Dies gilt speziell für Schweißverbindungen, in denen die beträchtliche Größe riss-
artiger Diskontinuitäten dazu führt, dass das Risswachstum in Bereich I nahezu 
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vernachlässigbar wird. Dadurch entfällt der Großteil des Rissfortschritts auf die 
Phase des stabilen Risswachstums im Bereich II (Acevedo, 2011). 

2.4.3.5 Bruchmechanische Kennwerte 

Rissfortschrittskurven können für verschiedene Werkstoffe, Spannungsverhält-
nisse, Temperaturen und korrosive Medien mithilfe von bruchmechanischen Pro-
ben versuchstechnisch bestimmt werden. Eine für diesen Zweck häufig verwen-
dete Probenform ist die CT-Probe, deren Prüfung nach ASTM E647-23 durch-
geführt wird. Aus solchen experimentell gewonnenen Daten lassen sich bruchme-
chanische Parameter ableiten, die in Rissfortschrittsberechnungen verwendet wer-
den können. 

Liegen keine spezifisch ermittelten Kennwerte vor, kann auf empfohlene Werte 
aus der Literatur zurückgegriffen werden. Sammlungen von entsprechenden 
Kennwerten finden sich unter anderem in den Regelwerken (Berger et al., 2018; BS 
7910; DNVGL-RP-C210; DVS-Merkblatt 2401; Hobbacher, 2016). Speziell für den 
Offshore-Sektor bezieht sich DNVGL-RP-C203 auf die in DNVGL-RP-C210 ent-
haltenen bruchmechanischen Kennwerte zur Verwendung bei der Rissfort-
schrittsanalyse von stählernen Bauteilen. Es wird dabei davon ausgegangen, dass 
die meisten Ermüdungsrisse an den Schweißnähten beginnen und in den Grund-
werkstoff hineinwachsen. 

Die in dieser Arbeit durchgeführten bruchmechanischen Berechnungen dienen 
der Ermittlung der Rissfortschrittslebensdauer von Probekörpern aus Ermü-
dungsversuchsserien. In diesem Zusammenhang werden zunächst keine Anfor-
derungen an ein Sicherheitsniveau gestellt. Aus diesem Grund werden die in Ta-
belle 2.6 aufgeführten Kennwerte für eine Überlebenswahrscheinlichkeit von 
PÜ = 50 % verwendet.  
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Tabelle 2.6: Rissfortschrittskennwerte in Abhängigkeit der Umgebungsbedingung gemäß DNVGL-RP-C210 für 
PÜ = 50 % (Werte für da/dN in [mm/LZ] und ΔK in [N/mm3/2]) 

Umgebung Potenzielle Rissstelle C [N/mm3/2] m [-] 

    Luft Grundwerkstoff und Schweißgut 1,83 · 10-13 3 

Meerwasser Grundwerkstoff und Schweißgut 8,35 · 10-13 3 

    
 

Entsprechend dieser Kennwerte ergeben sich Rissfortschrittskurven, die einen 
kontinuierlichen Kurvenverlauf aufweisen. Zwar wird im Fall von Meerwasser 
eine erhöhte Rissfortschrittsgeschwindigkeit infolge von Korrosionsermüdung 
durch den Kennwert C berücksichtigt, jedoch keine frequenzabhängige Region II 
der Rissfortschrittskurve erfasst (vgl. Abschnitt 2.3.4.2). Dementsprechend gilt 
diese Kurve für eine theoretisch extrem niedrige Beanspruchungsfrequenz, wo-
nach konservative Rissfortschrittslebensdauern für eine auf der sicheren Seite lie-
gende Bauteilauslegung ermittelt werden können. Bewertet man jedoch die Ergeb-
nisse von Korrosionsermüdungsversuchen im Hinblick auf die Verteilung der 
Lebensdauerphasen, so ergeben sich mit zunehmender Prüffrequenz größere Ab-
weichungen. Dies kann die Prognosegüte von bruchmechanischen Modellen be-
einträchtigen, die folglich keine hinreichend genaue Abschätzung der Rissfort-
schrittsphase liefern.  

Eine Alternative zu aufwendigen Experimenten zur Ermittlung frequenzabhängi-
ger Rissfortschrittskurven bei Korrosionsermüdung bietet der Ansatz von (Jaku-
bowski, 2017) nach Gl. (2.21): 

da
dNf

 =  
da
dNLuft

 · 0,1k ·  f −k · �
∆K

∆KII−III
�

−n

 (2.21) 

mit: n = 1,2   

 k = 0,33 (Mittelwert versuchsbasiert für Stähle mit fy < 500 MPa)  

 ΔKII-III = 2766 N/mm3/2  

Mit dieser Gleichung ist es möglich, die frequenzabhängige Rissfortschrittsge-
schwindigkeit von Korrosionsermüdungsrissen für die Region II auf der Grund-
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lage der Rissfortschrittsrate an Luft zu berechnen. Die Gleichung enthält die Kon-
stanten n und ΔKII-III sowie den Exponenten k, der den Einfluss aus variierenden 
Beanspruchungsfrequenzen berücksichtigt. Durch die Kenntnis der Wachstums-
rate in Region II der Rissfortschrittskurve können die zugehörigen Rissfortschritts-
kennwerte ermittelt und innerhalb der Rissfortschrittsberechnung für den Fall der 
Korrosionsermüdung adäquat berücksichtigt werden.  

2.4.3.6 Berücksichtigung von Rissschließeffekten  

Die Erkenntnisse zum Rissschließen gehen auf Untersuchungen von (Elber, 1970) 
zurück. Er stellte fest, dass ein Ermüdungsriss nur während eines Teils des Belas-
tungszyklus vollständig geöffnet ist und selbst bei Zugbelastung in der Belas-
tungsphase bis zu einem bestimmten Lastniveau geschlossen bleibt. In der Entlas-
tungsphase schließt sich der Riss wiederum, noch bevor das Lastminimum 
erreicht ist. Infolgedessen ist nicht die gesamte Schwingbreite des Spannungsin-
tensitätsfaktors ΔK in Bezug auf die Rissausbreitung schädigungsrelevant. Viel-
mehr trägt ausschließlich der effektive zyklische Spannungsintensitätsfaktor Keff 
in der eigentlichen Öffnungsphase zur Rissausbreitung bei (Kuna, 2008), wonach 
der Spannungsintensitätsfaktor für Rissöffnen Kop die Grenze zwischen dem ge-
öffneten und dem geschlossenen Riss markiert, vgl. Abbildung 2.32. 

  

Abbildung 2.32: Rissschließeffekt mit effektivem zyklischen Spannungsintensitätsfaktor Keff und dem Span-
nungsintensitätsfaktor für Rissöffnen Kop, nach (Kuna, 2008) 
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Die Höhe des effektive Spannungsintensitätsfaktors ergibt sich nach Gl. (2.22) 
bzw. Gl. (2.23) demzufolge aus dem maximalen Spannungsintensitätsfaktor abzü-
glich dem Spannungsintensitätsfaktor für Rissöffnen, sofern dieser größer ist als 
der minimale Spannungsintensitätsfaktor:  

∆Keff = Kmax − Kop wenn Kop > Kmin  (2.22) 

∆Keff = Kmax − Kmin wenn Kop ≤ Kmin  (2.23) 

Der Spannungsintensitätsfaktor für Rissöffnen steht im Zusammenhang mit einer 
der wesentlichsten Ursachen für das Rissschließen, dem plastizitätsinduzierten 
Rissschließen: Während des Ermüdungsrisswachstums bilden sich sowohl an der 
Rissspitze als auch entlang der Rissflanken am Ermüdungsriss kontinuierlich plas-
tisch verformte Zonen aus, die einen vorzeitigen Kontakt der Rissufer hervorrufen 
(Sander, 2018). Liegen darüber hinaus Druckeigenspannungen im Bereich des Er-
müdungsrisses vor, die z. B. durch ein Behandlungsverfahren eingebracht wer-
den, wird das Rissschließen zusätzlich begünstigt und die effektiven Spannungs-
intensitätsfaktoren werden dadurch verringert (Schütz, 1997).  

Bruchmechanisch können oberflächennah induzierte Druckeigenspannungen und 
daraus resultierende Rissschließeffekte, die sich in der frühen Phase des Riss-
wachstums reduzierend auf die Rissfortschrittsgeschwindigkeit auswirken, nach 
einem von (Walbridge und Nussbaumer, 2006) vorgestellten Ansatz erfasst wer-
den. Diese werden gemeinsam mit plastizitätsinduzierten Rissschließeffekten im 
Spannungsintensitätsfaktor für Rissöffnen gemäß Gl. (2.24) berücksichtigt: 

Kop = −�Kres + Kpl� (2.24) 

Hierbei kann die Ermittlung des Spannungsintensitätsfaktors für die Plastizierun-
gen an der Rissspitze Kpl basierend auf Gl. (2.25) empirisch nach (Bremen, 1989) 
erfolgen: 

Kpl = −MIN �
0,2

1 − Reff
;  0,28� · (Kmax + Kres) (2.25) 

Das effektive Spannungsverhältnis Reff wird nach Gl. (2.26) dabei auf folgende 
Weise berechnet:  
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Reff =
Kmin + Kres

Kmax + Kres
 (2.26) 

Die Eigenspannungszustände fließen mithilfe des zugehörigen Spannungsinten-
sitätsfaktors Kres ein. Dieser wird basierend auf einem Tiefenverlauf der Eigen-
spannungen in Richtung des Rissfortschritts, zugehörig zum jeweiligen Rissinkre-
ment, bestimmt. Eine zu diesem Zweck häufig verwendete Berechnungsmethode 
stellt die Gewichtsfunktion nach (Shen et al., 1991) dar, (vgl. Abschnitt 2.4.3.2). Un-
ter Verwendung eines Eigenspannungstiefenverlaufs σES(x) kann die Berechnung 
von Kres in folgender modifizierter Form nach Gl. (2.27) erfolgen: 

Kres = � σES(x) · m(x, a) dx
a

0

 (2.27) 

Schließlich werden die Effekte des Rissschließens bei der Berechnung der Rissfort-
schrittslebensdauer berücksichtigt, indem gemäß Gl. (2.28) anstelle des zyklischen 
Spannungsintensitätsfaktors K der effektive Spannungsintensitätsfaktor Keff ver-
wendet wird:  

Np = �
da

C · ΔKeff
m

af

a0

 (2.28) 

2.4.3.7 Berücksichtigung der Rissgeometrie  

Innerhalb von LEBM-Berechnungen werden der Ermüdungsriss und sein Wachs-
tum anhand von diskretisierten Geometrieparametern erfasst. Dabei wird die 
Rissfortschrittslebensdauer Np zwischen der Anfangsrisstiefe a0 und der finalen 
Risstiefe af berechnet. Die Form, die der Riss zwischen diesen Integrationsgrenzen 
annimmt, wird im Falle eines halbelliptischen Oberflächenrisses durch den Quo-
tienten aus der Risstiefe a und der halben Risslänge c beschrieben (s. Abbil-
dung 2.33), dem so genannten a/c-Verhältnis oder Halbachsenverhältnis.  
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Abbildung 2.33: Halbelliptischer Oberflächenriss in einer endlichen Platte mit Risstiefe a und Risslänge 2c 

Anfangsrisstiefe 

Eine wesentliche Einflussgröße bei der Rissfortschrittsberechnung ist zunächst die 
Wahl einer geeigneten Anfangsrissgröße. Sie stellt die geometrische Grenze zwi-
schen dem Kurz- und dem Langrisswachstum dar, also die Abgrenzung zwischen 
technischer Risseinleitung und technischem Rissfortschritt. Sie ist eine konzeptio-
nelle Eingangsgröße der LEBM, da dieser Übergang in der Realität fließend ver-
läuft (Kitagawa und Takahashi, 1976; Stephens et al., 2000). 

In der Praxis ist es üblich, die Entstehung eines ausbreitungsfähigen Risses und 
damit die verwendete Anfangsrissgröße auf die Auflösungsgrenze der zerstö-
rungsfreien Prüfverfahren (ZfP) zu beziehen (Suresh, 1998). Hierzu gibt die FKM-
Richtlinie (Berger et al., 2018) Anhaltswerte für die Risserkennbarkeit durch ZfP, 
die in Bezug auf die Risstiefe zwischen 0,1 mm und 1,0 mm und hinsichtlich der 
Risslänge von 1,0 mm bis 2,0 mm variieren. Liegt eine konkrete Rissgröße als Er-
gebnis einer zerstörungsfreien Prüfung vor, so kann diese explizit als Anfangsriss-
größe zur Berechnung der Restlebensdauer dienen (Radaj und Vormwald, 2007). 

Gemäß der FKM-Richtlinie (Berger et al., 2018) ist das K-Konzept speziell zur Cha-
rakterisierung des Wachstums von Makrorissen – also von langen Rissen – geeig-
net. Diese gilt es getrennt zu mikrostrukturell kurzen Rissen zu bewerten, die im 
Allgemeinen Abmessungen kleiner als 0,5 mm aufweisen. Dies begründet sich 
dadurch, dass die Anwendung des linear-elastischen Spannungsintensitätsfaktors 
bei kurzen Rissen zu einer Überschätzung der Lebensdauer führen kann, da solche 
Mikrorisse bei gleicher zyklischer Beanspruchung schneller wachsen als Makro-
risse. Daher wird nach der FKM-Richtlinie die Anwendung der LEBM auf Basis 

2b

t
a

2c
c c
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des Spannungsintensitätsfaktors zur Berechnung der Rissfortschrittslebensdauer 
für Makrorisse mit einer Anfangsrisstiefe von mindestens 0,5 mm empfohlen. 
Ebenso wird nach DNVGL-RP-C203 diese Tiefe für Oberflächenrisse am Schweiß-
nahtübergang angeraten, sofern keine genaueren Angaben zur Rissgröße vorlie-
gen. 

Rissgeometrieentwicklung – Rissform und Halbachsenverhältnis  

Ein wesentlicher Bestandteil für eine verlässliche Rissfortschrittsanalyse ist eine 
zutreffende Berücksichtigung der Rissform (Radaj et al., 2006). Diese geht als ide-
alisierter Geometrieparameter anhand des a/c-Verhältnisses in die Berechnung 
des Spannungsintensitätsfaktors ein und beeinflusst maßgeblich das Ergebnis der 
Rissfortschrittslebensdauer.  

Für Oberflächenrisse, die im mittleren Bereich des Schweißnahtübergangs auftre-
ten, wird die komplexe Risskontur für gewöhnlich als halbelliptisch mit variablem 
a/c-Verhältnis angenähert. Dabei wird das anfängliche Halbachsenverhältnis für 
Schweißverbindungen zu a/c = 0,1 - 0,5 angenommen (Radaj, 1990). Der Rissfort-
schritt kann berechnet werden, indem dieser entweder getrennt für die Oberfläche 
und für den tiefsten Punkt des Risses bestimmt wird oder indem die Entwicklung 
des Halbachsenverhältnisses mit der Risstiefe als Zwangsbedingung vorgegeben 
wird, wodurch die Berechnung am Oberflächenpunkt entfällt. Ein stark verein-
fachter Ansatz ist die Annahme eines durchgängig konstanten a/c-Verhältnisses. 
Da sich dieses Verhältnis jedoch in der Realität mit dem Wachstum des Risses än-
dert, ist dieser Ansatz für reale Anwendungen nicht geeignet (Zerbst und 
Madia, 2022). Daher wurden u.a. von (Engesvik und Moan, 1983; Bell und Vo-
sikovsky, 1992) analytische Ansätze für Schweißverbindungen entwickelt, um die 
sich ändernden Halbachsenverhältnisse über die Risstiefe abschätzen und rechne-
risch berücksichtigen zu können, wenn auch mit einer starken Vereinfachung der 
realen Gegebenheiten (Zerbst, 2015).  

Insbesondere bei Schweißnähten ist die Rissbildung durch das Zusammenwach-
sen von annährend kreisförmigen Mikrorissen gekennzeichnet (Radaj und Vorm-
wald, 2007). Breite Rissfronten, die sich über die gesamte Schweißnahtlänge er-
strecken, wurden unter anderem von (Weich, 2009) festgestellt. Basierend auf 
Bruchflächenanalysen in Kombination mit thermographischen Untersuchungen 
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nach einer von (Medgenberg, 2007) entwickelten Methode zur Rissfrüherkennung 
zeigte sich an unbehandelten Stumpfnähten, dass derartige Rissfronten eine Folge 
von vielen Anrissen sind, die entlang des gesamten Schweißnahtübergangs ent-
stehen und bereits oberflächennah zusammenwachsen. So bilden diese frühzeitig 
den zum Versagen führenden Riss.  

Dieses Phänomen wird als Risskoaleszenz bezeichnet, wobei das Zusammen-
wachsen koplanarer Risse durch einen umhüllenden Einzelriss approximiert wer-
den kann, wenn spezifische Interaktions- bzw. Wechselwirkungskriterien erfüllt 
sind (s. DVS-Merkblatt 2401 oder Berger et al., 2018). Vereinfachend werden für 
Schweißnähte ersatzweise lange Rissfronten mit geringem a/c-Verhältnis empfoh-
len, anstatt die Koaleszenzereignisse zu modellieren (Radaj et al., 2006).  

Die ausgeprägte Risskoaleszenz an Schweißverbindungen ist auf die geometrische 
Unregelmäßigkeit der Schweißnähte zurückzuführen. Diese Unregelmäßigkeiten 
beeinflussen die Entwicklung des a/c-Verhältnisses und sind, wie von (Otegui et 
al., 1991) festgestellt wurde, vom Fertigungsverfahren abhängig, vgl. Abbil-
dung 2.34a. Gegenüber Handschweißnähten weisen Maschinenschweißnähte eine 
gleichmäßigere Nahtgeometrie auf, wodurch die Anzahl an Rissinitiierungsstellen 
bzw. Arrestorten über die Schweißnaht hinweg homogener verteilt sind (Zerbst et 
al., 2019). Dies wirkt sich, wie in Abbildung 2.34b zu sehen, auf die Entwicklung 
der Rissgeometrie in Tiefenrichtung aus.  

  

(a) Rissform in Abhängigkeit des  
Fertigungsverfahrens 

(b) Entwicklung der Rissgeometrie, auf Basis  
der Daten von (Otegui et al., 1991) 

Abbildung 2.34: Entwicklung der Rissgeometrie in Tiefenrichtung, nach (Zerbst, 2015) 
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Finale Risstiefe (Endrisstiefe) 

Die finale Risstiefe af definiert die obere Integrationsgrenze und damit den Zeit-
punkt, an dem die Berechnung der Restlebensdauer des Bauteils endet. Diese ma-
ximal zulässige Risstiefe kann nach dem British Standard BS 7608 in Bezug auf 
verschiedene Versagensmodi festgelegt werden. Ein gängiges Kriterium zur Fest-
legung der Endrisstiefe ist die Gleichsetzung mit dem instabilen Bruch, der bei 
Erreichen des kritischen Spannungsintensitätsfaktors KC einsetzt. Nach (Radaj et 
al., 2006) kann in vielen Anwendungsfällen ersatzweise eine Oberflächenrisstiefe 
von der Hälfte oder zwei Dritteln der Wanddicke als Grenzrissgröße angesetzt 
werden. Gemäß dem DVS-Merkblatt 2401 sind entsprechende Vereinfachungen 
im Berechnungsablauf durchaus üblich. Obwohl auf der Grundlage dieses Ansat-
zes konservative Rissfortschrittslebensdauern ermittelt werden, ist der Einfluss 
auf das Berechnungsergebnis oftmals vernachlässigbar. Dies wird darauf zurück-
geführt, dass zum Ende der Lebensdauer eine stark beschleunigte Rissfortschritts-
rate vorliegt und die abschließenden Stadien des Risswachstums daher nur einen 
geringen Anteil der verbleibenden Lebensdauer in Anspruch nehmen.  
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3 Experimentelle Untersuchungen am 
Konstruktionsdetail Quersteife  

Aktuell existieren für die Praxis keine Regelungen, die einen planmäßigen Einsatz 
HFH-behandelter Schweißnähte in korrosiver Umgebung zulassen. Der zuvor 
dargestellte Kenntnisstand zeigt, dass dies in erster Linie auf eine äußerst limi-
tierte experimentelle Datenbasis zurückzuführen ist. Für eine umfassende Beur-
teilung der Wirksamkeit der HFH-Verfahren bei Korrosionseinfluss werden daher 
weitere experimentelle Untersuchungsergebnisse benötigt.  

Eine wesentliche Grundlage zur Erweiterung der Datenlage und zur Entwicklung 
abgesicherter Bemessungsempfehlungen bilden die Korrosionsermüdungsversu-
che des Forschungsprojektes HFH-Korrosion „Erhöhung der Ermüdungsfestig-
keit von Offshore-Windenergieanlagen durch Schweißnahtnachbehandlung unter 
Berücksichtigung des Korrosionseinflusses“ von (Ummenhofer et al., 2018). Die in 
dem Forschungsprojekt durchgeführten Versuche am Konstruktionsdetail Quer-
steife werden in diesem Kapitel vorgestellt und um weiterführende, auf den Er-
kenntnissen des genannten Projektes aufbauende Untersuchungen ergänzt. In die-
sem Zusammenhang werden Auszüge bisheriger Veröffentlichungen zur Voll-
ständigkeit erneut vorgestellt. 

3.1 Berücksichtigung korrosiver Einflüsse  

Die Methodik der Korrosionsermüdungsversuche wird in Abbildung 3.1 darge-
stellt. Um die Korrosionseinflüsse aufzuzeigen, finden drei experimentelle Metho-
den Anwendung. Ergänzend zu den im Forschungsprojekt (Ummenhofer et 
al., 2018) eingesetzten Methoden der sequenziellen und simultanen Korrosion M1 
wird eine Kombination dieser Varianten (simultane Korrosion M2) untersucht.  
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Abbildung 3.1: Methodik der Korrosionsermüdungsversuche, aufbauend auf (Ummenhofer et al., 2018) 

In der ersten Stufe werden die Probekörper in der Salzsprühnebelanlage oder in 
künstlichem Meerwasser vorkorrodiert. Die konkrete Anwendung dieser Vorkor-
rosionsmethoden wird im weiteren Verlauf in Abschnitt 3.3.5 erläutert. In der 
zweiten Phase werden die Versuche wie in Abschnitt 3.5.1. beschrieben durchge-
führt. Sequenzielle Versuche werden an Luft durchgeführt. Simultane Versuche 
finden hingegen in künstlichem Meerwasser statt, nachfolgend aus Gründen der 
besseren Lesbarkeit teils rein als Meerwasser bezeichnet. 

Das Ziel ist es, das Ermüdungsverhalten unter Berücksichtigung zweier verschie-
dener Vorkorrosionsmethoden und getrennt für die Phasen der Rissinitiierung so-
wie des Rissfortschritts zu untersuchen. 
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3.2 Versuchsprogramm  

Tabelle 3.1 zeigt die durchgeführten Ermüdungs- und Korrosionsermüdungsver-
suche. Die Nomenklatur der jeweiligen Versuchsserie ergibt sich aus den Abkür-
zungen des Behandlungszustands, der Vorkorrosionsmethode, der Prüfumge-
bung und der Belastungsart.  

Tabelle 3.1: Ermüdungs- und Korrosionsermüdungsversuche am geschweißten Konstruktionsdetail Quersteife; 
Werkstoff S355J2+N; t = 25 mm; R = 0,1; fKMW = 1 Hz  

Nomenklatur der  
Versuchsserie 

Behandlungs-
zustand 

Vorkorrosions-
methode 

Prüfum-
gebung 

Belastungs- 
art 

     AW SSN B* AW SSN Luft Biegung 

AW KMW B AW KMW KMW Biegung 

          HFH unkor B* HFH - Luft Biegung 

HFH SSN Ax HFH SSN Luft Axialer Zug 

HFH SSN B* HFH SSN Luft Biegung 

HFH KMW B* HFH KMW KMW Biegung 

HFH SSN KMW B* HFH SSN KMW Biegung 

     
* durch Rastlinienuntersuchungen begleitet, vgl. Abschnitt 3.6 

Das Versuchsprogramm beinhaltet insgesamt 77 Probekörper des Konstruktions-
details Quersteife. Innerhalb definierter Serien werden die Einstufenversuche 
durch Rastlinienuntersuchungen begleitet. Die Versuche werden zugschwellend 
mit einem Spannungsverhältnis von R = 0,1 am Werkstoff S355J2+N mit einer 
Blechdicke von t = 25 mm durchgeführt. Für die simultan in Meerwasser durchge-
führten Versuche wird eine Prüffrequenz von 1 Hz festgelegt, um korrosive Ein-
flüsse auf den Rissfortschritt zu berücksichtigen, vgl. Abschnitt 2.3.4.2. Da bei Ver-
suchen an Luft kein nennenswerter Frequenzeinfluss besteht, werden sequenzielle 
Versuche bei erhöhter Frequenz durchgeführt.  

Die Versuchsserien AW SSN B und AW KMW B betrachten Probekörper im unbe-
handelten Zustand. Durch die Anwendung der sequenziellen Korrosion an der 
einen und der simultanen Korrosion an der anderen Serie lassen sich die beiden 
Methoden, unabhängig etwaiger sich aus der Nachbehandlung ergebenden 
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Effekte, gegenüberstellen. Vergleicht man anschließend diese beiden mit den Se-
rien HFH SSN B und HFH KMW B, ist es möglich, das Potenzial der HFH-Nach-
behandlung bei Anwendung in korrosiver Umgebung zu beurteilen. Die Serie 
HFH SSN KMW B liefert weitere Erkenntnisse über die Einflüsse der beiden Vor-
korrosionsmethoden. Die Probekörper der Serie HFH SSN Ax werden unter axia-
ler Zugbelastung geprüft. Indem die Ergebnisse dieser Serie den unter Biegebelas-
tung durchgeführten Versuchsserien gegenübergestellt werden, werden Einflüsse 
aus der Belastungsart aufgezeigt. Um eine Referenz zu schaffen und somit eine 
bessere Einordnung der Versuche unter Korrosionseinfluss zu ermöglichen, wird 
das Versuchsprogramm um die Serie HFH unkor B mit unkorrodierten Probekör-
pern ergänzt.  

3.3 Fertigung und Vorbereitung der Probekörper 

3.3.1 Probekörpergeometrie  

Die Abmessungen der Probekörper des Konstruktionsdetails Quersteife mit ein-
seitig aufgeschweißter Steife werden in Abbildung 3.2 gezeigt. Bei deren Konzep-
tion ist zu beachten, dass durch die HFH-Behandlung die Ermüdungsfestigkeit 
am Nahtübergang erhöht wird. Da axial belastete Probekörper in der Zugprüfma-
schine eingespannt werden, liegen neben den Lastspannungen zusätzliche lokale 
Spannungen an der Einspannstelle vor. Wenn Prüf- und Einspannquerschnitt kon-
stante Abmessungen aufweisen, könnte sich das Ermüdungsversagen in den nicht 
untersuchungsrelevanten Bereich der Einspannung verlagern. Die in Anhang B 
aufgeführten Untersuchungen aus der Literatur belegen jedoch, dass dies bisher 
nur in Einzelfällen bei untaillierten Probekörpern der Quersteife aus normalfestem 
Werkstoff auftrat. Dennoch könnte ein zusätzlicher Korrosionseinfluss ein derar-
tiges Versagensverhalten aufgrund korrodierter Einspannflächen begünstigen. In-
wieweit dies möglich ist, war im Vorfeld an die Versuchsdurchführung nicht ab-
schätzbar. Daher wird in diesen Bereichen ein vergrößerter Querschnitt durch 
Taillierung angeordnet, um einem ungewollten Ermüdungsversagen an der Pro-
bekörpereinspannung vorzubeugen. Diese Notwendigkeit entfällt für die Probe-
körper der Ermüdungsversuche, die unter Biegebelastung geprüft werden. 
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(a) Probekörper für Ermüdungsversuche unter axialer Zugbelastung (Serie HFH SSN Ax) 

 

(b) Probekörper für Ermüdungsversuche unter Biegebelastung (Serie HFH SSN B) 

 

(c) Probekörper für Ermüdungsversuche unter Biegebelastung (übrige Serien) 

Abbildung 3.2: Probekörperabmessungen in [mm] des geschweißten Konstruktionsdetails Quersteife  

3.3.2 Werkstoff  

Die experimentellen Untersuchungen werden am Werkstoff S355J2+N (1.0577) 
nach DIN EN 10025-2 durchgeführt. In Anhang E ist das zugehörige Abnahme-
prüfzeugnis 3.1 des Herstellers nach DIN EN 10204 enthalten. Das Grundblech 
wird als Stahltafel mit Nenndicke 25 mm im Format 6000 mm x 2500 mm von der 
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Dillinger Hütte zur Verfügung gestellt. Die Walzrichtung entspricht der Längs-
richtung der Blechtafel (größere Abmessung). Die mechanischen Eigenschaften 
des Werkstoffs sind in Tabelle 3.2 angegeben. Diese erfüllen die Mindestanforde-
rungen nach DIN EN 10025-2.  

Tabelle 3.2: Mechanische Eigenschaften des verwendeten Grundwerkstoffs mit Blechdicke t = 25 mm, gemäß 
dem Abnahmeprüfzeugnis des Herstellers  

Werkstoff Norm Streckgrenze 
[MPa] 

Zugfestigkeit 
[MPa] 

Bruchdehnung 
[%] 

Kerbschlagarbeit 
bei -20°C [J] 

      S355J2+N DIN EN 10025-2 369 549 33 225 

       

Die chemische Zusammensetzung des Werkstoffs wird in Tabelle 3.3 den zulässi-
gen Grenzwerten der DIN EN 10025-2 für Erzeugnisdicken zwischen 16 mm und 
40 mm gegenübergestellt. Es ist ersichtlich, dass die normativen Vorgaben an die 
chemische Zusammensetzung eingehalten werden.  

Tabelle 3.3: Chemische Zusammensetzung des Werkstoffs S355J2+N; Masseanteile der Schmelzanalyse in [%] 
aus dem Abnahmeprüfzeugnis des Herstellers und für die Grenzwerte nach DIN EN 10025-2 

Bezug C Si Mn P S Cu Mo Ni Cr V Al-T 

            Werkstoff der Unter-
suchungen 

0,162 0,534 1,56 0,012 0,0007 0,028 0,011 0,024 0,041 0,001 0,045 

Grenzwerte  
nach Norm 

0,200 0,550 1,60 0,025 0,0250 0,550 - - - - - 

             

3.3.3 Fertigung der geschweißten Probekörper 

Die schweißtechnische Fertigung erfolgt bei der Firma Schachtbau Nordhausen 
GmbH. Zunächst werden aus der Blechtafel kleinere Formate herausgetrennt, um 
die Handhabbarkeit zu verbessern. Dazu wird die Blechtafel in Längs- und damit 
Walzrichtung in Abhängigkeit der jeweiligen Probekörperlänge geteilt. Weiter 
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wird ein halbierender Trennschnitt in der Breite ausgeführt, wodurch zwei Ab-
schnitte mit einer jeweiligen Breite von 1250 mm entstehen.  

Im Vorfeld an den Schweißvorgang wird die Oberfläche des Grundblechs im zu 
verschweißenden Bereich abgeschliffen, um den Grundwerkstoff frei zu legen. 
Anschließend werden die Steifen quer zur Walzrichtung mittig auf dem Grund-
blech ausgerichtet und angeheftet.  

Die Doppelkehlnähte werden in Horizontalposition mit einem vorgesehenen 
a-Maß von 4 mm und einem vorgesehenen Nahtanstiegswinkel von 45° in einer 
Schweißlage hergestellt. Als Schweißprozess wird das Metall-Aktivgasschweißen 
(MAG, 135) nach DIN EN ISO 4063 eingesetzt. Die verwendeten Schweißparame-
ter sind in Tabelle 3.4 aufgeführt und der ausführlichen Schweißanweisung (WPS) 
aus Anhang F entnommen. Der Schweißprozess verläuft vollmechanisiert. Dazu 
wird der Schweißbrenner an einen Fahrwagen (Schweißtraktor) montiert und mit 
definierter Verfahrgeschwindigkeit über das Werkstück geführt. Als Schweißzu-
satzwerkstoff wird G 50 5 M G4Si1 nach DIN EN ISO 14341 verwendet.  

Tabelle 3.4: Schweißparameter 

Lage Prozess  
nach DIN EN 

ISO 4063 

Elektroden-
durchmesser 

[mm] 

Strom-
stärke 

[A] 

Lichtbogen-
spannung 

[V] 

Strom-
art 

Draht-
vorschub 
[m/min] 

Schweißge-
schwindigkeit 

[cm/min] 

Eff. Wärme-
einbringung* 

[kJ/cm] 

         1 v135 1,2 280 - 300 31 - 33 DC / + 10 - 11 40 - 45 9,8 – 12,6 

         
* Grenzwerte der effektiven Wärmeeinbringung bei Annahme eines thermischen Wirkungsgrads von 0,85 

Die verschweißten Bleche werden zur Firma WJW GmbH geliefert, um die einzel-
nen Probekörper durch Wasserstrahlschnitte aus den Blechen herauszutrennen. 
Die Trennung erfolgt per Standardschnitt, nur zwischen den Kehlnähten wird im 
Bereich der Steife ein Qualitätsschnitt ausgeführt. Um Schweißnahtansatzstellen 
an den Probekörpern zu vermeiden, werden Streifen mit einer Breite von mindes-
tens 10 mm ausgehend von den Blechenden abgetrennt.  
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3.3.4 HFH-Behandlung und Kantennachbearbeitung 

Es folgt die manuelle Nachbehandlung der Schweißnahtübergänge durch Anwen-
dung der beiden HFH-Verfahren HiFIT und PIT, jeweils durch qualifiziertes Fach-
personal der Gerätehersteller (vgl. Abbildung 3.3). Beim HiFIT-Verfahren wird ein 
Pin mit Radius 1,5 mm eingesetzt. Für das PIT-Verfahren wird ein Pin mit Radius 
2,0 mm verwendet. Die Nachbehandlung wird ausschließlich am ermüdungskri-
tischen Nahtübergang zwischen Grundblech und Kehlnaht durchgeführt.  

(a) HiFIT-Verfahren (b) PIT-Verfahren 

Abbildung 3.3: Manuelle HFH-Behandlung der Probekörper  

Die Abbildung 3.4a zeigt das Behandlungsergebnis nach HFH-Anwendung. Im 
Anschluss an die HFH-Behandlung werden die erzeugten Behandlungsspuren 
durch den jeweiligen Bediener im Hinblick auf eine vollständige Behandlung des 
Nahtübergangs visuell überprüft. Bei Bedarf wird der Behandlungsprozess wie-
derholt, sodass keine Restkerbe verbleibt. Im Rahmen der HiFIT-Behandlung wird 
zusätzlich eine Tiefenlehre eingesetzt, um die Eindrucktiefe zu überprüfen.  

An den Enden der Schweißnahtübergänge ergibt sich durch das Hämmern ein 
Grat, welcher mithilfe einer Feile händisch entfernt wird. Um einen fertigungs- 
bzw. nachbehandlungsbedingten Ermüdungsrissausgang ausgehend von den 
Schnittkanten oder Schnittflächen zu vermeiden, werden diese mit einer Fächer-
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scheibe mechanisch beschliffen, vgl. Abbildung 3.4b. Im Bereich des nachbehan-
delten Übergangs erfolgt das Beschleifen händisch mithilfe eines Vlieses.  

(a) Behandlungsspur mit Grat an der Schnittkante (b) Probekörper nach Kantenbearbeitung 

Abbildung 3.4: HFH-behandelte und nachbearbeitete Probekörper  

Um korrosionsbedingten Ermüdungsrissen an den Schnittkanten und Schnittflä-
chen entgegenzuwirken, werden diese im Bereich des Prüfquerschnitts beschich-
tet, wodurch eine örtliche Werkstoffschädigung infolge der Vorkorrosion verzö-
gert wird. Die Beschichtung wird mit dem Lackmarker Edding 751 vorgenommen, 
da dieser innerhalb von Voruntersuchungen des KIT die höchste Korrosionsbe-
ständigkeit im Vergleich zur Verwendung von Zinkstaubfarbe, Zinkspray und Za-
ponlack-Spray aufwies, vgl. (Ummenhofer et al., 2018).  

3.3.5 Anwendung von Labormethoden zur Vorkorrosion 

3.3.5.1 Auslagerung in Salzsprühnebel 

Die neutrale Salzsprühnebelprüfung nach DIN EN ISO 9227 erfolgt in der Korro-
sionskammer des KIT (s. Abbildung 3.5). Unter Berücksichtigung der normativen 
Vorgaben wird die Salzsprühnebelkammer zuvor an Referenzproben kalibriert, 
vgl. (Ummenhofer et al., 2018). Die Probekörper der vorgesehenen Versuchsserien 
werden auf Ständern aus Polypropylen platziert. Basierend auf Ergebnissen zu 
korrosionsbedingten Rauheitserhöhungen und Abrostungen aus Voruntersu-
chungen mit variierenden Prüfdauern, wird die Auslagerungsdauer in der Salz-
sprühnebelkammer auf 240 Stunden, gleich 10 Tage, festgelegt.  
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Abbildung 3.5: Exemplarischer Aufbau in der Salzsprühnebelkammer, aus (Ummenhofer et al., 2018) 

3.3.5.2 Auslagerung in künstlichem Meerwasser 

Die Vorkorrosion durch Auslagerung in künstlichem Meerwasser wird an der 
Hochschule München vorgenommen. Angemischt wird das Meerwasser auf Basis 
des Regelwerks ASTM D1141-98 ohne die Zugabe von Schwermetallen. Die Pro-
bekörper werden in einem Becken aus nichtrostendem Stahl platziert, wobei sich 
der Prüfquerschnitt vollständig unterhalb der Wasseroberfläche befindet, vgl. Ab-
bildung 3.6a.  

(a) Ausgelagerte Probekörper (b) Entnahme nach Auslagerungsende 

Abbildung 3.6: Verwendung von künstlichem Meerwasser zur Vorkorrosion, aus (Ummenhofer et al., 2018) 
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Die konstante Qualität des Meerwassers wird durch ein Mess- und Regelsystem 
gewährleistet, das im Rahmen von Vorversuchen an Kleinteilproben validiert 
wird, vgl. (Ummenhofer et al., 2018). Die Tabelle 3.5 fasst Grenzwerte der Über-
wachungsparameter zusammen, die in Anlehnung an die Untersuchungen von 
(Leeuwen, 1981; Oberparleiter, 1986) festgelegt werden und gibt Aufschluss über 
die jeweilige Mess- und Regelungsart.  

Tabelle 3.5: Definierte Überwachungsparameter für künstliches Meerwasser nach ASTM D1141-98,  
in Anlehnung an (Leeuwen, 1981; Oberparleiter, 1986)  

Überwachungsparameter Grenzwerte Messung Regelung 

Sauerstoffgehalt 92 - 95 % Sonde  Automatisch 

Salzgehalt 32 - 37 mg/l Sonde  Manuell  

pH-Wert 7,8 - 8,2 Sonde  Manuell 

Temperatur 22 ± 2°C Sonde  Entfällt (Grenzwerteinhaltung) 

Chlorgehalt 18 - 21 mg/l Labor Entfällt (Grenzwerteinhaltung) 

HCO3 0,08 - 0,25 mg/l Labor Entfällt (Grenzwerteinhaltung) 

Der Grenzwertbereich des Sauerstoffgehalts wird mithilfe einer Sonde in Echtzeit 
überwacht und die Grenzwerteinhaltung durch automatische Sauerstoffzufuhr si-
chergestellt. Dazu werden Luftausströmer in einem Raster von ca. 150 x 150 mm 
am Boden des Auslagerungsbeckens befestigt. Durch eine Pumpe wird das Becken 
stetig mit der benötigten Menge an Luft versorgt, was zudem die Wasserbewe-
gung und damit die Durchmischung des Korrosionsmediums begünstigt. Verän-
derungen des Salzgehalts und des pH-Werts sind auf Wasserverdunstungen zu-
rückzuführen. Zeigt eine Sonde eine Grenzwertüberschreitung einer der beiden 
Überwachungsparameter an, wird diese durch manuelle Zugabe von chemisch 
reinem Wasser ausgeglichen. Der Salzgehalt wird bei Unterschreitung des Grenz-
wertbereichs durch Zugabe von Natriumchlorid erhöht. Ist eine Erhöhung des 
pH-Werts notwendig, so wird Natriumhydroxid zugegeben. Die Vorkorrosion der 
Probekörper wird im Temperaturbereich zwischen 20 und 24°C durchgeführt. Der 
Chlorgehalt und die Konzentration an Hydrogencarbonat (HCO3) werden durch 
periodische Entnahmen von Wasserproben und deren anschließende Untersu-
chung im Labor für Bauchemie der Hochschule München überprüft. Es wird 
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festgestellt, dass die Grenzwerte durchweg eingehalten werden. Somit entfällt die 
Notwendigkeit einer Regelung zur Korrektur der Parameter Chlorgehalt und 
HCO3. Trübt sich das Korrosionsmedium erkennbar, wird es zwischen den Aus-
lagerungs- bzw. Prüfzeiten durch neu angemischtes Meerwasser ausgetauscht.  

Um eine, unabhängig von der Vorkorrosionsmethode, möglichst einheitliche Aus-
gangslage mit dem Fokus auf vergleichbare Randschichtzustände im HFH-behan-
delten Schweißnahtübergang zu schaffen, wird ein Auslagerungszeitraum von 
720 Stunden, gleich 30 Tagen, gewählt. Erkenntnisse aus den Voruntersuchungen 
an Kleinteilproben zeigen, dass sich bei dieser Auslagerungsdauer der mittlere 
Oberflächenabtrag dem der 10-tägigen Salzsprühnebelprüfung annähert (Um-
menhofer et al., 2018).  

Nach Auslagerungsende werden die Probekörper aus dem Becken entnommen, 
das in Abbildung 3.6b dargestellte Korrosionsprodukt entfernt und die Oberflä-
chen mit dem Lösungsmittel Aceton gereinigt. Vor der weiteren Verwendung 
werden die Probekörper für mindestens 10 Tage unter Laborbedingungen gela-
gert (Weinert et al., 2021b).  

3.4 Probekörpercharakterisierung 

Die Ermüdungsfestigkeit des Konstruktionsdetails Quersteife wird von verschie-
denen Faktoren beeinflusst, wie in Kapitel 2 beschrieben. In diesem Abschnitt wer-
den die geometrischen Einflüsse unter Berücksichtigung des Behandlungszu-
stands betrachtet. Um deren Auswirkung auf die experimentell ermittelten 
Ermüdungsfestigkeiten abschätzen zu können, werden zugehörige Geometriepa-
rameter durch Probekörpervermessungen erfasst. Zudem wird untersucht, ob 
und inwiefern geometrische Veränderungen infolge der Vorkorrosion auftreten. 
Die Schweißnahtgeometrie und der Winkelversatz werden im unbehandelten und 
unkorrodierten Ausgangszustand herangezogen, um fertigungsspezifische Quali-
tätsanforderungen nach DIN EN ISO 5817 zu überprüfen.  

Ein allgemeiner Überblick über die Probekörpercharakterisierung wird in Abbil-
dung 3.7 gegeben. 
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Abbildung 3.7: Probekörpercharakterisierung gemäß den geometrischen Einflüssen auf die Ermüdungsfestig-
keit und unter Berücksichtigung von Korrosionseinflüssen 

Die auf Basis der Probekörpercharakterisierung gewonnenen Geometriedaten 
werden darüber hinaus wie folgt genutzt:  

• Verwendung als Eingangsgrößen für weiterführende analytische und nu-
merische Berechnungen in den Abschnitten 4.2 und 4.3. 

• Ableitung eines Geltungsbereichs der ermittelten Ermüdungsfestigkeiten. 

3.4.1 Messablauf und Umgang mit den Messdaten 

3.4.1.1 Messzeitpunkte  

Aus Abbildung 3.8 lässt sich entnehmen, zu welchen Zeitpunkten die Messungen 
im unkorrodierten bzw. korrodierten Zustand durchgeführt werden. Die Messun-
gen an den unkorrodierten Probekörpern erfolgen im Anschluss an die Probekör-
perfertigung und die HFH-Behandlung. Die erfassten Messdaten dienen einerseits 
zur Charakterisierung des Ausgangszustands, andererseits kann durch diese 
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überprüft werden, ob die Qualitätsanforderungen an die schweißtechnische Ferti-
gung eingehalten werden. Weiterhin kann das Behandlungsergebnis auf Basis der 
erfassten HFH-Spur geometrisch abgeschätzt werden. Mit Ausnahme von Naht-
geometrie und Winkelversatz werden die Messgrößen nach der Vorkorrosion er-
neut erfasst, um korrosionsbedingte Veränderungen zu analysieren. Vor jeder 
Messung werden die zu vermessenden Bereiche sorgfältig mit Aceton gereinigt. 
Nach vollständiger Charakterisierung stehen die Probekörper für die Ermüdungs- 
und Korrosionsermüdungsversuche zur Verfügung.  

 

Abbildung 3.8: Zeitpunkt und Intention der Messungen 

3.4.1.2 Auswertung der Messdaten 

Zur Visualisierung der Lage und der Streuung der Messdaten werden Boxplots 
genutzt. Abbildung 3.9 erläutert den in dieser Arbeit verwendeten Boxplot-Auf-
bau nach (Rooch, 2014). Äußerste Extremwerte nach oben oder nach unten werden 
als Maximum respektive Minimum definiert.  
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Abbildung 3.9: Erläuterung des Boxplot, in Anlehnung an die textliche Beschreibung von (Rooch, 2014) 

Ergänzend werden Ergebnisse der deskriptiven Statistik in einer Tabelle zusam-
mengefasst, wobei folgende statistische Kennwerte angegeben werden:  

• Mittelwert µ oder Median η bei schiefer Verteilung von Messdaten 

• Standardabweichung σ  

• Variationskoeffizient V  

• Minimum: Min 

• Maximum: Max 

3.4.2 Sichtprüfung und Mikroskopie der Oberfläche 

Abbildung 3.10 zeigt die Oberflächenzustände HFH-behandelter Probekörper vor 
und im Anschluss an die korrosive Auslagerung. Infolge der Vorkorrosion erge-
ben sich deutlich erkennbare Oberflächenveränderungen, primär im geschliffenen 
Bereich nahe des Schweißnahtübergangs. Bei rein visueller Betrachtung scheint 
die Vorkorrosion durch Salzsprühnebel inhomogene Oberflächenveränderungen 
hervorzurufen, vgl. Abbildung 3.10b. Anhand 20-fach vergrößerter Oberflächen-
aufnahmen zeigt sich, dass Teile der metallischen Oberfläche nahezu unkorrodiert 
erhalten bleiben, wohingegen in angrenzenden Bereichen Vertiefungen entstehen. 
Nach KMW-Auslagerung scheint die Oberfläche gleichmäßiger korrodiert zu sein, 
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jedoch sind auch hier Oberflächenveränderungen erkennbar, vgl. Abbil-
dung 3.10c. Erhebliche korrosionsbedingte Veränderungen der Grundblech- oder 
Nahtübergangsgeometrie sind durch rein optische Betrachtung nicht feststellbar 
(Weinert et al., 2021b).  

   

   

(a) unkorrodiert (b) SSN 10 Tage (c) KMW 30 Tage 

Abbildung 3.10:  HFH-behandelte Probekörper in Abhängigkeit des Oberflächenzustands und zugehörige mik-
roskopische Aufnahmen (20x) nahe des Schweißnahtübergangs, aus (Weinert et al., 2021b) 

3.4.3 Oberflächenbeschaffenheit 

Um eine quantitative Beurteilung der korrosionsbedingten Oberflächenverände-
rungen infolge der eingesetzten Vorkorrosionsmethoden vornehmen zu können, 
werden Oberflächenrauheiten aufgenommen und ausgewertet.  

3.4.3.1 Erfassung der Oberflächenrauheit  

Es werden die in Abschnitt 2.1.5.1 erläuterten Rauheitskenngrößen Ra, Rz und 
Rmax auf Basis des Tastschnittverfahrens nach DIN EN ISO 4288 bestimmt. Dazu 
wird, wie in Abbildung 3.11a dargestellt, ein mobiles Rauheitsmessgerät einge-
setzt. Die Messungen werden in Probekörperlängs- und -querrichtung im Bereich 
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des freigelegten Grundwerkstoffs, nahe des Schweißnahtübergangs, durchgeführt 
(Abbildung 3.11b). Für jeden Oberflächenzustand werden mindestens 72 
Messprofile erfasst und die Rauheitskenngrößen geräteseitig ermittelt.  

  

(a) Rauheitsmessung (b) Messstellen nahe dem Nahtübergang (Draufsicht),  
in Anlehnung an (Weinert et al., 2021b) 

Abbildung 3.11: Bestimmung der Rauheitskenngrößen durch das Tastschnittverfahren nach DIN EN ISO 4288 

3.4.3.2 Ergebnisse zur Oberflächenrauheit 

Die Auswertung der Rauheitskenngrößen wird in Abbildung 3.12 grafisch darge-
stellt. In Tabelle 3.6 werden die statistischen Ergebnisse zusammengefasst.  

   

 

Abbildung 3.12: Rauheitskenngrößen in Abhängigkeit des Oberflächenzustands,  
in Anlehnung an (Weinert et al., 2021b) 
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Tabelle 3.6: Statistische Ergebnisse der Rauheitsmessungen 

Rauheits- 
kenngröße 

Oberflächen- 
zustand 

µ  
[µm] 

σ  
[µm] 

V  
[%] 

Min  
[µm] 

Max  
[µm] 

       

Ra 
unkorrodiert 3,6 1,7 47 0,3 8,0 
KMW 30 d 9,7 5,9 61 2,4 37,2 
SSN 10 d 13,6 3,0 22 7,9 23,9 

              
Rz 

unkorrodiert 24,9 10,3 41 1,8 48,0 
KMW 30 d 52,5 24,0 46 15,4 116,0 
SSN 10 d 76,3 14,6 19 45,1 116,6 

              

Rmax 
unkorrodiert 35,1 14,6 42 3,0 98,3 
KMW 30 d 71,2 32,9 46 18,0 171,1 
SSN 10 d 108,0 27,2 25 57,9 213,1 

        

Bezugnehmend auf das Regelwerk ASME B46.1 ist die vorliegende Oberflächen-
qualität im unkorrodierten Ausgangszustand primär dem oberen Rauheitsbereich 
(1,6 µm < Ra < 6,3 µm) und damit einer grob geschliffenen Oberfläche zuzuord-
nen.  

Im Vergleich zum unkorrodierten Ausgangszustand ist festzustellen, dass beide 
Methoden der Laborkorrosion zu einer signifikanten Erhöhung der betrachteten 
Rauheitskenngrößen führen. Die Vorkorrosion durch KMW führt zu mittleren 
Rauheitswerten, die um das ca. 2,0- bis 2,7-fache über den Rauheiten der unkorro-
dierten Oberfläche liegen. Infolge der Korrosion durch SSN ergeben sich mittlere 
Rauheitserhöhungen um das ca. 3,1- bis 3,8-fache (Weinert et al., 2021b).  

Die grafisch dargestellte Verteilung der Messdaten in Abbildung 3.12 lässt vermu-
ten, dass die Oberflächenrauheiten nach korrosiver Auslagerung im Vergleich 
zum unkorrodierten Oberflächenzustand einer stärkeren Streuung unterliegen. 
Zieht man den in Tabelle 3.6 gelisteten Variationskoeffizienten heran, bestätigt 
sich dies für die KMW-Auslagerung. Im Gegensatz dazu ergeben sich durch SSN 
Auslagerung geringere Variationskoeffizienten der Oberflächenrauheiten, die so-
gar deutlich unterhalb der Werte des unkorrodierten Oberflächenzustands liegen. 
Somit können durch den Salzsprühnebeltest hohe und reproduzierbare Rauheits-
werte innerhalb eines vergleichsweise kurzen Zeitrahmens erzeugt werden (Gkat-
zogiannis et al., 2019; Weinert et al., 2021b).  
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Um die korrosionsbedingten Oberflächenveränderungen zu verdeutlichen, wer-
den – ergänzend zur statistischen Auswertung – in Abbildung 3.13 exemplarische 
Rauheitsprofile für den Zustand der Oberfläche am unkorrodierten Probekörper 
sowie nach Auslagerung im Meerwasser bzw. im Anschluss an die Salzsprühne-
belprüfung dargestellt. Der Einfluss beider Vorkorrosionsmethoden auf die Ober-
flächenrauheit ist im Vergleich zum unkorrodierten Zustand deutlich erkennbar. 
Dieser äußert sich in Form von größeren Profilspitzen und Profiltälern, wobei die 
Salzsprühnebelauslagerung stärkere Ausprägungen verursacht. Somit kann die in 
Abschnitt 3.4.2 erläuterte mikroskopische Beobachtung von auftretenden Vertie-
fungen messtechnisch bestätigt werden.  

 

unkorrodiert 
Ra = 3,6 μm 

Rz = 24,5 μm 
Rmax = 34,6 μm 

 

KMW 30 d 
Ra = 9,8 μm 

Rz = 60,4 μm 
Rmax = 73,7 μm 

 

SSN 10 d 
Ra = 13,6 μm 
Rz = 76,0 μm 

Rmax = 84,9 μm 

Abbildung 3.13: Exemplarische Rauheitsprofile in Abhängigkeit des Oberflächenzustands  

3.4.4 Lokale Schweißnahtübergangsgeometrie  

Gemäß Abschnitt 2.1.3 wird die Ermüdungsfestigkeit von geschweißten Verbin-
dungen maßgeblich durch die Kerbe am Schweißnahtübergang beeinflusst und ist 
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demzufolge von den vorliegenden geometrischen Nahtübergangsparametern ab-
hängig. Um deren Einfluss auf die Kerbwirkung im Rahmen numerischer Unter-
suchungen berücksichtigen zu können, wird nachfolgend die lokale Nahtüber-
gangsgeometrie erfasst und ausgewertet.  

Die Geometrieparameter des Schweißnahtübergangs sind in Abbildung 3.14 dar-
gestellt. Neben dem Nahtübergangsradius ρ und dem Nahtanstiegswinkel θ wird 
der Parameter e vermessen – der im unbehandelten Zustand die Tiefe der Ein-
brandkerbe darstellt (Abbildung 3.14a) und im HFH-behandelten Zustand die 
Eindrucktiefe der Behandlungsspur beschreibt (Abbildung 3.14b). 

  

(a) AW (b) HFH 

Abbildung 3.14: Geometrieparameter des Schweißnahtübergangs  

3.4.4.1 Erfassung der lokalen Schweißnahtübergangsgeometrie 

Die Vermessung erfolgt mit dem Laser-Profilsensor Keyence LJ-V7080, dessen 
Spezifikationen in (Weinert et al., 2021b) beschrieben sind oder dem Datenblatt 
des Herstellers (KEYENCE Corporation, 2017) entnommen werden können. Ab-
bildung 3.15a zeigt den Laser während des Messvorgangs. Eine kontinuierliche 
Profilerfassung wird durch die Montage des Profilsensors an ein Linearachsensys-
tem realisiert, wobei die Verfahrgeschwindigkeit auf 1 mm/s und die Messfre-
quenz auf 200 Hz eingestellt wird. Auf diese Weise wird der Schweißnahtüber-
gang vollständig aufgenommen, vgl. Abbildung 3.15b.  
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(a) Messung mit dem Laser-Profilsensor (b) 3D-Scan des Nahtübergangs (HFH) 

Abbildung 3.15: Vermessung der Nahtübergangsgeometrie  

Die Geometrieparameter des Schweißnahtübergangs werden mit der dem Laser-
Profilsensor zugehörigen Gerätesoftware (KEYENCE Corporation, 2015) manuell 
ausgewertet. Dazu werden anhand von Auswerteschnitten 2D-Profile extrahiert, 
vgl. Abbildung 3.16a. Die Aufteilung der 16 Auswerteschnitte je Schweißnaht-
übergang kann der Abbildung 3.16b entnommen werden.  

  

(a) 2D-Auswerteprofil des Nahtübergangs, 
hier im HFH-behandelten Zustand 

(b) Lage der 2D-Auswerteschnitte (Draufsicht), in An-
lehnung an (Weinert et al., 2021b) 

Abbildung 3.16: Auswertung der Nahtübergangsgeometrie 

Die Auswertung erfolgt stichprobenartig an jeweils mindestens drei Schweißnaht-
übergängen von Probekörpern im unbehandelten Zustand sowie im HFH-behan-
delten Zustand. Letztere werden aufgrund unterschiedlicher Pinradien getrennt 
betrachtet. 
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3.4.4.2 Ergebnisse der lokalen Schweißnahtübergangsgeometrie 

Nahtübergangsradius 

Die grafische Auswertung zum Nahtübergangsradius findet sich in Abbil-
dung 3.17. Darauffolgend werden die zugehörigen statistischen Ergebnisse in Ta-
belle 3.7 zusammengefasst.  

   

AW HFH - HiFIT 
rPin = 1,5 mm 

HFH - PIT 
rPin = 2,0 mm 

 

Abbildung 3.17: Nahtübergangsradius ρ in Abhängigkeit des Behandlungs- und des Oberflächenzustands,  
Grafiken für HFH-Behandlung in Anlehnung an (Weinert et al., 2021b)  

Tabelle 3.7: Statistische Ergebnisse zum Nahtübergangsradius ρ 

Behandlungs- 
zustand 

Oberflächen- 
zustand 

µ 
[mm] 

σ 
[mm] 

V 
[%] 

Min 
[mm] 

Max 
[mm] 

       
AW 

unkorrodiert 0,87 0,33 38 0,41 1,85 
KMW 30 d 0,83 0,24 29 0,46 1,65 
SSN 10 d 0,85 0,29 34 0,38 1,65 

              
HFH - HiFIT 
rPin = 1,5 mm 

unkorrodiert 1,51 0,09 6 1,36 1,79 
KMW 30 d 1,65 0,08 5 1,51 1,85 
SSN 10 d 1,55 0,16 10 1,16 1,99 

              
HFH - PIT 

rPin = 2,0 mm 

unkorrodiert 2,05 0,19 9 1,61 2,57 
KMW 30 d 2,45 0,10 4 2,22 2,66 
SSN 10 d 2,38 0,26 11 1,76 2,89 
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Im Ausgangszustand ergibt sich der mittlere Nahtübergangsradius zu 0,87 mm. 
Infolge der HFH-Behandlung werden größere Nahtübergangsradien erzeugt, de-
ren Mittelwerte 1,51 mm und 2,05 mm betragen – damit liegen diese im Bereich 
des jeweils verwendeten Pinradius (Weinert et al., 2021b). Eine deutliche Streuung 
ergibt sich für die Nahtübergangsradien im unbehandelten Zustand, wohingegen 
nach Anwendung der HFH-Verfahren geringere Streuungen festzustellen sind.  

Für unbehandelte Nahtübergänge ist kein maßgeblicher Einfluss aus der Vorkor-
rosion auf den Nahtübergangsradius erkennbar. Es ergeben sich etwas geringere 
Mittelwerte, allerdings bleibt die Lage der Mediane nahezu unverändert. Im Ge-
gensatz dazu ergeben sich für den HFH-behandelten Zustand erhöhte Radien, die 
auf eine Ausrundung des Nahtübergangs infolge des Korrosionseinflusses schlie-
ßen lassen. Dieser Effekt ist für beide Arten der Vorkorrosion festzustellen, zeigt 
sich jedoch deutlicher bei Verwendung des größeren Pinradius und nach Ausla-
gerung in Meerwasser (Weinert et al., 2021b).  

Einbrand- und Eindrucktiefe 

Die Auswertungen zu Einbrand- und Eindrucktiefe werden in Abbildung 3.18 
grafisch dargestellt. Die Tabelle 3.8 zeigt die zugehörigen statistischen Ergebnisse.  

   

AW HFH - HiFIT 
rPin = 1,5 mm 

HFH - PIT 
rPin = 2,0 mm 

 

Abbildung 3.18: Einbrand- und Eindrucktiefe e in Abhängigkeit des Behandlungs- und des Oberflächenzu-
stands, Grafiken für HFH-Behandlung in Anlehnung an (Weinert et al., 2021b)  
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Tabelle 3.8: Statistische Ergebnisse zu Einbrand- und Eindrucktiefe e 

Behandlungs- 
zustand 

Oberflächen- 
zustand 

η | µ 
AW | HFH 

[mm] 

σ 
[mm] 

V 
[%] 

Min 
[mm] 

Max 
[mm] 

       

AW 
unkorrodiert 0,00 - - 0,00 0,21 
KMW 30 d 0,01 - - 0,00 0,06 
SSN 10 d 0,03 - - 0,00 0,13 

              
HFH - HiFIT 
rPin = 1,5 mm 

unkorrodiert 0,10 0,03 30 0,05 0,25 
KMW 30 d 0,11 0,05 45 0,00 0,22 
SSN 10 d 0,08 0,04 50 0,01 0,19 

              
HFH - PIT 

rPin = 2,0 mm 

unkorrodiert 0,14 0,05 36 0,05 0,24 
KMW 30 d 0,11 0,04 36 0,04 0,20 
SSN 10 d 0,11 0,07 64 0,00 0,25 

        

Aufgrund der schiefen Verteilung der Messdaten wird bei unbehandelten 
Schweißnahtübergängen auf die Berechnung der Streuungsmaße verzichtet und 
als Lagemaß der Median anstatt dem Mittelwert in Tabelle 3.8 verwendet. Die 
Messwerte, die an unbehandelten und unkorrodierten Schweißnahtübergängen 
erhoben werden, lassen erkennen, dass in über 50 % der Fälle keine Einbrandkerbe 
vorliegt. Entsprechend nimmt der Median den Wert null an. Die infolge der HFH-
Anwendung zurückbleibenden Eindrucktiefen betragen für die unkorrodierten 
Oberflächenzustände im Mittel 0,10 mm und 0,14 mm (Weinert et al., 2021b). In 
diesen Fällen ist eine deutliche Streuung der Messwerte festzustellen.  

Betrachtet man die statistischen Ergebnisse, so zeigt sich eine Tendenz zur Ab-
nahme der Eindrucktiefen infolge der Vorkorrosion – eine Ausnahme bilden die 
Schweißnahtübergänge, die nach der Behandlung mit Pinradius 1,5 mm der Vor-
korrosion durch Meerwasser ausgesetzt sind. An den HFH-behandelten Probe-
körpern beträgt die Abnahme bezogen auf die Mittelwerte bis zu 0,03 mm. In ver-
einzelten Fällen ist nach der Vorkorrosion kein Eindruck mehr feststellbar. Im 
Gegensatz dazu nehmen die Mediane der Einbrandtiefen des unbehandelten Zu-
stands durch Vorkorrosion zu.  

Anhand der Variationskoeffizienten ist festzustellen, dass die Vorkorrosion über-
wiegend zu einer Zunahme der Streuung führt, wobei die größten Streuungen für 
die Salzsprühnebel-Korrosion ermittelt werden.  



3.4 Probekörpercharakterisierung 

119 

Nahtanstiegswinkel  

Die Auswertungen zum Nahtanstiegswinkel werden in Abbildung 3.19 grafisch 
dargestellt. Darauffolgend werden die zugehörigen statistischen Ergebnisse in Ta-
belle 3.9 zusammengefasst.  

   

AW HFH - HiFIT 
rPin = 1,5 mm 

HFH - PIT 
rPin = 2,0 mm 

 

Abbildung 3.19: Nahtanstiegswinkel θ in Abhängigkeit des Behandlungs- und des Oberflächenzustands 

Tabelle 3.9: Statistische Ergebnisse zum Nahtanstiegswinkel θ 

Behandlungs- 
zustand 

Oberflächen- 
zustand 

µ  
[°] 

σ  
[°] 

V  
[%] 

Min  
[°] 

Max  
[°] 

       

AW 
unkorrodiert 46,91 5,97 13 36,78 64,88 
KMW 30 d 46,93 4,66 10 37,51 56,22 
SSN 10 d 46,76 6,24 13 30,20 59,85 

              
HFH - HiFIT 
rPin = 1,5 mm 

unkorrodiert 47,38 4,11 9 39,78 57,44 
KMW 30 d 48,37 3,06 6 40,41 54,64 
SSN 10 d 47,37 5,03 11 34,78 60,88 

              
HFH - PIT 

rPin = 2,0 mm 

unkorrodiert 45,08 2,95 7 36,11 55,86 
KMW 30 d 48,80 2,17 4 44,25 53,83 
SSN 10 d 45,13 3,90 9 30,10 57,17 

        

Die Ergebnisse zum Nahtanstiegswinkel im unkorrodierten und unbehandelten 
Zustand zeigen, dass die mittleren Werte nur geringfügig oberhalb des im Rah-
men der Fertigung definierten Winkels von 45° liegen. Im Vergleich zu den HFH-
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behandelten Schweißnahtübergängen ergeben sich für die Mittelwerte nur uner-
hebliche Abweichungen zueinander. Etwas niedrigere Werte der Variationskoef-
fizienten und damit geringere Streuungen sind nach der HFH-Behandlung festzu-
stellen. Infolge der Vorkorrosion sind keine signifikanten Veränderungen des 
Nahtanstiegswinkels erkennbar. Lediglich für die Probekörper im HFH-behandel-
ten Zustand mit Pinradius 2,0 mm, die im Meerwasser vorkorrodiert werden, ist 
eine geringe Erhöhung des Mittelwerts, um maximal 3,72° festzustellen.  

3.4.5 Blechdicke und Abstand der Schweißnahtfußpunkte 

Die Vermessung der Blechdicke im unkorrodierten sowie im korrodierten Zu-
stand dient dazu, das Maß der Abrostung infolge der eingesetzten Vorkorrosions-
methoden quantifizieren zu können. Diese Ergebnisse ermöglichen es einzuschät-
zen, inwiefern korrosionsbedingte Querschnittsveränderungen auftreten. Des 
Weiteren wird der Abstand der Schweißnahtfußpunkte gemessen, da dieser bei 
dem geschweißten Konstruktionsdetail Quersteife die Kerbwirkung am Naht-
übergang beeinflusst, vgl. Abschnitt 2.1.4. Die Definition der beiden Parameter 
kann Abbildung 3.20 entnommen werden.  

 

Abbildung 3.20: Blechdicke t und Abstand der Nahtfußpunkte L 

3.4.5.1 Messdatenerfassung 

Die in Abschnitt 3.4.4.1 beschriebene Methode wird ebenso zur Vermessung und 
Auswertung der Blechdicke und des Abstands der Nahtfußpunkte verwendet.  
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Die Schnitte zur Auswertung der Blechdicke sind in Abbildung 3.21a dargestellt. 
Die Auswertung erfolgt auf Basis von 2D-Profilen der Probekörperseiten, die im 
geschliffenen Bereich nahe den Schweißnahtübergängen aufgenommen werden. 
Je Oberflächenzustand werden der Auswertung 90 Profile zugrunde gelegt.  

Zur Auswertung des Abstands der Nahtfußpunkte wird der Bereich zwischen den 
beiden Kehlnähten mit dem Laser-Profilsensor erfasst, vgl. Abbildung 3.21b. Für 
jeden Oberflächenzustand werden 48 Profile von unbehandelten Probekörpern 
ausgewertet.  

  

(a) Blechdicke t (Seitenansicht) (b) Abstand der Nahtfußpunkte L (Draufsicht) 

Abbildung 3.21: Lage der 2D-Auswerteschnitte  

3.4.5.2 Ergebnisse zur Blechdicke und zum Abstand der Schweißnahtfußpunkte  

Die grafischen Ergebnisse zur Blechdicke und zum Abstand der Nahtfußpunkte 
lassen sich Abbildung 3.22 entnehmen. Die entsprechenden Ergebniswerte wer-
den in Tabelle 3.10 zusammengefasst. 

Im unkorrodierten Ausgangszustand beträgt der Mittelwert der Blechdicke 
25,10 mm. Nach Auslagerung in künstlichem Meerwasser ergibt sich ein Mittel-
wert von 24,99 mm. Im Anschluss an die Salzsprühnebelprüfung liegt der Mittel-
wert bei 25,00 mm. Folglich werden durch beide Vorkorrosionsmethoden mittlere 
Blechdickenreduktionen hervorgerufen, die mit 0,11 mm und 0,10 mm vergleich-
bar sind. Für die Annahme einer gleichmäßigen Abrostung auf Unter- und Ober-
seite des Grundblechs ergibt sich ein mittlerer Oberflächenabtrag von ca. 0,05 mm. 

t

Auswerteschnitt
n = 9 n = 9

6

Kehlnaht Nahtübergang

n = 16

Steife Auswerteschnitt
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Anhand der Variationskoeffizienten ist ersichtlich, dass sich die Streuung der 
Messdaten im Zuge dessen nicht ändert.  

  

(a) Blechdicke t (b) Abstand der Schweißnahtfußpunkte L (AW) 

Abbildung 3.22: Ergebnisse der Probekörpergeometrie in Abhängigkeit des Oberflächenzustands  

Tabelle 3.10: Statistische Ergebnisse der Probekörpergeometrie 

Geometrie- 
parameter 

Oberflächen- 
zustand 

µ  
[mm] 

σ  
[mm] 

V  
[%] 

Min  
[mm] 

Max 
[mm] 

       

Blechdicke t 
unkorrodiert 25,10 0,12 0,5 24,85 25,35 
KMW 30 d 24,99 0,13 0,5 24,75 25,26 
SSN 10 d 25,00 0,12 0,5 24,71 25,30 

              
Abstand der Schweiß-

nahtfußpunkte L (AW) 

unkorrodiert 25,55 0,58 2,3 24,69 26,60 
KMW 30 d 25,20 0,42 1,7 24,31 26,00 
SSN 10 d 25,52 0,60 2,4 24,67 26,66 

        

Der Abstand der Schweißnahtfußpunkte ergibt sich im unkorrodierten Zustand 
im Mittel zu 25,55 mm. Bezogen auf diesen Referenzzustand weichen die Ergeb-
nisse der in Salzsprühnebel ausgelagerten Probekörper kaum ab. Eine mittlere Re-
duktion von 0,35 mm ergibt sich an Probekörpern nach der Auslagerung in künst-
lichem Meerwasser. Bezüglich der Streuung ist anhand der Variationskoeffi-
zienten festzustellen, dass die maximale Abweichung 0,6 % beträgt. Insofern sind 
keine relevanten Unterschiede zwischen dem unkorrodierten und den korrodier-
ten Oberflächenzuständen festzustellen.  

t [
m

m
]

24,7
24,8
24,9
25,0
25,1
25,2
25,3
25,4

L 
[m

m
]

24,0
24,5
25,0
25,5
26,0
26,5
27,0
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3.4.6 Überprüfung der schweißtechnischen Fertigungsqualität 

Wie in Abschnitt 2.1.6 beschrieben, werden Schmelzschweißverbindungen in Ab-
hängigkeit von fertigungsbedingt auftretenden Fehlern oder Unregelmäßigkeiten 
in Bewertungsgruppen eingeteilt. Dabei werden nach DIN EN ISO 5817 hohe An-
forderungen an die Ausführungsqualität der Schweißnähte von ermüdungsbean-
spruchten Schweißverbindungen gestellt. Zudem gelten bei Ermüdungsbeanspru-
chung die zusätzlichen Anforderungen des Anhang C der DIN EN ISO 5817. 
Werden diese zusätzlichen Anforderungen eingehalten, so wird die Bewertungs-
gruppe um die Angabe der erreichbaren Schwingfestigkeitsklasse bzw. Kerbfall-
klasse ergänzt.  

Nach DIN EN 1993-1-9 wird das geschweißte Konstruktionsdetail der unbelaste-
ten Quersteife dem Kerbfall 80 zugeordnet. Demzufolge sind gemäß 
DIN EN ISO 5817 die Grenzwerte für Unregelmäßigkeiten der Bewertungsgruppe 
B90 einzuhalten. Ob diese an den Kehlnahtverbindungen der Probekörper erfüllt 
werden oder ob ein Einfluss auf die Ermüdungsfestigkeit aufgrund vorhandener 
Unregelmäßigkeiten zu erwarten ist, wird nachfolgend überprüft. Untersu-
chungsgegenstand bilden die unbehandelten Probekörper im unkorrodierten Zu-
stand. 

Dazu werden Messwerte in Abhängigkeit der Unregelmäßigkeiten erhoben und 
deren Extremwerte bestimmt. Diese werden den normativen Grenzwerten der Be-
wertungsgruppe B90 in Tabelle 3.11 gegenübergestellt, wobei festgestellt werden 
kann, dass die Anforderungen der Bewertungsgruppe B90 eingehalten werden.  
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Tabelle 3.11: Überprüfung der Grenzen für Unregelmäßigkeiten zur Einordnung in die Bewertungsgruppe B90 
nach DIN EN ISO 5817; Grenzwerte für t ≥ 0,5 mm bzw. t > 3 mm (Nr. 1.7, 1.20, 3.2 und 4.1) 

Nr. 
Benennung der 

Unregelmäßigkeit 
Bemerkungen Grenzwert 

Messwert 
(Extremwert) 

          1 Oberflächenunregelmäßigkeiten 
          

1.7 
Nicht durchlaufende  

Einbrandkerbe  
(kurze Unregelmäßigkeit) 

 

h ≤ 0,05 t = 1,25 mm;  
aber max. 0,5 mm 

hmax = 0,21 mm 

          

1.10 
Zu große  

Nahtüberhöhung  
(Kehlnaht) 

 

h ≤ 0,1 b + 1 mm  
= 1,80 mm;  

aber max. 3 mm 
hmax = 0,36 mm 

          

1.12 
Schroffer  

Nahtübergang 
(fehlerhaftes Nahtprofil) 

 

α ≥ 110,00° αmin = 115,12° 

          

1.16 
Übermäßige Ungleich-

schenkligkeit bei  
Kehlnähten  

 

h ≤ 0,15 aA + 1,5 mm  
= 2,10 mm 

hmax = 1,35 mm 

          

1.20 
Zu kleine  

Kehlnahtdicke 

 

Nicht zulässig 
hier: a ≥ 4,00 mm 

amin = 4,10 mm 

         

 

   
     

    

1.21 
Zu große 

 Kehlnahtdicke 

 

h ≤ 0,15 a + 1 mm  
= 1,60 mm;  

aber max. 3 mm 
hmax = 1,24 mm 
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Tabelle 3.11 (Fortsetzung): Überprüfung der Grenzen für Unregelmäßigkeiten zur Einordnung in die Bewer-
tungsgruppe B90 nach DIN EN ISO 5817; Grenzwerte für t ≥ 0,5 mm bzw. t > 3 mm (Nr. 1.7, 1.20, 
3.2 und 4.1)  

Nr. 
Benennung der 

Unregelmäßigkeit 
Bemerkungen Grenzwert 

Messwert 
(Extremwert) 

          2 Innere Unregelmäßigkeiten 
          

2.13 
Ungenügender 

Wurzeleinbrand 

 

Nicht zulässig Nicht vorhanden 

          3 Unregelmäßigkeiten in der Nahtgeometrie 
          

3.2 
Schlechte Passung  

bei Kehlnähten 

 

h ≤ 0,1 aA + 0,5 mm  
= 0,90 mm;  

aber max. 2 mm 
hmax = 0,17 mm 

          

3.3 Winkelversatz  

Eigene Definition: 

 

β ≤ 1,00° βmax = 0,06° 

          4 Mehrfachunregelmäßigkeiten 
          

4.1 

Mehrfachunregelmäßig-
keiten in beliebigem Quer-
schnitt, die den Querschnitt 

verringern 
 

∑ h  
≤ 0,2 t = 5,0 mm 

oder  
≤ 0,2 a = 0,8 mm 

∑ hmax = 0,57 mm 

      

Ergänzend werden die eingesetzten Messmethoden erläutert:  

• Die Oberflächenunregelmäßigkeiten der nicht durchlaufenden Einbrand-
kerbe (Nr. 1.7) und des schroffen Nahtübergangs (Nr. 1.12) werden anhand 
der Ergebnisse aus der Laser-Vermessung zur lokalen Nahtübergangsgeo-
metrie geprüft, siehe Abschnitt 3.4.4.2.  
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• Die weiteren Überprüfungen zu Oberflächenunregelmäßigkeiten betreffen 
die Nahtgeometrie (Nr. 1.10, 1.16, 1.20 und 1.21). Hierfür wird auf die Mes-
sergebnisse aus der Masterarbeit von (Löschner, 2016) zurückgegriffen. 
Dessen Ergebnisse basieren auf Aufnahmen der Kehlnähte, die mit einem 
telezentrischen Objektiv an den Schnittkanten der Probekörper verzer-
rungsfrei aufgenommen und computergestützt vermessen werden.  

• Es werden stichprobenartig Makroschliffbilder angefertigt, um innere Un-
regelmäßigkeiten wie ungenügende Durchschweißung (Nr. 2.13) sowie Un-
regelmäßigkeiten in der Nahtgeometrie wie schlechte Passung bei Kehlnäh-
ten (Nr. 3.2) zu überprüfen. Ein exemplarischer Makroschliff ist in 
Abbildung 3.23 dargestellt.  

 

Abbildung 3.23: Makroschliffbild  

• Inwiefern ein Verzug aus dem Schweißprozess vorliegt, wird anhand des 
Winkelversatzes (Nr. 3.3) überprüft. Diese Messungen werden im Rahmen 
der Masterarbeit von (Löschner, 2016) durchgeführt. Hierzu wird, bezogen 
auf eine definierte Länge, das Stichmaß der Verformung in Probenmitte ge-
messen und daraus der Winkel bestimmt (s. Tabelle 3.11).  

• Die Mehrfachunregelmäßigkeiten in beliebigem Querschnitt (Nr. 4.1) set-
zen sich aus den Unregelmäßigkeiten nicht durchlaufende Einbrandkerbe 
(Nr. 1.7), zu große Kehlnahtdicke (Nr. 1.21) und Pore (Nr. 2.3) zusammen. 
Da die angefertigten Makroschliffe keine innenliegenden Poren aufweisen, 
werden diese bei der Betrachtung der Mehrfachunregelmäßigkeiten nicht 
berücksichtigt.  

1 mm
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3.4.7 Zusammenfassung 

Im Rahmen der Probekörpercharakterisierung erfolgen Messungen zur Erfassung 
der Oberflächenrauheit, der lokalen Schweißnahtübergangsgeometrie, der Blech-
dicke und des Abstands der Schweißnahtfußpunkte. Die Messungen werden an 
unkorrodierten sowie an korrodierten Probekörpern durchgeführt, um korrosi-
onsbedingte Geometrieveränderungen zu bestimmen. Zudem wird die Ferti-
gungsqualität nach DIN EN ISO 5817 im Ausgangszustand überprüft. Die Ergeb-
nisse können wie folgt zusammengefasst werden: 

Oberflächenbeschaffenheit  

• Ausgehend vom unkorrodierten Oberflächenzustand führen beide Vorkor-
rosionsmethoden zu einer deutlichen Erhöhung der Rauheitskenngrößen 
Ra, Rz und Rmax. 

• Die Vorkorrosion in künstlichem Meerwasser mit anschließender Probekör-
perlagerung unter Laboratmosphäre erhöht die Kenngrößen um das ca. 2,0- 
bis 2,7-fache.  

• Die Vorkorrosion durch Salzsprühnebel erhöht die Kenngrößen um das ca. 
3,1- bis 3,8-fache, bei geringerer Streuung.  

• Auf der korrodierten Stahloberfläche äußern sich die Oberflächenverände-
rung in Form von Vertiefungen.  

Lokale Schweißnahtübergangsgeometrie  

Nahtübergangsradius 

• Durch die HFH-Behandlung wird der Nahtübergangsradius erwartungsge-
mäß vergrößert und nähert sich im Mittel dem jeweiligen Pinradius an.  

• Im Anschluss an die Vorkorrosion werden für den HFH-behandelten Zu-
stand erhöhte Radien ermittelt, die auf eine Ausrundung des Nahtüber-
gangs infolge des Korrosionseinflusses schließen lassen.  

• Ein größerer Radius im unkorrodierten Ausgangszustand, der aus einer Be-
handlung mit größerem Pinradius resultiert, scheint die korrosionsbedingte 
Ausrundung zu begünstigen.  
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• Im unbehandelten Zustand ist kein wesentlicher Einfluss aus der Vorkorro-
sion auf den Nahtübergangsradius festzustellen. 

Einbrand- und Eindrucktiefe 

• Die durch die HFH-Anwendung zurückbleibenden, mittleren Eindrucktie-
fen betragen für die unkorrodierten Oberflächenzustände 0,10 mm nach 
HiFIT-Behandlung und 0,14 mm nach PIT-Behandlung.  

• Es zeigt sich eine Tendenz zur Abnahme der Eindrucktiefen durch Vorkor-
rosion. Bezogen auf die Mittelwerte beträgt diese bis zu 0,03 mm. In verein-
zelten Fällen ist nach der Vorkorrosion kein Eindruck mehr feststellbar.  

• Im Gegensatz zum HFH-behandelten Zustand nehmen die Mediane der 
Einbrandtiefe an unbehandelten Schweißnahtübergängen nach Anwen-
dung der Vorkorrosionsmethoden um bis zu 0,03 mm zu.  

Nahtanstiegswinkel 

• Die gemessenen Nahtanstiegswinkel weichen im Mittel nur geringfügig 
von dem im Rahmen der Fertigung definierten Winkel von 45° ab.  

• Weder HFH-Behandlung noch Vorkorrosion verursachen relevante Ände-
rungen des Nahtanstiegwinkels.  

Blechdicke und Abstand der Schweißnahtfußpunkte 

Blechdicke  

• Infolge der Vorkorrosion werden mittlere Reduktionen der Blechdicke her-
vorgerufen, die mit 0,10 mm und 0,11 mm in einer vergleichbaren Größen-
ordnung zueinander liegen.  

• Bei Annahme einer gleichmäßigen Abrostung auf Unter- und Oberseite des 
Grundblechs ergibt sich daraus ein mittlerer Oberflächenabtrag von unge-
fähr 0,05 mm.  

Abstand der Schweißnahtfußpunkte 

• Der Abstand der Schweißnahtfußpunkte ergibt sich im unkorrodierten Zu-
stand im Mittel zu 25,55 mm.  
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• Bezogen auf den Ausgangszustand weichen die Ergebnisse der in Salz-
sprühnebel ausgelagerten Probekörper kaum ab.  

• Eine mittlere Reduktion von 0,35 mm ergibt sich an Probekörpern nach der 
Auslagerung in künstlichem Meerwasser.  

Überprüfung der schweißtechnischen Fertigungsqualität  

• Die Anforderungen an die Bewertungsgruppe B90 werden an den Probe-
körpern der Versuchsserien eingehalten. 

• Im Zuge der durchgeführten Messungen zum Winkelversatz wird ein äu-
ßert geringer schweißbedingter Verzug von maximal 0,06° festgestellt.  

3.5 Ermüdungs- und Korrosionsermüdungsversuche 

Im Folgenden werden die Ermüdungs- und Korrosionsermüdungsversuche vor-
gestellt. Die Korrosionsermüdungsversuche erfolgen auf Basis der in Abschnitt 3.1 
beschriebenen Methoden – mit der Intention, die Korrosionseinflüsse getrennt für 
die Phasen der Rissentstehung und des Rissfortschritts zu untersuchen. Für einen 
konkreten Überblick über das Versuchsprogramm wird auf den Abschnitt 3.2 ver-
wiesen. Diesem Abschnitt ist ebenfalls zu entnehmen, dass die Einstufenversuche 
zugschwellend bei einem Spannungsverhältnis von R = 0,1 mit sinusförmiger 
Kraft-Zeit-Funktion durchgeführt werden. Alle Korrosionsermüdungsversuche 
erfolgen an vorkorrodierten Probekörpern, die Labormethoden zur Vorkorrosion 
werden in Abschnitt 3.3.5 erläutert.  

3.5.1 Versuchsaufbau und Versuchsdurchführung 

3.5.1.1 Ermüdungsversuche an Luft 

Die Ermüdungsversuche an HFH-behandelten und durch Salzsprühnebelprüfung 
vorkorrodierten Probekörpern der Serien HFH SSN Ax und HFH SSN B werden 
an der Versuchsanstalt für Stahl, Holz und Steine des Karlsruher Instituts für 
Technologie (KIT) durchgeführt. Die Versuche an Probekörpern unter axialer Zug-
belastung erfolgen bei einer Prüffrequenz von 4 Hz in einer Prüfmaschine der Fa. 
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Losenhausen (Fmax = 1 MN). Für die Ermüdungsversuche unter Vierpunktbiegung 
kommen Prüfmaschinen der Fa. Instron (Fmax = 250 kN) und der Fa. Losenhausen 
(Fmax = 200 kN) zum Einsatz, wobei die Prüffrequenzen zwischen 3 bis 4 Hz betra-
gen. Für die Darstellung der Versuchsaufbauten wird auf den Abschlussbericht 
des Forschungsprojektes (Ummenhofer et al., 2018) verwiesen.  

Ergänzende Ermüdungsversuche an Luft werden im Anschluss an das For-
schungsprojekt am Labor für Stahl- und Leichtmetallbau der Hochschule Mün-
chen durchgeführt. Die Versuchsdurchführung an Probekörpern der Versuchsse-
rien AW SSN B und HFH unkor B erfolgt unter Biegebelastung in einem 
Säulenprüfstand der Fa. Schenck mit einem Linearzylinder der Fa. Inova des Typs 
AH (Fmax = 63 kN) bei Prüffrequenzen zwischen 2 bis 4 Hz, vgl. Abbildung 3.24.  

 

Abbildung 3.24: Versuchsaufbau zur Durchführung von Ermüdungsversuchen unter Vierpunktbiegung 

Die Biegebelastung wird im Vierpunktbiegeversuch aufgebracht. Demzufolge 
wird ein konstantes Moment und folglich eine konstante Biegespannung im un-
tersuchungsrelevanten Schweißnahtübergangsbereich hervorgerufen. Der Ab-
stand zwischen Auflager und Lasteinleitung beträgt dabei 470 mm und der Ab-
stand zwischen den Lasteinleitungsrollen 160 mm.  
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3.5.1.2 Ermüdungsversuche in künstlichem Meerwasser 

Die simultanen Ermüdungsversuche im korrosiven Medium werden am Labor für 
Stahl- und Leichtmetallbau der Hochschule München durchgeführt. Die Abbil-
dung 3.25 zeigt den dazu verwendeten Versuchsaufbau.  

Die vorkorrodierten Probekörper werden in einer Prüfwanne aus nichtrostendem 
Stahl geprüft, die mit künstlichem Meerwasser befüllt ist. Gelagert werden die 
Probekörper mithilfe eines Auflagergestells, das innerhalb der Prüfwanne positi-
oniert ist. Während der Prüfung befinden sich die untersuchungsrelevanten 
Schweißnahtbereiche ständig unterhalb der Wasseroberfläche.  

Zur Einhaltung der Grenzwerte und zur Gewährleistung einer stabilen Qualität 
des Meerwassers wird bei der Durchführung der simultanen Ermüdungsversuche 
das in Abschnitt 3.3.5.2 beschriebene und vorab validierte Mess- und Regelsystem 
verwendet. 

  

(a) Prüfrahmen (b) Prüfwanne 

Abbildung 3.25: Versuchsaufbau zur Durchführung von Ermüdungsversuchen in künstlichem Meerwasser 

Somit wird eine Sauerstoffsättigung zwischen 92 und 95 % während der Ver-
suchsdurchführung sichergestellt. Die zyklische Belastung erfolgt bei den Ermü-
dungsversuchen in Meerwasser im Vierpunktbiegeversuch. Dazu wird ein ser-
vohydraulischer Prüfzylinder der Fa. Schenck (Fmax = 10 kN) verwendet, der an 

Prüfzylinder

Prüfwanne

Mess- & Regelsystem

Sauerstoffpumpe

Sonden

Kraftmessdose

Probekörper

Lasteinleitung
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einem Stahlprüfrahmen montiert ist. Alle simultanen Ermüdungsversuche an den 
Probekörpern der Serien AW KMW B, HFH KMW B und HFH SSN KMW B wer-
den bei einer Prüffrequenz von 1 Hz durchgeführt. Ebenso wie bei den Ermü-
dungsversuchen an Luft beträgt der Abstand zwischen Auflager und Lasteinlei-
tung 470 mm und der Abstand zwischen den Lasteinleitungsrollen 160 mm.  

3.5.1.3 Abbruchkriterien 

Für die Versuchsserien, die unter Biegebelastung an der Hochschule München ge-
prüft werden, wird das Versuchsende mit dem vollständigen Ermüdungsversa-
gen des Probekörpers gleichgesetzt. Aufgrund des daher stark fortgeschrittenen 
Ermüdungsrisswachstums ergibt sich ein derart hoher Steifigkeitsabfall, der es 
nicht erlaubt, durch den Prüfzylinder weitere Ermüdungsbelastung auf den Pro-
bekörper aufzubringen. Dieses Versagensszenario entspricht bei Nahtüber-
gangsversagen (NÜ) einer Zunahme des Prüfmaschinenwegs zwischen 3,0 bis 
5,0 mm. Bei Grundwerkstoffversagen (GW) fällt die Wegzunahme mit 1,0 bis 
3,0 mm geringer aus. Nach Versuchsende erfolgt der Probekörperausbau und der 
verbleibende Restquerschnitt wird spröde gebrochen. Für das Versagen im Naht-
übergang kann so festgestellt werden, dass der Anteil der Ermüdungsbruchfläche 
ca. 50 % bis 60 % des Grundblechquerschnitts beträgt. Bei den Versuchen der Se-
rien HFH SSN Ax und HFH SSN B wird am KIT als Abbruchkriterium eine Zu-
nahme des Prüfmaschinenwegs von 0,5 mm definiert, wodurch vergleichbare Er-
müdungsbruchflächen erzielt werden.  

3.5.2 Versuchsergebnisse 

Die Versuchsserien werden nachfolgend getrennt nach dem Behandlungszustand 
vorgestellt. Die vollständigen Versuchsergebnisse sind in Anhang A enthalten.  

3.5.2.1 Darstellung und Auswertung der Versuchsergebnisse 

Die Versuchsergebnisse werden anhand von Wöhlerdiagrammen dargestellt. Die 
diesen zugrunde liegenden Versuchsdaten beziehen sich auf die Bruchschwing-
spielzahlen der zuvor beschriebenen Abbruchkriterien. Grundwerkstoffrisse, 
Durchläufer und Versuche, deren Beanspruchungsniveau nach Durchlauf hoch-
gesetzt (HG) werden, sind entsprechend der Legendenbeschreibung gekenn-



3.5 Ermüdungs- und Korrosionsermüdungsversuche 

133 

zeichnet. Die statistische Auswertung erfolgt durch lineare Regression innerhalb 
des Zeitfestigkeitsbereichs auf Basis von Nennspannungen, wobei die charakteris-
tische Wöhlerlinie dem Prognoseintervall entspricht, wie es in (Euler und Kuhl-
mann, 2014) beschrieben ist, (vgl. Abschnitt 2.4.1.2). Innerhalb der Diagramme 
werden die Wöhlerlinien als Mittelwertkurve (PÜ = 50 %) und Fraktilkurve 
(PÜ = 95 %) angegeben. Den experimentellen Wöhlerlinien werden Bemessungs-
wöhlerlinien (s. Abschnitt 2.4.1.3) gegenübergestellt, die das untersuchte Kerbde-
tail in Abhängigkeit des Behandlungszustands und der Umgebungsbedingung 
einstufen.  

3.5.2.2 Versuchsserien unbehandelter Probekörper 

Versagensmodus  

Es kann festgestellt werden, dass das Versagen an unbehandelten Probekörpern 
beider Versuchsserien AW SSN B und AW KWM B ausschließlich im Schweiß-
nahtübergang auftritt. Die Abbildung 3.26 zeigt diese Versagensart exemplarisch 
an einem Probeköper unmittelbar nach der simultanen Prüfung im Meerwasser.  

  

(a) Seitenansicht des Probekörpers (b) Draufsicht auf den gerissenen Nahtübergang 

Abbildung 3.26: Nahtübergangsversagen des unbehandelten Probekörpers AW KMW B 9  

Nennspannungswöhlerlinien  

Die Versuchsergebnisse der Serien an unbehandelten Probekörpern werden im 
Wöhlerdiagramm in Abbildung 3.27 gezeigt.  
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Abbildung 3.27: Nennspannungswöhlerlinien für biegebeanspruchte Quersteifen im unbehandelten Zustand 
unter sequenzieller und simultaner Korrosion M1  

Zunächst wird auf die Serie AW SSN B eingegangen. Die Versuche dieser Serie 
berücksichtigen Korrosionseinflüsse auf die Rissentstehungsphase. Es kann fest-
gestellt werden, dass die erzielten Ermüdungslebensdauern oberhalb der Bemes-
sungswöhlerlinie für unbehandelte und unkorrodierte Quersteifen nach 
DIN EN 1993-1-9 liegen. Die Wöhlerlinie weist eine frei berechnete Neigung von 
m = 3,6 auf. Im Vergleich zu den Regelwerken, die für die Bemessungswöhlerli-
nien des Kerbdetails eine Neigung von mAW = 3 im Zeitfestigkeitsbereich angeben, 
fällt die Neigung somit flacher aus. Der Mittelwert der Ermüdungsfestigkeit ergibt 
sich zu 117 MPa und die charakteristische Ermüdungsfestigkeit beträgt 101 MPa. 
Bezugnehmend auf den Kerbfall 80 nach DIN EN 1993-1-9 liegt die charakteristi-
sche Ermüdungsfestigkeit um 26 % über dem Bemessungswert. Noch deutlicher 
wird der Bemessungswert von 56 MPa für unbehandelte Quersteifen bei freier 
Korrosion nach DNVGL-RP-C203 überschritten, wobei die charakteristische Er-
müdungsfestigkeit um 80 % über dem Bemessungswert liegt.  

Vergleichend wird die Versuchsserie AW KMW B betrachtet. Diese berücksichtigt 
Einflüsse aus Korrosion auf die Rissentstehung sowie auf den Rissfortschritt. Im 
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Gegensatz zur Serie AW SSN B zeigt sich, dass die Lebensdauern dieser Probekör-
per auf vergleichbaren Beanspruchungsniveaus kürzer ausfallen. Bei der Serie 
AW KMW B wird eine Neigung von m = 3,8 ermittelt. Damit fällt diese im Gegen-
satz zur Serie AW SSN B geringfügig flacher aus. Der Mittelwert der Ermüdungs-
festigkeit ergibt sich zu 96 MPa und liegt damit um 18 % unterhalb des Wertes, 
der bei der Serie AW SSN B ermittelt wird. Der Unterschied zwischen den charak-
teristischen Ermüdungsfestigkeiten liegt mit 15 % in einer ähnlichen Größenord-
nung. Obwohl die charakteristische Ermüdungsfestigkeit mit 86 MPa um 8 % über 
dem Bemessungswert von 80 MPa nach DIN EN 1993-1-9 liegt, unterschreitet der 
Großteil der Datenpunkte die Bemessungswöhlerlinie, sodass die charakteristi-
sche Wöhlerlinie der Serie AW KMW B im oberen bis mittleren Zeitfestigkeitsbe-
reich unterhalb dieser Bemessungswöhlerlinie liegt. Vergleicht man die Versuchs-
serie mit der Regelwerksangabe des DNVGL-RP-C203, welche korrosive Umge-
bungsbedingungen durch den Kerbfall 56 berücksichtigt, so befinden sich alle Er-
gebnisse oberhalb der Bemessungswöhlerlinie und die charakteristische Ermü-
dungsfestigkeit der Versuchsserie liegt um 54 % über dem Bemessungswert.  

3.5.2.3 Versuchsserien HFH-behandelter Probekörper 

Versagensmodus  

Bei den Probekörpern der Versuchsserien, die an Luft geprüft werden, tritt das 
Versagen primär im Nahtübergang auf (Abbildung 3.28). Eine Ausnahme bildet 
ein Probekörper der Serie HFH SSN Ax.  

Bei Probekörpern, die simultan in künstlichem Meerwasser geprüft werden, tritt 
neben Nahtübergangs- auch Grundwerkstoffversagen auf, vgl. Abbildung 3.29. So 
bilden sich an drei von 17 Probekörpern der Serie HFH KMW B Risse im Grund-
werkstoff. Noch häufiger ist dies bei der Serie HFH SSN KMW B zu beobachten, 
aus der vier von zehn Probekörpern im Grundwerkstoff versagen.  

Durch Farbeindringprüfungen kann festgestellt werden, dass keine Rissbildung 
im HFH-behandelten Schweißnahtübergang vorliegt. Insofern werden die Le-
bensdauern durch den korrodierten Grundwerkstoff begrenzt. Die Ergebnisse 
werden in die Auswertung einbezogen, repräsentieren damit jedoch die untere 
Grenze zur Ermittlung der Ermüdungsfestigkeit (Ummenhofer et al., 2018).  
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(a) Seitenansicht des Probekörpers (b) Draufsicht auf den gerissenen Nahtübergang 

Abbildung 3.28: Nahtübergangsversagen des HFH-behandelten Probekörpers HFH SSN KMW B 3 

  

(a) Seitenansicht des Probekörpers (b) Draufsicht auf den gerissenen Grundwerkstoff 

Abbildung 3.29: Grundwerkstoffversagen des HFH-behandelten Probekörpers HFH KMW B 12, aus (Ummen-
hofer et al., 2018) 

Nennspannungswöhlerlinien vorkorrodierter Probekörper bei Prüfung an Luft  

Die Ergebnisse der Versuchsserien HFH SSN Ax und HFH SSN B sind in Abbil-
dung 3.30 dargestellt und berücksichtigen den Korrosionseinfluss auf die Rissent-
stehung. Diese werden der Versuchsserie HFH unkor B gegenübergestellt.  

Zunächst kann für die Referenzserie an HFH-behandelten und unkorrodierten 
Probekörpern der Serie HFH unkor B festgestellt werden, dass alle Ergebnisse der 
unter Biegung geprüften Serie deutlich oberhalb des Kerbfalls 140 für HFH-behan-
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delte Quersteifen nach DASt-Richtlinie 026 liegen. Es zeigt sich eine starke Streu-
ung der Ergebnisse, zugleich werden äußerst hohe Ermüdungslebensdauern er-
zielt. Dies äußert sich speziell an einem Probekörper, der nach zweimaligem 
Hochsetzen des Beanspruchungsniveaus bereits 1,2 · 107 Schwingspiele erfahren 
hat. Das Versagen tritt trotz der hohen Spannungsschwingbreite von 300 MPa erst 
nach 917.300 Schwingspielen ein. Aufgrund starker Streuung in Kombination mit 
einer begrenzten Versuchsanzahl liefert die statistische Auswertung kein schlüs-
siges Ergebnis. Daher können keine Wöhlerlinien für diese Serie generiert werden. 

 

Abbildung 3.30: Nennspannungswöhlerlinien für Quersteifen im HFH-behandelten Zustand unter sequenziel-
ler Korrosion  

Eine ähnliche Situation ergibt sich bei der Serie HFH SSN B, die anhand der Vor-
korrosion durch Salzsprühnebel und Prüfung an Luft Korrosionseinflüsse auf die 
Rissentstehung von HFH-behandelten Probeköpern berücksichtigt. Obwohl eine 
größere Versuchsanzahl vorliegt, können aufgrund der stark streuenden Ergeb-
nisse auch für diese Serie keine Wöhlerlinien ermittelt werden. Es werden zwar 
Ermüdungslebensdauern erreicht, die nahe der unkorrodierten Serie 
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HFH unkor B liegen, ebenso ergeben sich auf vergleichbaren Beanspruchungsni-
veaus deutlich reduzierte Lebensdauern. Obgleich sich zwei der Ergebnisse dies-
bezüglich deutlich der Bemessungswöhlerlinie annähern, befinden sich alle Er-
gebnisse oberhalb der Bemessungswöhlerlinie nach DASt-Richtlinie 026.  

Im Gegensatz zu den beiden biegebeanspruchten Versuchsserien tritt bei den Pro-
bekörpern der Serie HFH SSN Ax eine geringere Streuung auf, die eine statistische 
Auswertung ermöglicht. Daraus ergibt sich die freie Neigung der Wöhlerlinie zu 
m = 7,4. Damit fällt die Neigung im Vergleich zur Regelwerksvorgabe nach DASt-
Richtlinie 026 mit mHFH = 5,0 flacher aus. Der Mittelwert der Ermüdungsfestigkeit 
beträgt 202 MPa. Der charakteristische Wert der Ermüdungsfestigkeit ergibt sich 
zu 172 MPa und liegt damit 23 % oberhalb des Kerbfalls 140 nach DASt-Richtli-
nie 026.  

Nennspannungswöhlerlinien vorkorrodierter Probekörper bei Prüfung in KMW 

Die Abbildung 3.31 zeigt die Versuchsergebnisse der Serien HFH KMW B und 
HFH SSN KMW B. Für beide Serien erfolgt die Versuchsdurchführung unter Bie-
gebelastung simultan im Meerwasser. Entsprechend wird der Einfluss aus Korro-
sion auf die Rissentstehung sowie auf den Rissfortschritt berücksichtigt. Wiede-
rum wird die Referenzserie HFH unkor B gegenübergestellt.  

Ebenso wie für die bereits im vorhergehenden Unterabschnitt beschriebene Serie 
HFH unkor B ergeben sich starke Streuungen der Ermüdungslebensdauern. Eine 
sinnvolle statistische Auswertung der Serien HFH KMW B und HFH SSN KMW B 
ist jedoch möglich.  

Anhand der statistischen Auswertung wird bei der Serie HFH KMW B die Nei-
gung m = 4,6 ermittelt, welche im Vergleich zur Neigung mHFH = 5 für HFH-behan-
delte Kerbdetails nach DASt-Richtlinie 026 etwas steiler ausfällt. Die mittlere Er-
müdungsfestigkeit ergibt sich zu 171 MPa und die charakteristische 
Ermüdungsfestigkeit beträgt 127 MPa. Bezogen auf die charakteristische Ermü-
dungsfestigkeit wird die Bemessungswöhlerlinie des Kerbfalls 140 nach DASt-
Richtlinie 026 um 9 % unterschritten. Gleichwohl ist festzustellen, dass alle Ver-
suchsergebnisse oberhalb der Bemessungswöhlerlinie der DASt-Richtlinie 026 
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liegen. Allerdings befinden sich diese im Gegensatz zu den Ergebnissen der Serie 
HFH unkor B größtenteils weitaus näher an der Bemessungswöhlerlinie.  

 

Abbildung 3.31: Nennspannungswöhlerlinien für biegebeanspruchte Quersteifen im HFH-behandelten Zustand 
unter simultaner Korrosion M1 und M2  

Dies gilt gleichermaßen für die Serie HFH SSN KMW B. Jedoch wird für diese eine 
steilere Neigung von m = 3,6 ermittelt. Es ergibt sich eine mittlere Ermüdungsfes-
tigkeit von 154 MPa und eine charakteristische Ermüdungsfestigkeit von 118 MPa, 
welche um 16 % unterhalb des Kerbfalls 140 nach DASt-Richtlinie 026 liegt.  

Vergleicht man die erzielten Ermüdungslebensdauern beider Serien HFH KMW B 
und HFH SSN KMW B im mittleren bis unteren Zeitfestigkeitsbereich, so ist er-
kennbar, dass durch Salzsprühnebel vorkorrodierte Probekörper tendenziell ge-
ringere Bruchschwingspielzahlen aufweisen.  
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3.5.3 Zusammenfassung 

Abschnitt 3.5 beinhaltet die Einstufenversuche an unkorrodierten und korrodier-
ten Probekörpern (S355J2+N; t = 25 mm), vgl. Versuchsprogramm in Abschnitt 3.2. 
Diese erfolgen unter zugschwellender Beanspruchung (R = 0,1). Korrosive Ein-
flüsse auf die Rissentstehung und auf den Rissfortschritt werden gemäß Ab-
schnitt 3.1 experimentell berücksichtigt. Die Versuche werden bei freier Neigung 
auf Basis von Nennspannungen ausgewertet. Den Ergebnissen werden die Bemes-
sungswöhlerlinien für den unbehandelten und unkorrodierten Zustand nach 
DIN EN 1993-1-9 mit Kerbfall 80 und für freie Korrosion nach DNVGL-RP-C203 
mit Kerbfall 56 gegenübergestellt. Serien mit HFH-behandelten Probekörpern 
werden mit dem Kerbfall 140 nach DASt-Richtlinie 026 verglichen.  

Versuchsserien unbehandelter Probekörper  

Untersucht werden durch Salzsprühnebel vorkorrodierte und an Luft geprüfte 
Probekörper sowie durch künstliches Meerwasser vorkorrodierte und simultan 
im Meerwasser geprüfte Probekörper. Dabei ergeben sich folgende Ergebnisse: 

Versagensmodus 

• Alle unbehandelten Probekörper versagen im Schweißnahtübergang.  

Ermüdungslebensdauer 

• Simultan im Meerwasser geprüfte Probekörper weisen gegenüber vorkor-
rodierten Probekörpern an Luft geringere Bruchschwingspielzahlen auf.  

• Die Wöhlerlinie des Kerbfalls 80 (unkorrodiert) wird von vorkorrodierten 
Probekörpern bei Versuchen an Luft überschritten, bei Versuchen im Meer-
wasser hingegen überwiegend unterschritten.  

• Alle unbehandelten Probekörper liegen oberhalb der Bemessungswöhlerli-
nie des Kerbfalls 56 (freie Korrosion).  

Wöhlerlinie und Ermüdungsfestigkeit  

• Es werden mit m = 3,6 und m = 3,8 flachere Wöhlerlinienneigungen im Ver-
gleich zur geregelten Neigung von mAW = 3,0 ermittelt.  
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• Die charakteristische Ermüdungsfestigkeit vorkorrodierter Probekörper 
liegt bei Versuchen an Luft um 26 % über dem Kerbfall 80 (unkorrodiert) 
und um 80 % über dem Kerbfall 56 (freie Korrosion).  

• Die charakteristische Ermüdungsfestigkeit vorkorrodierter Probekörper 
liegt bei Versuchen in Meerwasser um 8 % über dem Kerbfall 80 (unkorro-
diert) und um 54 % über dem Kerbfall 56 (freie Korrosion).  

• Die Versuche in Meerwasser führen zu einer um 18 % (PÜ = 50 %) und 15 % 
(PÜ = 95 %) geringeren Ermüdungsfestigkeit als die Versuche an Luft.  

Versuchsserien HFH-behandelter Probekörper 

Neben unkorrodierten Probekörpern werden durch Salzsprühnebel vorkorro-
dierte und an Luft geprüfte Probekörper (sequenzielle Korrosion) sowie durch 
künstliches Meerwasser vorkorrodierte und simultan im Meerwasser geprüfte 
Probekörper (simultane Korrosion M1) untersucht. Eine weitere Serie umfasst die 
Vorkorrosion durch Salzsprühnebel mit anschließender Prüfung in Meerwasser 
(simultane Korrosion M2). Vorrangig erfolgen die Versuche unter Biegebelastung. 
Eine Serie mit vorkorrodierten Probekörpern wird an Luft unter axialer Zugbelas-
tung geprüft. Zusammengefasst ergeben sich folgende Ergebnisse:  

Versagensmodus 

• An Luft geprüfte Probekörper versagen im HFH-behandelten Zustand bis 
auf eine Ausnahme im Schweißnahtübergang.  

• Bei HFH-behandelten Probekörpern, die im Meerwasser geprüft werden, 
tritt neben Nahtübergangs- ebenfalls Grundwerkstoffversagen auf – am 
häufigsten nach der Vorkorrosion im Salzsprühnebel.  

• Im Fall von Grundwerkstoffversagen werden gleichzeitig auftretende Risse 
im HFH-behandelten Schweißnahtübergang ausgeschlossen. Es wird daher 
angenommen, dass der korrodierte Grundwerkstoff die erreichbare Lebens-
dauer begrenzt und diese im Rahmen der Auswertung die untere Grenze 
zur Ermittlung der Ermüdungsfestigkeit repräsentiert.  
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Ermüdungslebensdauer 

• Die Bruchschwingspielzahlen aller Versuchsserien mit HFH-behandelten 
Probekörpern liegen auch bei Korrosionseinfluss oberhalb der Bemessungs-
wöhlerlinie des Kerbfalls 140.  

• Eine signifikante Streuung der Lebensdauern HFH-behandelter Probekör-
pern ist bei Biegebelastung festzustellen. Im Gegensatz dazu fallen diese bei 
axialer Zugbelastung deutlich geringer aus. Insbesondere die Kombination 
aus Biegebelastung und Vorkorrosion durch Salzsprühnebel führt zu einer 
starken Streuung der Bruchschwingspielzahlen.  

• Im Meerwasser geprüfte Probekörper weisen im mittleren bis unteren Zeit-
festigkeitsbereich (N > 5 · 105 Schwingspiele) geringere Bruchschwingspiel-
zahlen auf, wenn die Vorkorrosion durch Salzsprühnebel vorgenommen 
wird. 

Wöhlerlinie und Ermüdungsfestigkeit  

• Aufgrund stark streuender Bruchschwingspielzahlen für die an Luft durch-
geführten Biegeversuche ist für diese keine sinnvolle statistische Auswer-
tung möglich.  

• Bei axialer Zugbelastung wird mit m = 7,4 eine flachere Neigung im Ver-
gleich zu mHFH = 5,0 nach DASt-Richtlinie 026 ermittelt. Bei den Serien mit 
biegebeanspruchten Probekörpern, die im Meerwasser geprüft werden, er-
geben sich hingegen mit m = 3,6 und m = 4,6 steilere Neigungen.  

• Die charakteristische Ermüdungsfestigkeit der bei axialer Zugbelastung 
durchgeführten sequenziellen Versuche mit Vorkorrosion durch Salzsprüh-
nebel liegt um 23 % über dem Kerbfall 140.  

• Für die simultan im Meerwasser durchgeführten Versuche werden charak-
teristische Ermüdungsfestigkeiten ermittelt, die um 9 und 16 % unterhalb 
des Kerbfalls 140 liegen.  
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3.6 Untersuchung des Ermüdungsrissverhaltens 

Begleitend zu den Ermüdungs- und Korrosionsermüdungsversuchen wird das 
Rastlinienverfahren eingesetzt, mit dem Ziel, die Rissentstehung und das Riss-
wachstum an den unbehandelten sowie HFH-behandelten Schweißnahtübergän-
gen genauer analysieren und beurteilen zu können. Fokus liegt besonders auf der 
Untersuchung des Einflusses aus simultan einwirkender, korrosiver Umgebung 
auf den Rissfortschritt im HFH-behandelten Zustand.  

3.6.1 Anwendung des Rastlinienverfahrens 

3.6.1.1 Entstehungsprinzip von Rastlinien 

Rastlinien (engl. beach marks), auch Rastmarken genannt, treten als linienförmige 
Verfärbungen auf den Bruchflächen ermüdungsbeanspruchter Bauteile auf. Sie 
entstehen in der Phase des stabilen Risswachstums durch Belastungsänderungen. 
Variiert die Belastungshöhe, so verändert sich die Rissfortschrittsgeschwindigkeit. 
Bei verringerter Belastung verlangsamt sich der Rissfortschritt, wodurch eine un-
terschiedlich starke Oxidation im Rissspitzenbereich auftritt (Bargel und 
Schulze, 2018). Als Folge bleiben dunkle Verfärbungen, die Rastlinien, zurück. Sie 
markieren die Rissfront, zugehörig zum Ereignis mit geringer Belastungshöhe. 
Helle Bereiche auf der Bruchfläche von Stahlbauteilen weisen hingegen auf höhere 
Belastungen mit beschleunigter Rissfortschrittsgeschwindigkeit hin (Richard und 
Sander, 2012). Neben geänderten Rissfortschrittsraten können Rastlinien des Wei-
teren durch einzelne Überlasten (Richard und Sander, 2012) oder infolge zeitwei-
ser Unterbrechung der Ermüdungsbelastung entstehen (Bürgel et al., 2014).  

3.6.1.2 Versuchsdurchführung zur Erzeugung von Rastlinien 

In dieser Arbeit wird beim Rastlinienverfahren das Prinzip der Rissfrontmarkie-
rung genutzt. Durch gezieltes Einstreuen so genannter Markierungszyklen wird 
das Risswachstum auf den Bruchflächen von Probekörpern als Folge einer block-
weisen Änderung der Belastungshöhe visualisiert. Die erzeugten Rastlinien er-
möglichen die Untersuchungen des Rissentstehungs- und Rissfortschrittsverhal-
tens.  
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Gemäß der gängigen Praxis in Forschungsarbeiten zu Schweißverbindungen wer-
den Probekörper in einem zweistufigen Blocklastprogramm geprüft. Die zugehö-
rige Beanspruchungsfolge mit Blöcken von jeweils 10.000 Schwingspielen ist in 
Abbildung 3.32 schematisch dargestellt. Die Oberspannung wird während des 
Versuchs konstant gehalten, um Einflüsse aus Lastfolgeeffekten zu minimieren, 
vgl. (Weich, 2009). Die Erzeugung von Rastlinien erfolgt im Markierungszyklus. 
Dafür wird die Beanspruchungsschwingbreite in diesem Zyklus halbiert, um eine 
reduzierte Rissfortschrittsgeschwindigkeit hervorzurufen.  

 

Abbildung 3.32: Schematische Beanspruchungsfolge zur Erzeugung von Rastlinien im Markierungszyklus  
in Anlehnung an (Dürr, 2007; Weich, 2009)  

Den Rastlinienuntersuchungen werden die in Abschnitt 3.2 beschriebenen Para-
meter der Einstufenversuche zugrunde gelegt. So erfolgt die Versuchsdurchfüh-
rung innerhalb der Versuchszyklen bei einem Spannungsverhältnis von R = 0,1. 
Die Prüffrequenz für simultane Versuche in künstlichem Meerwasser beträgt 
fKMW = 1 Hz. Im Rahmen der Rastlinienversuche erfolgt die Beanspruchung aus-
schließlich unter Vierpunktbiegung. 
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3.6.2 Erfassung und Beschreibung der Bruchflächen 

Nach Versuchsende werden die Probekörper auf einer elektrohydraulischen Ho-
rizontalpresse mit Biegevorrichtung vollständig gebrochen. Anschließend werden 
ebene Abschnitte der Bruchflächen durch einen Sägeschnitt von den Teilsegmen-
ten der Probekörper getrennt. Die Bilderfassung der Ermüdungsbruchflächen er-
folgt unter Verwendung des Digitalmikroskops Keyence VHX 5000 mit dem Ob-
jektiv VH Z-20R. Die Einzelbilder werden in 50-facher Vergrößerung mithilfe 
eines motorisierten Objekttisches automatisiert aufgenommen und zu einem Ge-
samtbild zusammengesetzt, vgl. Abbildung 3.33.  

 

Abbildung 3.33: Ermüdungsbruchfläche mit visuell erkennbaren Rastlinien und den Rissgeometrieparametern  

Ausgehend von Anrissen im Nahtübergangsbereich zeichnen sich die Rastlinien 
auf der Ermüdungsbruchfläche ab und visualisieren das Fortschreiten der Riss-
front in Tiefenrichtung. Es ist deutlich erkennbar, dass mit zunehmender Risstiefe 
die Abstände zwischen den Markierungen zunehmen.  

Die begrenzte Ausdehnung der einzelnen Rastlinien lässt darauf schließen, dass 
der Rissfortschritt während der Markierungszyklen minimiert werden konnte 
und bestätigt damit die Wahl der eingestreuten Markierungszyklen. Lediglich für 
die jeweils tiefste Rastlinie, die durch den letzten Markierungsblock entsteht, ist 
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eine etwas stärkere Ausdehnung feststellbar. Diese ist durch die stark erhöhte 
Rissfortschrittsgeschwindigkeit in dieser Risstiefe zu erklären.  

Die hellen Bereiche zwischen den Rastlinien repräsentieren die eigentlichen 
Schwingbruchflächen, die in den Versuchszyklen entstehen. Makroskopisch be-
trachtet beschreibt die feinstrukturierte, glatte Bruchfläche dabei die Phase des 
stabilen Rissfortschritts bis über die tiefste Rastlinie hinaus.  

Unterhalb der tiefsten Rastlinie ist in Abhängigkeit des Beanspruchungsniveaus 
und der Größe des verbleibenden Restquerschnitts eine gewisse Anzahl an Ver-
suchszyklen ertragbar und noch dem stabilen Rissfortschritt zuzuordnen, bis der 
Rissfortschritt instabil wird. Dieser Übergangsbereich äußert sich auf dem Bruch-
bild der hier untersuchten Probekörper durch eine visuell erkennbare Vergröbe-
rung der Bruchoberfläche. Anschließend tritt der Restbruch ein, der sich als stark 
aufgeraute Bruchfläche deutlich hervorhebt.  

3.6.3 Vermessung und Auswertung  

Die Erfassung der Rissgeometrie erfolgt 2D-CAD basiert mit der Software Auto-
CAD 2021. Die Gesamtaufnahmen der Bruchflächen werden maßstäblich impor-
tiert und die Rastlinien in ihrer Mittelachse unter Verwendung einer Spline-An-
gleichung detailliert nachgebildet. Tieferliegende Rastlinien sind deutlich aus-
geprägt und können lückenlos erfasst werden. Mit abnehmendem Oberflächenab-
stand erschwert sich die Erkennung der Rastlinienmarkierungen. Um die Ermitt-
lung der Rissgeometriedaten zu optimieren, werden in diesen Fällen die nachfol-
genden Bearbeitungen, einzeln oder in Kombination, zur Verbesserung der 
Bildinformationen vorgenommen:  

• Nachträgliche Bearbeitung durch Belichtungs-, Farb- und Kontrastkorrek-
turen.  

• Verwendung eines Invertierungsfilters (Umkehrung heller und dunkler 
Töne in Bildern, hier mithilfe des Rasterwerkzeugs von AutoCAD 2021). 

• Ergänzende Rastlinienauswertung der gegenüberliegenden Bruchfläche 
und Überlagerung der erfassten Rastlinien beider Bruchflächen. 



3.6 Untersuchung des Ermüdungsrissverhaltens 

147 

Mithilfe der ergänzenden Bearbeitungsschritte ist es im Rahmen dieser Arbeit 
möglich, die Datenlage von bereits in (Ummenhofer et al., 2018) untersuchten Pro-
bekörpern um Rastlinien mit Risstiefen kleiner 2 mm zu erweitern. Die vollstän-
dige Erfassung der Rissform in oberflächennahen Bereichen nahe den Anrissorten 
ist dennoch nicht in jedem Fall möglich. Jedoch können in diesen Bereichen Rast-
linien als Teilsegmente der Rissfront aufgenommen werden – was zumindest Auf-
schluss über die dortige Risstiefenentwicklung gibt, solange die Zuordnung der 
Rastlinienabfolge möglich ist. 

Basierend auf der Bruchschwingspielzahl des zum Versagen führenden Risses 
werden durch Rückwärtszählung die Versuchszyklen den jeweiligen Rastlinien 
und damit der entsprechenden Risstiefe zugeordnet. Mithilfe von Schwingspiel-
zahl und Risstiefe wird die Rissfortschrittsgeschwindigkeit da/dN berechnet. Aus-
gehend von der Endrisstiefe wird diese auf die mittlere Risstiefe am, zweier aufei-
nander folgender Risstiefen bezogen. Dabei kann die mittlere Risstiefe am anhand 
von Gl. (3.1) ermittelt werden:  

am =
aj + aj−1

2
  (3.1) 

Die zugehörige Rissfortschrittsgeschwindigkeit wird nach Gl. (3.2) berechnet:  

da
dN

(am) =
aj − aj−1

Nj − Nj−1
  (3.2) 

Zudem wird für vollständig erfassbare Risse, die nicht über die Breite des Probe-
körpers hinaus und somit nicht an der Flanke der Probekörper in Tiefenrichtung 
wachsen, die Oberflächenrisslänge 2c gemessen (s. Abbildung 3.33). Auch wenn 
die eigentliche Rissfront eine deutlich komplexere Geometrie aufweist, kann unter 
der Annahme einer halbelliptischen Rissform mit der Risstiefe a und der halben 
Risslänge c das Halbachsenverhältnis a/c gebildet werden und eine vereinfachte 
Beschreibung der Rissgeometrie erfolgen.  
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3.6.4 Ergebnisse der Rastlinienuntersuchungen 

3.6.4.1 Übersicht 

Die Tabelle 3.12 gibt einen Überblick über die untersuchten Probekörper und die 
Versuchsparameter. Zudem fasst sie die Ergebnisse der Rastlinienuntersuchungen 
zusammen. Unter Vernachlässigung der Schwingspielzahlen der Markierungs-
zyklen werden die experimentellen Lebensdauern für das Versagen Nf, für die 
Rissinitiierung mit Bezug auf die minimal detektierbare Risstiefe Ni(amin) und für 
den Rissfortschritt Np sowie das Lebensdauerverhältnis Ni(amin)/Nf angegeben.  

Tabelle 3.12: Ergebnisse der Rastlinienuntersuchungen (Biegebeanspruchung; R = 0,1; fKMW = 1 Hz) 

Probekörper Behandlung 
Δσn 

[MPa] 
Nf 
[-] 

Ni(amin) 
[-] 

Np 
[-] 

Ni(amin)/Nf 

[%] 
amin 

[mm] 

        AW SSN B 05 - 232 154.319 114.000 40.319 74 2,71 

AW SSN B 08 - 150 856.965 728.000 128.965 85 3,97 

AW SSN B 09 - 250 177.073 90.000 87.073 51 0,55 

                HFH unkor B 01* PIT 310 736.675 664.000 72.675 90 3,01 

HFH unkor B 07 HiFIT 251 333.236 100.000 233.236 30 0,79 

                HFH SSN B 05 PIT 330 447.360 280.000 167.360 63 1,71 

HFH SSN B 11 HiFIT 300 234.731 110.000 124.731 47 0,83 

                HFH KMW B 07 HiFIT 232 217.885 160.000 57.885 73 2,55 

HFH KMW B 14* PIT 300 454.381 420.000 34.381 92 3,55 

HFH KMW B 17 HiFIT 230 215.838 130.000 85.838 56 0,72 

                HFH SSN KMW B 05 HiFIT 230 291.050 205.000 86.050 70 1,36 

        
* zusätzlicher Eckriss  

3.6.4.2 Bruchflächen und Entwicklung der Rissgeometrie 

Ein Auszug von Bruchbildern für Probekörper der Versuchsserien wird in Abbil-
dung 3.34 gezeigt. Zum Versagen führende Anrisse entstehen im Rahmen der 
Rastlinienuntersuchungen ausschließlich im untersuchungsrelevanten Schweiß-
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nahtübergang. Ausgehend von den Anrissen im Nahtübergang visualisieren die 
Rastlinien die Rissausbreitung in Tiefenrichtung.  

 

Abbildung 3.34: Bruchflächen mit erzeugten Rastlinien (verdeutlicht durch schwarze CAD-Linien) 

In Abbildung 3.35 sind die ermittelten Halbachsenverhältnisse über die Risstiefe 
aufgetragen, um die Entwicklung der Rissform quantitativ zu beschreiben.  

Wie in Abbildung 3.34a und b zu sehen, ergeben sich für die an Luft geprüften, 
unbehandelten Probekörper der Serie AW SSN B äußerst breite Risse. Aufgrund 
der begrenzten Probekörperbreite erreichen diese bereits in geringen Risstiefen 
die Seitenkanten und wachsen anschließend näherungsweise parallel zur Ober-

(a) AW SSN B 08, Δσ = 150 MPa, Nf = 856.965 2 mm (b) AW SSN B 09, Δσ = 250 MPa, Nf = 177.073 2 mm

(c)  HFH unkor B 01, Δσ = 310 MPa, Nf = 736.675 2 mm (d) HFH SSN B 05, Δσ = 330 MPa, Nf = 447.360 2 mm

(e)  HFH unkor B 07, Δσ=251 MPa, Nf =333.236 2 mm (f)   HFH SSN B 11, Δσ = 300 MPa, Nf = 234.731 2  mm

(g) HFH KMW B 17, Δσ = 230 MPa, Nf = 215.838 2 mm (h)   HFH SSN KMW B 05, Δσ = 230 MPa, Nf = 291.050 2 mm
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fläche in Tiefenrichtung weiter. Daher beschränkt sich die Auswertung der Halb-
achsenverhältnisse in Abbildung 3.35 auf zwei Risse des Probekörpers 
AW SSN B 09. 

Abbildung 3.35: Veränderung des Halbachsenverhältnisses über die Risstiefe 

Gemäß den Ausführungen in Abschnitt 2.4.3.7 ist davon auszugehen, dass derart 
breite Rissfronten aus Koaleszenzereignissen vieler oberflächennaher Anrisse re-
sultieren, die entlang des gesamten Schweißnahtübergangs entstehen. Ein solches 
Schädigungsverhalten ist mit den Ergebnissen von (Dürr, 2007) vergleichbar, der 
an unkorrodierten Schweißnahtübergängen von unbehandelten Quersteifen 
breite Risse mit a/c-Verhältnissen < 0,1 beobachtet. Im genannten Fall handelt es 
sich ebenso wie bei den hier untersuchten Probekörpern um vollmechanisiert ge-
schweißte Kehlnähte. Es ist daher anzunehmen, dass primär die Verwendung von 
Maschinenschweißnähten ursächlich für die breiten Rissfronten mit geringen 
Halbachsenverhältnissen ist. Dies begründet sich nach (Zerbst, 2015) durch eine 
homogene Verteilung der Anrissorte aufgrund einer fertigungsbedingt einheitli-
chen Geometrie des Schweißnahtübergangs. Dieser Argumentation folgend, wird 
nicht von einem maßgeblich veränderten Rissverhalten infolge der Vorkorrosion 
durch Salzsprühnebel ausgegangen.  

Zu den unbehandelten Probekörpern abweichende Rissformen können an HFH-
behandelten Probekörpern festgestellt werden, vgl. Abbildung 3.34c-h. Die Risse 
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erreichen erst wesentlich später die Probekörperkanten, wodurch eine umfassen-
dere Auswertung der Risserweiterung möglich ist, vgl. Abbildung 3.35. Folglich 
beeinflusst der Behandlungszustand die Entwicklung der Rissgeometrie. Im un-
behandelten Zustand verbreitern sich die Risse, während die Risse im HFH-be-
handelten Zustand stärker in die Tiefe wachsen. Demnach ergeben sich größere 
Halbachsenverhältnisse im HFH-Zustand gegenüber dem AW-Zustand. Diesbe-
züglich vergleichbare Ergebnisse liegen von (Yuan und Sumi, 2015) vor. Mithilfe 
von rechnerischen Rissfortschrittsanalysen ermittelten sie im UIT-Zustand grö-
ßere a/c-Verhältnisse als im AW-Zustand und begründeten diese Abweichungen 
mit den eingebrachten Druckeigenspannungen in Kombination mit einer geringe-
ren Spannungskonzentration in oberflächennahen Bereichen. 

Für die hier untersuchten HFH-behandelten Probekörper kann darüber hinaus 
festgestellt werden, dass sich die Rissformen zudem in Abhängigkeit des Behand-
lungsverfahrens unterscheiden. Die Bruchflächen der HiFIT-behandelten Probe-
körper (Abbildung 3.34e-h) weisen anfänglich breite Risse infolge wiederholter 
Koaleszenzereignisse auf. Daraufhin steigt das Halbachsenverhältnis mit zuneh-
mender Risstiefe näherungsweise konstant an, vgl. Abbildung 3.35. Dies gilt für 
den unkorrodierten Probekörper und ebenso für alle korrodierten Probekörper, 
unabhängig der Vorkorrosionsmethode und unabhängig davon, ob die Versuche 
an Luft oder in künstlichem Meerwasser durchgeführt werden. Insofern sind 
keine erheblichen Abweichungen zwischen der Rissgeometrieentwicklung an un-
korrodierten und korrodierten Probekörpern festzustellen.  

Auf den Bruchflächen der PIT-behandelten Probekörper (Abbildung 3.34c und d) 
werden hingegen vereinzelte Anrisse beobachtet, die frühzeitig einen zum Versa-
gen führenden Riss bilden. In zwei von drei Fällen wird dieser Riss durch einen 
zusätzlichen Eckriss begleitet. Die Auswertung des Halbachsenverhältnisses be-
schränkt sich auf den maßgeblich zum Versagen führenden Riss im Bereich nahe 
der Probenmitte. Die entsprechenden Kurvenverläufe in Abbildung 3.35 zeichnen 
sich im Vergleich zu denen der HiFIT-behandelten Probekörper durch größere a/c-
Verhältnisse und eine unstetigere Entwicklung aus. Ob bei PIT-behandelten Pro-
bekörpern ein Einfluss aus Korrosion auf die Risserweiterung vorhanden ist, kann 
nicht eindeutig beurteilt werden. Die Halbachsenverhältnisse des unkorrodierten 
Probekörpers liegen zwar unter denen des durch Salzsprühnebel korrodierten 
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Probekörpers, jedoch können für den Probekörper HFH unkor B 01 lediglich vier 
Ergebnisse für tief liegende Risse mit a > 3 mm ermittelt werden. Da eine verglei-
chende Betrachtung nur bedingt möglich ist, kann diesbezüglich keine abschlie-
ßende Bewertung erfolgen.  

3.6.4.3 Minimal detektierbare Risstiefe und Lebensdaueranteile 

Die minimal detektierbaren Risstiefen der zum Versagen führenden Risse und das 
zugehörige Verhältnis der Rissinitiierungsphase an der Gesamtlebensdauer wer-
den in Tabelle 3.12 zusammengefasst. Eine grafische Darstellung dieser Ergeb-
nisse erfolgt in Abbildung 3.36. Um die eigenen Versuchsergebnisse besser ein-
ordnen zu können, werden Referenzergebnisse aus Rastlinienuntersuchungen 
von weiteren Forschungsarbeiten zu geschweißten Konstruktionsdetails gegen-
übergestellt. Dabei wird das Parameterfeld in Hinblick auf das Spannungsverhält-
nis und den Werkstoff so gewählt, dass eine gute Vergleichbarkeit der Ergebnisse 
gewährleistet ist.  

 

Abbildung 3.36: Verhältnis der Rissinitiierungsphase zur Gesamtlebensdauer in Abhängigkeit der minimal de-
tektierbaren Risstiefe; Vergleich zu Literaturergebnissen für Makrorisse mit amin ≥ 0,5 mm  

0,0 0,5 1,0 1,5 2,0 2,5 3,0 3,5 4,0
amin [mm]

0,0

0,2

0,4

0,6

0,8

1,0

N
i(a

m
in

)/
N

f [-
]

  
  
  
  
   

   
   
   

   
   

    
  

AW: normal-und höherfester Baustahl
HFH: normalfester Baustahl
0 ≤ R ≤ 0,1

◼ Quersteife AW
⬤ Quersteife HFH
▲ Stumpfstoß AW
⬧ Stumpfstoß HFH 
▼ Stumpfstoß (einseitig geschweißt) AW

 

 

AW SSN B
HFH unkor B
HFH SSN B
HFH KMW B
HFH SSN KMW B
Collmann 2021, Stumpfstoß AW
Dürr 2006, Quersteife AW
Dürr 2006, Quersteife HFH
Weich 2009, Stumpfstoß AW
Weich 2009, Stumpfstoß HFH
Weidner 2020, Stumpfstoß AW 
(KHP, einseitig geschweißt)

 

 

  
  
  
  
   

   
   AW
   

   
   

    
  



3.6 Untersuchung des Ermüdungsrissverhaltens 

153 

Die Lebensdaueranteile der Rissentstehung bzw. des Rissfortschritts an der Ge-
samtlebensdauer sind im Wesentlichen von der Kerbwirkung abhängig. Liegt eine 
hohe Kerbschärfe vor, so nimmt der Rissfortschritt einen signifikanten Anteil an 
der Lebensdauer ein, da die Rissbildung frühzeitig auftritt – wohingegen an 
schwach gekerbten Bauteilen die Anrisslebensdauer dominiert.  

Verschiedene Referenzergebnisse für geschweißte Konstruktionsdetails bestäti-
gen dies. Bei Betrachtung vergleichbarer Risstiefen zeigt sich, dass die Versuchs-
ergebnisse von (Weich, 2009) und (Collmann, 2021) an Querstumpfstößen mit ver-
hältnismäßig milder Kerbwirkung in einer ähnlichen Größenordnung liegen. In 
beiden Fällen überwiegt der Anteil der Rissinitiierungsphase gegenüber der Riss-
fortschrittsphase deutlich. Im Gegensatz dazu stellt (Weidner, 2020) an einseitig 
geschweißten Stumpfstößen mit hoher Kerbschärfe im Nahtwurzelbereich fest, 
dass die Rissfortschrittsphase den maßgeblichen Anteil an der Gesamtlebensdauer 
einnimmt. Die Ergebnisse von (Dürr, 2007) für das Konstruktionsdetail der Quer-
steife liegen dazwischen und weisen eine annährend ausgewogene Verteilung 
zwischen Rissentstehungs- und Rissfortschrittsphase auf.  

Für die eigenen Versuchsserien an Quersteifen betragen die minimal messbaren 
Risstiefen zwischen 0,55 mm und 3,97 mm und variieren somit stark. Die zugehö-
rigen Anteile der Phase bis zum messbaren Anriss an der Gesamtlebensdauer wei-
chen ebenso deutlich voneinander ab und liegen zwischen 30 % und 92 %. Dabei 
fällt der Anteil bei kleinen Werten von amin geringer aus. Bei Probekörpern, deren 
minimal detektierbare Risstiefen unterhalb von 1 mm liegen, beträgt die Lebens-
dauer bis zum messbaren Anriss zwischen 30 % und 56 % der Gesamtlebensdauer. 
Das Ergebnis des unbehandelten und an Luft geprüften Probekörpers liegt mit 
Ni(amin)/Nf = 51 % in einer ähnlichen Größenordnung zu den Ergebnissen unbe-
handelter Quersteifen von (Dürr 2007). Für den hier untersuchten HFH-behandel-
ten und unkorrodierten Probekörper wird im Risstiefenbereich bis zu 1 mm eine 
kürzere Phase bis zum messbaren Anriss und damit eine längere Rissfortschritts-
phase ermittelt. Das zugehörige Lebensdauerverhältnis beträgt Ni(amin)/Nf = 30 %. 
Im Vergleich dazu ergibt sich für den simultan im Meerwasser geprüften Probe-
körper, der auf einem ähnlich hohen Beanspruchungsniveau geprüft wird, eine 
um 26 % kürzere Rissfortschrittsphase.  
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3.6.4.4 Rissfortschrittsgeschwindigkeit und Risswachstum 

Gesamtübersicht 

In Abbildung 3.37 werden die eigenen Ergebnisse zum Rissfortschrittsverhalten 
vorgestellt. Dazu wird die Rissfortschrittsgeschwindigkeit da/dN auf die mittlere 
Risstiefe am bezogen, vgl. Abschnitt 3.6.3. Des Weiteren wird das Risswachstum 
abgebildet, indem die Risstiefe a über die Schwingspielzahl N aufgetragen wird. 
Eingeteilt werden die Ergebnisse nach dem Behandlungszustand (AW/ HFH) und 
gemäß der Prüfumgebung (Luft/ KMW). 

Die unbehandelten und durch Salzsprühnebel vorkorrodierten Probekörper der 
an Luft geprüften Serie AW SSN B weisen ein typisches Rissfortschrittsverhalten 
auf – so steigt mit zunehmender Risstiefe ebenso die Rissfortschrittsgeschwindig-
keit an, vgl. Abbildung 3.37a. Weiterhin geht mit einer niedrigeren Beanspru-
chungshöhe eine geringere Rissfortschrittsgeschwindigkeit einher. Das zugehö-
rige Risswachstum ist in Abbildung 3.37b dargestellt.  

Die Rissfortschrittsgeschwindigkeiten von HFH-behandelten und an Luft geprüf-
ten Probekörpern der Serien HFH unkor B und HFH SSN B werden in Abbil-
dung 3.37c gezeigt. Im Vergleich zum unbehandelten Zustand treten vor allem in 
oberflächennahen Bereichen deutliche Verzögerungen auf, obwohl die Probekör-
per vorrangig auf höheren Beanspruchungsniveaus geprüft werden. Darüber hin-
aus fällt für den Probekörper HFH SSN B 11 ein Sprung im Kurvenverlauf auf. 
Anfänglich erhöht sich die Rissfortschrittsgeschwindigkeit, nimmt jedoch ab einer 
Tiefe von ca. 2 mm abrupt ab. Anhand einer Bruchflächenbetrachtung (Abbil-
dung 3.34f) lässt sich dies durch eine Vielzahl von frühzeitigen Koaleszenzereig-
nissen erklären. Eine maßgebliche Auswirkung auf den Verlauf der zugehörigen 
Rissfortschrittslebensdauer in Abbildung 3.37d ist jedoch nicht erkennbar. Des 
Weiteren zeigt sich ein Einfluss aus dem Behandlungsverfahren. So werden an 
Probekörpern mit PIT-Behandlung ähnliche bis geringere Rissfortschrittsge-
schwindigkeiten im Vergleich zur HiFIT-Behandlung ermittelt – obwohl die PIT-
behandelten Probekörper höhere Beanspruchungsniveaus erfahren. Ungeachtet 
des Behandlungsverfahrens weisen alle HFH-behandelten Probekörper in Abbil-
dung 3.37d im Vergleich zu den unbehandelten Probekörpern in Abbildung 3.37b 
wesentlich längere Rissfortschrittslebensdauern auf.  
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(a) AW an Luft: Rissfortschrittsgeschwindigkeit (b) AW an Luft: Risswachstum 

   
(c) HFH an Luft: Rissfortschrittsgeschwindigkeit (d) HFH an Luft: Risswachstum 

    
(e) HFH in KMW: Rissfortschrittsgeschwindigkeit (f) HFH in KMW: Risswachstum 

Abbildung 3.37: Rissfortschrittsverhalten unbehandelter und HFH-behandelter Probekörper bei Prüfung an 
Luft sowie HFH-behandelter Probekörper bei Prüfung in künstlichem Meerwasser 
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Die Rissfortschrittsgeschwindigkeiten der HFH-behandelten Probekörper, die in 
künstlichem Meerwasser geprüft werden, sind in Abbildung 3.37e dargestellt. Ge-
genüber den an Luft geprüften HFH-Serien weisen diese höhere Rissfortschritts-
raten auf und sind mit unbehandelten Probekörpern vergleichbar. Dies zeigt sich 
ebenfalls anhand der Verläufe des Risswachstums in Abbildung 3.37f. 

Um Einflüsse aus dem Behandlungszustand und der Korrosion auf das Rissfort-
schrittsverhalten konkreter zu betrachten, werden nachfolgend ausgewählte Pro-
bekörper mit vergleichbaren Randbedingungen gegenübergestellt.  

Einfluss aus dem Behandlungszustand und der Korrosion auf den Rissfortschritt 

Analysiert man das Rissfortschrittsverhalten von HFH-behandelten Schweißver-
bindungen, so sind die druckeigenspannungsbehafteten Bereiche nahe der Ober-
fläche von besonderem Interesse, vgl. Abschnitt 2.2.4.2. Aus diesem Grund wird 
in Abbildung 3.38 eine spezifische Auswahl zuvor vorgestellter Versuchsergeb-
nisse mit minimal detektierbaren Risstiefen kleiner 1 mm gegenübergestellt. Dar-
über hinaus wird die Auswahl auf Probekörper beschränkt, die auf ähnlichen Be-
anspruchungsniveaus geprüft werden. Ebenso wie im vorherigen Abschnitt 
werden die Rissfortschrittsgeschwindigkeiten herangezogen. Um die Vergleich-
barkeit der Versuchsergebnisse zum Rissfortschritt zu verbessern, werden die Le-
bensdauern einheitlich, ausgehend von der tiefsten der minimal detektierbaren 
Risstiefen, aufgetragen. Die Ermittlung der Schwingspielzahl des modifizierten 
Ausgangspunkts erfolgt näherungsweise durch lineare Interpolation zwischen 
den beiden Risstiefen, die anhand der nächstgelegenen Rastlinien bekannt sind. 

Betrachtet man in Abbildung 3.38a die an Luft geprüften Probekörper 
AW SSN B 09 und HFH unkor B 07, so sind im HFH-behandelten Zustand niedri-
gere Rissfortschrittsgeschwindigkeiten festzustellen. Wie im vorherigen Abschnitt 
bereits erwähnt, treten im Vergleich zum unbehandelten Zustand signifikante 
Verzögerungen, vor allem in oberflächennahen Bereichen, auf. Bis in eine Risstiefe 
von ca. 2 mm sind die Verzögerungen besonders stark ausgeprägt und nehmen 
daraufhin mit zunehmendem Oberflächenabstand ab. Entsprechend ergibt sich in 
Abbildung 3.38b für den HFH-behandelten Zustand eine um 194 % längere Riss-
fortschrittslebensdauer, verglichen zum unbehandelten Zustand.  
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(a) Rissfortschrittsgeschwindigkeit (b) Rissfortschrittslebensdauer 

Abbildung 3.38: Rissfortschrittsverhalten in Abhängigkeit des Behandlungszustands und des Korrosionseinflus-
ses für ausgewählte Probekörper mit amin ≤ 0,79 mm 

Des Weiteren wird der HFH-behandelte und in künstlichem Meerwasser geprüfte 
Probekörper HFH KMW B 17 näher betrachtet. Dieser weist im Vergleich zum 
HFH-behandelten und an Luft geprüften Probekörper HFH unkor B 07 höhere 
Rissfortschrittsgeschwindigkeiten auf, vgl. Abbildung 3.38a. Im Hinblick auf das 
Risswachstum in Abbildung 3.38b äußert sich dies durch eine um 60 % verkürzte 
Rissfortschrittslebensdauer.  

Zudem kann festgestellt werden, dass die Rissfortschrittsgeschwindigkeiten von 
HFH KMW B 17 in ähnlicher Größenordnung zum Probekörper AW SSN B 09 lie-
gen, vgl. Abbildung 3.38a. Bis zu einer Risstiefe von ca. 2 mm unterschreiten diese 
allerdings noch die Rissfortschrittsgeschwindigkeiten des unbehandelten und an 
Luft geprüften Probekörpers. Bezogen auf das Risswachstum in Abbildung 3.38b 
äußert sich dies durch eine um 17 % längere Rissfortschrittslebensdauer.  

3.6.5 Zusammenfassung  

Das Rastlinienverfahren wird zur Markierung der Rissfronten eingesetzt. Die er-
zeugten Rastlinien werden mikroskopisch erfasst, CAD basiert digitalisiert und 
vermessen. Die Rastlinienvermessung ermöglicht eine Analyse der Rissgeometrie-
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entwicklung. In Kombination mit den aufgezeichneten Versuchsdaten kann zu-
dem das Rissinitiierungs- und Rissfortschrittsverhalten beurteilt werden. Die Er-
gebnisse können wie folgt zusammengefasst werden:  

Rissgeometrieentwicklung  

• Die Entwicklung des Halbachsenverhältnisses zur Risstiefe unterscheidet 
sich je nach Behandlungszustand und Behandlungsverfahren.  

• An unbehandelten Probekörpern ergeben sich äußerst breite Risse, welche 
bereits in geringen Tiefen die Seitenkanten erreichen. Der Einsatz von Ma-
schinenschweißnähten wird als primäre Ursache für die breiten Rissfronten 
angesehen. Von einem signifikanten Einfluss der Vorkorrosion ist hingegen 
nicht auszugehen. 

• HiFIT-behandelte Probekörper weisen anfänglich breite Risse infolge wie-
derholter Koaleszenzereignisse auf. Daraufhin steigt das Halbachsenver-
hältnis mit zunehmender Risstiefe näherungsweise konstant an. Deutliche 
Abweichungen zwischen der Rissgeometrieentwicklung unkorrodierter 
und korrodierter Probekörper sind nicht festzustellen. 

• An PIT-behandelten Probekörpern werden vereinzelte Anrisse beobachtet, 
die frühzeitig einen zum Versagen führenden Riss bilden. Im Vergleich zu 
den HiFIT-behandelten Probekörpern ergeben sich größere a/c-Verhält-
nisse. Eine abschließende Bewertung zum Einfluss der Korrosion kann auf-
grund der begrenzten Ergebnisse nicht vorgenommen werden.  

Minimal detektierbare Risstiefe und Lebensdaueranteile 

• Die minimal detektierbaren Risstiefen amin variieren zwischen 0,55 mm und 
3,97 mm. Die Anteile der Phase bis zum messbaren Anriss an der Gesamt-
lebensdauer liegen bei amin > 1 mm zwischen 63 % und 92 %. Bei Probekör-
pern, deren minimal detektierbare Risstiefen unterhalb von 1 mm liegen, 
nehmen die Anteile der Phase bis zum messbaren Anriss zwischen 30 % bis 
56 % der Gesamtlebensdauer ein.  

• Im unbehandelten Zustand ergibt sich im Risstiefenbereich bis 1 mm ein 
Lebensdauerverhältnis von Ni(amin)/Nf = 51 %, das in einer ähnlicher Grö-
ßenordnung zu den Ergebnissen an Quersteifen von (Dürr 2007) liegt.  
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• Bezogen auf den Risstiefenbereich bis 1 mm wird eine längere Rissfort-
schrittsphase für den HFH-behandelten und unkorrodierten Zustand ermit-
telt. Das Lebensdauerverhältnis beträgt in diesem Fall Ni(amin)/Nf = 30 %.  

• Die simultane Prüfung im Meerwasser von HFH-behandelten Probekör-
pern führt bei einer Risstiefe bis 1 mm zu einem Lebensdauerverhältnis von 
Ni(amin)/Nf = 56 %. Verglichen zum unkorrodierten Zustand liegt damit eine 
um 26 % kürzere Rissfortschrittsphase vor.  

Rissfortschrittsgeschwindigkeit und Risswachstum  

• Für die an Luft geprüften Probekörper sind im HFH-behandelten Zustand 
geringere Rissfortschrittsraten festzustellen als im unbehandelten Zustand.  

• Im Vergleich zum unbehandelten Zustand treten an HFH-behandelten Pro-
bekörpern signifikant verzögerte Rissfortschrittsgeschwindigkeiten vor al-
lem in oberflächennahen Bereichen auf. Bis in eine Risstiefe von ca. 2 mm 
sind diese besonders stark ausgeprägt, nehmen jedoch mit zunehmendem 
Oberflächenabstand ab.  

• Es zeigt sich ein Einfluss aus dem Behandlungsverfahren auf die Rissfort-
schrittsgeschwindigkeit. Obwohl PIT-behandelte Probekörper höhere Be-
anspruchungsniveaus erfahren, werden ähnliche bis geringere Rissfort-
schrittsgeschwindigkeiten im Vergleich zur HiFIT-Behandlung ermittelt.  

• Unabhängig vom Behandlungsverfahren weisen HFH-behandelte Probe-
körper im Vergleich zu unbehandelten Probekörpern wesentlich längere 
Rissfortschrittslebensdauern bei Prüfung an Luft auf. In einem direkten 
Vergleich ergibt sich im HFH-behandelten Zustand eine um 194 % längere 
Rissfortschrittslebensdauer gegenüber dem unbehandelten Zustand. 

• Im HFH-behandelten Zustand sind bei Prüfung in künstlichem Meerwasser 
erhöhte Rissfortschrittsgeschwindigkeiten im Vergleich zur Prüfung an 
Luft festzustellen. Innerhalb einer direkten Gegenüberstellung äußert sich 
dies durch eine um 60 % verkürzte Rissfortschrittslebensdauer.  

• Die Rissfortschrittsraten des HFH-behandelten und im Meerwasser geprüf-
ten Probekörpers sind vergleichbar mit denen des unbehandelten Probekör-
pers, der an Luft geprüft wird. Bezüglich des Risswachstums wird im HFH-
Zustand bei simultaner Korrosion eine um 17 % längere Rissfortschrittsle-
bensdauer gegenüber dem unbehandelten Zustand an Luft ermittelt.   
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4 Bewertung der Ermüdungsfestigkeit 

Im Rahmen des Forschungsprojektes (Ummenhofer et al., 2018) wurde ein Teil der 
in Abschnitt 3.5 vorgestellten Versuche genutzt, um den Kerbfall 125 mit einer 
Neigung m = 5 im Zeitfestigkeitsbereich für HFH-behandelte Quersteifen in kor-
rosiver Umgebung zu erarbeiten. Die Gültigkeit der bestehenden Kerbfallempfeh-
lung wird im Folgenden unter Berücksichtigung ergänzender Versuchsergebnisse 
bewertet. In diesem Zusammenhang wird das Potenzial der HFH-Behandlung für 
den Einsatz unter korrosiven Bedingungen im Vergleich zum unbehandelten Zu-
stand erneut bewertet. Die Einbeziehung von Literaturdaten ermöglicht dabei eine 
breitere Datenbasis und verbessert die Einordnung der Versuchsergebnisse dieser 
Arbeit.  

Zur gezielten Analyse des Rissinitiierungs- und Rissfortschrittsverhaltens werden 
neben dem Nennspannungskonzept das Kerbspannungs- und das Rissfort-
schrittskonzept herangezogen. Diese erweiterten Analysemethoden ermöglichen 
eine umfassendere Einschätzung von Korrosionseinflüssen sowie weiterer Ein-
flussfaktoren wie Belastungsart und Bauteilsymmetrie. Gleichzeitig schaffen sie 
eine Basis für eine mögliche Berücksichtigung dieser Einflüsse.  

Hinsichtlich der Darstellung und Auswertung von Versuchsdaten zur Bewertung 
der Ermüdungsfestigkeit auf der Basis von Wöhlerlinien wird in diesem Kapitel, 
soweit nicht anders angegeben, analog zu Abschnitt 3.5.2 verfahren. 

4.1 Bewertung nach dem Nennspannungskonzept 

4.1.1 Gesamtauswertung der Korrosionsermüdungsversuche 

Die Korrosionsermüdungsversuche des Abschnitts 3.5.2 werden für einen regel-
werkskonformen Kerbfallvergleich bei fester Wöhlerlinienneigung ausgewertet. 
Darüber hinaus wird das Potenzial der HFH-Behandlung zur Steigerung der 
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Ermüdungsfestigkeit in korrosiver Umgebung analysiert, indem die Versuche 
nach dem Behandlungszustand eingeteilt werden. Innerhalb dieser Zuordnung 
erfolgt die Bestimmung der mittleren und charakteristischen Ermüdungsfestigkeit 
auf Basis einer zusammenfassenden Gesamtauswertung aller Versuchsserien, um 
die sequenziellen und simultanen Korrosionseinflüsse innerhalb eines statisti-
schen Streubandes zu berücksichtigten.  

4.1.1.1 Nennspannungswöhlerlinien der unbehandelten Quersteifen 

Zunächst werden die Ergebnisse der Nennspannungsauswertung unbehandelter 
Quersteifen im Wöhlerdiagramm in Abbildung 4.1 gezeigt.  

 

Abbildung 4.1: Nennspannungswöhlerlinien für biegebeanspruchte Quersteifen im unbehandelten Zustand 
unter sequenzieller und simultaner Korrosion M1 (Gesamtauswertung bei fester Neigung)  

Für die feste Neigung von mAW = 3 ergibt sich die mittlere Ermüdungsfestigkeit zu 
95 MPa. Die charakteristische Ermüdungsfestigkeit beträgt 69 MPa und kann für 
einen Kerbfallvergleich mit Bezug zum unbehandelten Zustand herangezogen 
werden. Hierbei zeigt sich, dass die charakteristische Ermüdungsfestigkeit um 
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14 % unterhalb des Bemessungswerts des Kerbfalls 80 für unkorrodierten Quer-
steifen nach DIN EN 1993-1-9 liegt. Der Kerbfall 56 für freie Korrosion nach 
DNVGL-RP-C203 wird hingegen um 23 % überschritten. Die Versuche bestätigen 
damit die Notwendigkeit zur Abminderung der Kerbfallklasse aufgrund korrosi-
ver Umgebungsbedingungen. Jedoch zeigt sich ebenso, dass die Versuchsergeb-
nisse durch den Kerbfall 56 konservativ beschrieben werden. Insbesondere wird 
die Lebensdauer der Versuche unterschätzt, für die Schwingspielzahlen von mehr 
als 2 · 106 bis zum vollständigen Ermüdungsversagen erreicht werden.  

Die Bemessungswöhlerlinien nach DNVGL-RP-C203 gelten für hohe Eigenspan-
nungen, wie sie in Bauteilen von realen Strukturen vorliegen können. Daher wird 
empfohlen, Ermüdungsfestigkeiten, die bei einem geringen Spannungsverhältnis 
(wie z. B. R = 0 oder R = 0,1) an Kleinbauteilproben gewonnen werden, gemäß den 
IIW-Empfehlungen von (Hobbacher, 2016) auf ein höheres Spannungsverhältnis 
von R = 0,5 umzurechnen (vgl. Abschnitt 2.1.8). Demzufolge wird die bei R = 0,1 
experimentell ermittelte Ermüdungsfestigkeit von 69 MPa entsprechend Abbil-
dung 2.7 um 16 % reduziert. Die korrigierte Ermüdungsfestigkeit für R = 0,5 be-
trägt 58 MPa und liegt damit weiterhin oberhalb des Kerbfalls 56. In Bezug auf 
diese Korrektur sind zwei Aspekte relevant: Erstens zeigen Untersuchungen von 
(Braun et al., 2020) an Quersteifen, dass dieser Korrekturansatz konservativ sein 
kann. Zweitens führt ein höheres Spannungsverhältnis unter simultaner Korro-
sion zu einer beschleunigten Rissfortschrittsgeschwindigkeit. Dieser Einfluss auf 
das Rissfortschrittsverhalten wird durch die vorgenommene Korrektur nicht be-
rücksichtigt, wodurch keine umfassende Anpassung an ein Spannungsverhältnis 
von R = 0,5 erfolgt ist. Weitere Untersuchungen wären erforderlich, um die ge-
nannten Aspekte konkret zu berücksichtigen. Diese gehen jedoch über den Fokus 
dieser Arbeit hinaus, da die Ermüdungsfestigkeiten unbehandelter Quersteifen 
primär zum Vergleich mit HFH-behandelten Quersteifen dienen.  

4.1.1.2 Nennspannungswöhlerlinien der HFH-behandelten Quersteifen 

Für die Auswertung der Versuche an HFH-behandelten Quersteifen wird die Nei-
gung von mHFH = 5 verwendet. Die zugehörigen Ergebnisse sind im Wöhlerdia-
gramm in Abbildung 4.2 enthalten.  
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Abbildung 4.2: Nennspannungswöhlerlinien für Quersteifen im HFH-behandelten Zustand unter sequenziel-
ler sowie simultaner Korrosion M1 und M2 (Gesamtauswertung bei fester Neigung) 

Gegenüber dem unbehandelten Zustand werden deutlich höhere Ermüdungsfes-
tigkeitswerte erreicht. Infolge der HFH-Behandlung ergibt sich mit 179 MPa eine 
mittlere Ermüdungsfestigkeit, die um 88 % über dem Mittelwert unbehandelter 
Quersteifen liegt. Die charakteristische Ermüdungsfestigkeit beträgt 135 MPa. Im 
Vergleich zum unbehandelten Zustand entspricht dies einer Erhöhung um 96 %.  

In Bezug auf den Kerbfall 140 nach DASt-Richtlinie 026 für unkorrodierte Quer-
steifen unterschreitet die charakteristische Ermüdungsfestigkeit den Bemessungs-
wert um 4 %. Obwohl sich, wie bereits in Abschnitt 3.5.2.3 angemerkt, alle Ver-
suchsergebnisse oberhalb der zugehörigen Bemessungswöhlerlinie befinden, ist 
im Hinblick auf die statistisch abgesicherte Ermüdungsfestigkeit von 135 MPa 
kein konservativer Ansatz durch den Kerbfall 140 gegeben. Daher wurde auf Basis 
eines Großteils der in dieser Arbeit erneut vorgestellten Versuchsergebnisse im 
Rahmen des Forschungsprojektes (Ummenhofer et al., 2018) der Kerbfall 125 erar-
beitet. Dieser wird empfohlen, um den Einflüssen aus Korrosion auf die Ermü-
dungsfestigkeit HFH-behandelter Quersteifen Rechnung zu tragen. Unter Berück-
sichtigung der nach Abschluss des Projektes ergänzend gewonnenen Versuchs-
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ergebnisse und der daraus berechneten charakteristischen Ermüdungsfestigkeit 
von 135 MPa wird die Empfehlung des Kerbfalls 125 demnach weiterhin als kon-
servativer Ansatz bestätigt. In diesem Fall übersteigt die charakteristische Ermü-
dungsfestigkeit den empfohlenen Kerbfall um 8 %.  

Zusammenfassend werden die ermittelten Ermüdungsfestigkeiten für beide Be-
handlungszustände in Tabelle 4.1 aufgeführt. Angegeben werden ebenfalls die 
Verhältnisse der charakteristischen Ermüdungsfestigkeiten zum jeweiligen Kerb-
fall, der konservativ ist und die Einflüsse aus korrosiver Umgebung berücksich-
tigt. Weiterhin werden die Verhältnisse der Ermüdungsfestigkeiten zwischen dem 
HFH- und dem AW-Zustand in Form von Erhöhungsfaktoren aufgezeigt.  

Tabelle 4.1: Statistische Ergebnisse und Verhältnisse der Ermüdungsfestigkeiten für die nennspannungsbasierte 
Gesamtauswertung der Korrosionsermüdungsversuche bei fester Wöhlerlinienneigung  

Behandlungs- 
zustand 

m  
[-] 

Δσn,C,50%  

[MPa] 
Δσn,C,95%  

[MPa] 
ΔσC,Korrosion 

[MPa] 

∆𝛔𝛔𝐧𝐧,𝐂𝐂,𝟗𝟗𝟗𝟗%

∆𝛔𝛔𝐂𝐂,𝐊𝐊𝐊𝐊𝐊𝐊𝐊𝐊𝐊𝐊𝐊𝐊𝐊𝐊𝐊𝐊𝐊𝐊
  

[-] 

∆𝛔𝛔𝐧𝐧,𝐂𝐂,𝟓𝟓𝟓𝟓%(𝐇𝐇𝐇𝐇𝐇𝐇)
∆𝛔𝛔𝐧𝐧,𝐂𝐂,𝟓𝟓𝟓𝟓%(𝐀𝐀𝐀𝐀)

  

[-] 

∆𝛔𝛔𝐧𝐧,𝐂𝐂,𝟗𝟗𝟗𝟗%(𝐇𝐇𝐇𝐇𝐇𝐇)
∆𝛔𝛔𝐧𝐧,𝐂𝐂,𝟗𝟗𝟗𝟗%(𝐀𝐀𝐀𝐀)

  

[-] 
        AW 3 95 69  56* 1,23 

1,88 1,96 
HFH 5 179 135   125** 1,08 

        
*  Kerbfall nach DNVGL-RP-C203 
** Kerbfallempfehlung nach (Ummenhofer et al., 2018)  

4.1.2 Einbeziehung von Literaturergebnissen 

Für eine erweiterte Bewertung der Ermüdungsfestigkeit werden Ergebnisse aus 
der Literatur zusammengetragen und gemeinsam mit den Versuchsergebnissen 
aus Abschnitt 3.5.2 statistisch ausgewertet. Weiterhin sollen anhand der zusam-
menfassenden Auswertungen vorherrschende Einflüsse auf die Ermüdungsfestig-
keit aufgezeigt werden.  

4.1.2.1 Sammlung, Einteilung und Eingrenzung der Daten 

Im Zuge der Datensammlung wird mitunter auf die Quellen früherer Veröffentli-
chungen zurückgegriffen, in denen bereits größere Mengen an Ermüdungsver-
suchsdaten zum Konstruktionsdetail Quersteife betrachtet wurden. Auf der 
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Grundlage der in der Literatur verfügbaren Ergebnisse wird eine Datenbank auf-
gebaut, die durch zusätzlich recherchierte Daten, vor allem aus neueren Studien, 
ergänzt wird. Eine Übersicht der ausgewählten Versuchsserien und deren Her-
kunft wird in Anhang B gegeben. Da die Dokumentation von Geometrieparame-
tern, Prüfbedingungen und Versuchsergebnissen innerhalb der Literatur sehr un-
terschiedlich gehandhabt wird, werden dort bei Erfordernis zusätzliche Angaben 
gemacht, um den Datenursprung zu spezifizieren. Wie bereits bei der Auswertung 
der eigenen Versuche werden Risse im Grundwerkstoff in die Auswertung einbe-
zogen. Ergebnisse, die sich auf Nahtwurzel- und Lasteinleitungsrisse beziehen, 
bleiben hingegen unberücksichtigt.  

Es werden Versuche an unbehandelten sowie HFH-nachbehandelten Probekör-
pern betrachtet, für die separate Wöhlerdiagramme erstellt werden. Da in dieser 
Arbeit der Einfluss korrosiver Umgebungen auf die Ermüdungsfestigkeit im Fo-
kus steht, wird zwischen dem unkorrodierten und dem korrodierten Zustand un-
terschieden. Die Korrosionsermüdungsversuche umfassen sowohl Versuche, die 
im korrosiven Medium stattfanden, als auch Versuche an vorkorrodierten Probe-
körpern, die an Luft geprüft wurden.  

Generell werden Versuchsdaten verwendet, die aufgrund ähnlicher Geometrie- 
und Prüfparameter eine geeignete Vergleichsbasis zu den Versuchsserien dieser 
Arbeit darstellen. So wird entsprechend der Kerbfallzuordnung nach 
DIN EN 1993-1-9 die Datenauswahl im Hinblick auf den Abstand der Schweiß-
nahtfußpunkte auf L ≤ 50 mm begrenzt. Des Weiteren sollen Mittelspannungsein-
flüsse minimiert werden, die sich im unbehandelten sowie HFH-behandelten Zu-
stand auswirken können, wonach das Spannungsverhältnis auf 0 ≤ R ≤ 0,1 
beschränkt wird. Hinsichtlich der Streckgrenze wird für den unbehandelten Zu-
stand ein Bereich von 235 MPa ≤ fy ≤ 600 MPa festgelegt. In Anbetracht der Aus-
wirkung der Streckgrenze auf die Ermüdungsfestigkeit bei HFH-behandelten 
Schweißnähten wird für diese der Bereich enger gefasst. Daher erfolgt die Aus-
wahl von Versuchsdaten gemäß der Kerbfallzuordnung nach (Marquis und Bar-
soum, 2016) und der DASt-Richtlinie 026. Demzufolge wird ein Bereich von 
355 MPa ≤ fy ≤ 550 MPa vorgegeben. 
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Als Ergebnis dieser Auswahl liegen insgesamt 658 Versuchsergebnisse vor, von 
denen 426 den unbehandelten und 232 den HFH-behandelten Zustand repräsen-
tieren. Eine Übersicht über die Anzahl der gesammelten Literaturdaten und deren 
Verteilung ist in Abbildung 4.3 dargestellt.  

 

Abbildung 4.3: Anzahl der Literaturdaten nach Behandlungszustand, Bauteilsymmetrie und Belastungsart 

Quersteifen mit einer beidseitigen Steifenanordnung, die unter axialer Zugbelas-
tung geprüft wurden, nehmen unabhängig vom Behandlungszustand den größten 
Anteil ein. Der zweitgrößte Anteil entfällt auf einseitige Quersteifen unter Biege-
belastung. Im Vergleich zum unbehandelten Zustand sind diese im HFH-Zustand 
gegenüber den beidseitigen Quersteifen unter Zugbelastung ausgeglichener ver-
teilt. Den drittgrößten Anteil bilden jeweils einseitige Quersteifen unter axialer 
Zugbelastung. Versuchsergebnisse von beidseitigen Quersteifen unter Biegebelas-
tung stehen für das gewählte Parameterfeld nicht zur Verfügung. 

4.1.2.2 Ergebnisse der Datenbankauswertungen 

Den Wöhlerdiagrammen in Abbildung 4.4 können die Ergebnisse der Datenbank-
auswertungen entnommen werden.  

Beidseitige Steife, axialer Zug

Einseitige Steife, Biegung
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(a) AW – unkorrodiert  (b) HFH – unkorrodiert  

   

(c) AW – Korrosion  (d) HFH – Korrosion  

Abbildung 4.4: Ergebnisse der Gesamtauswertung von Literaturdaten gemeinsam mit den eigenen Versuchen  

Den ermittelten Wöhlerlinien wird jeweils die Bemessungswöhlerlinie gegenüber-
gestellt, welche die entsprechenden Einflüsse auf die Ermüdungsfestigkeit gemäß 
den Regelwerken berücksichtigt. Die Ergebnisse für HFH-behandelte Quersteifen 
unter Korrosionseinfluss werden mit der Kerbfallempfehlung von (Ummenhofer 
et al., 2018) verglichen. Aus Übersichtsgründen wird Versagen im Grundwerk-
stoff nicht gekennzeichnet, hierfür wird auf die Zusatzangaben in Anhang B 
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verwiesen. Aus diesem Grund wird ebenso darauf verzichtet, Probekörper zu 
markieren, deren Beanspruchungsniveau nach einem Versuchsdurchlauf ohne 
Versagen des Probekörpers hochgesetzt wurde.  

Zusammenfassend werden die statistischen Ergebnisse in Tabelle 4.2 ergänzend 
aufgelistet, aus der zudem die Anzahl der Versuchsdaten hervorgeht. 

Tabelle 4.2: Statistische Ergebnisse der Ermüdungsfestigkeiten auf Basis der Gesamtauswertung von Literatur-
daten mit den eigenen Versuchen bei fester Wöhlerlinienneigung  

Behandlungs- 
zustand 

Korrosions- 
zustand 

n 
[-] 

m 
[-] 

Δσn,C,50% 

[MPa] 
Δσn,C,95% 

[MPa] 

      AW unkorrodiert 354 3 113 78 

HFH unkorrodiert 156 5 224 163 

AW Korrosion 72 3 99 72 

HFH Korrosion 76 5 184 141 

       

Für unbehandelte und unkorrodierte Quersteifen beträgt die charakteristische Er-
müdungsfestigkeit 78 MPa, wonach der Kerbfall 80 geringfügig unterschritten 
wird. Diese Erkenntnis stimmt mit den Ergebnissen aus früheren Analysen um-
fangreicher Literaturdaten überein. So bestimmten (Feldmann et al., 2019) einen 
Wert von 77 MPa für einen Parameterbereich von L < 50 mm und R > 0, während 
(Kuhlmann et al., 2018) für R = 0,1 einen Wert von 79 MPa ermittelten. Die Aus-
wertung der Ergebnisse zu HFH-behandelten Quersteifen ohne Korrosionsein-
fluss liefert einen charakteristischen Wert der Ermüdungsfestigkeit von 163 MPa. 
Dieser liegt über dem von (Kuhlmann et al., 2018) festgestellten Wert von 
157 MPa, der auf einer geringeren Datenmenge von 65 Versuchsdaten basiert. 
Beide Analysen belegen, dass der Kerbfall 140 einen konservativen Ansatz zur Be-
messung von HFH-behandelten und unkorrodierten Quersteifen darstellt.  

Die Ergebnisse der Korrosionsermüdungsversuche zeigen, dass die korrosive Um-
gebung in jedem Fall eine negative Wirkung auf die Ermüdungsfestigkeit ausübt. 
Ergänzend zu den eigenen Versuchen wird durch die Literaturdaten die Datenba-
sis erweitert. Dadurch wird ein breiteres Spektrum an korrosiven Einflussfaktoren 
berücksichtigt, welche durch die statistischen Streubänder und damit bei den 
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charakteristischen Ermüdungsfestigkeiten erfasst werden. Es ist festzustellen, 
dass Korrosion zu einer Reduzierung der Ermüdungsfestigkeit um 8 % bei unbe-
handelten Quersteifen führt. Hierbei ergibt sich für unbehandelte Quersteifen eine 
charakteristische Ermüdungsfestigkeit von 72 MPa (s. Abbildung 4.4c), die über 
dem nach DNVGL-RP-C203 empfohlenen Kerbfall 56 liegt. Demzufolge werden 
die Versuchsergebnisse der unbehandelten Quersteifen unter Korrosionseinfluss 
durch diesen Kerbfall konservativ beschrieben. Bei HFH-behandelten Quersteifen 
zeigt sich eine korrosionsbedingte Verringerung der charakteristischen Ermü-
dungsfestigkeit um 13 % im Vergleich zum unkorrodierten Zustand. Dennoch ist 
für HFH-behandelte gegenüber unbehandelten Quersteifen eine deutliche Zu-
nahme der Ermüdungsfestigkeit zu verzeichnen. In korrosiver Umgebung steigt 
die Ermüdungsfestigkeit von HFH-behandelten Quersteifen um 96 % im Ver-
gleich zu unbehandelten Quersteifen, die ebenfalls korrosiven Einflüssen ausge-
setzt waren.  

Wesentliches Ergebnis der Auswertung des erweiterten Datensatzes von Ver-
suchsergebnissen HFH-behandelter Quersteifen unter Korrosionseinfluss ist, dass 
die Kerbfallempfehlung von (Ummenhofer et al., 2018) weiterhin als konservati-
ver Ansatz bestätigt werden kann. Mit 141 MPa liegt die charakteristische Ermü-
dungsfestigkeit über der Empfehlung des Kerbfalls 125, vgl. Abbildung 4.4d. Ne-
ben den eigenen Versuchsergebnissen fließen zudem die Ergebnisse von (Knysh 
et al., 2017; Knysh et al., 2018; Knysh et al., 2021) ein. Für deren Probekörper ergab 
sich im HFH-behandelten Zustand ausschließlich Versagen im korrodierten 
Grundwerkstoff. Demnach wurde die Ermüdungsfestigkeit des behandelten und 
korrodierten Schweißnahtübergangs nicht überschritten. Eine ausführliche Zu-
sammenfassung dieser Versuche und der zugehörigen Versuchsbedingungen ist 
in Abschnitt 2.3.5 zu finden.  

Vor allem die Untersuchungen von (Knysh et al., 2021) mit sequenziellem Korro-
sionseinfluss ergänzen den Datensatz hinsichtlich der Einflüsse aus Korrosion auf 
den durch HFH veränderten Randschichtzustand. Gegenüber den eigenen Unter-
suchungen werden längere Auslagerungsdauern von 1200 Stunden im Salzsprüh-
nebel berücksichtigt. Aufgrund der korrosiven Auslagerung ergaben sich mit 
247 µm stärkere Dickenreduktionen im Vergleich zu den in dieser Arbeit ermittel-
ten Durchschnittswerten von 100 bis 110 µm. Folglich werden durch die 
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Empfehlung des Kerbfalls 125 diese stärkeren Abrostungen und damit potenziell 
einhergehende Veränderungen der nachbehandelten Randschicht infolge von 
Korrosion ebenfalls abgedeckt. 

4.1.2.3 Einfluss aus unterschiedlichen Belastungsarten 

Ergänzend erfolgt eine Bewertung der zusammengestellten Versuchsergebnisse 
im Hinblick auf den Einfluss aus den beiden Belastungsarten axialer Zug und Bie-
gung. Hierzu werden unbehandelte und HFH-behandelte Probekörper nach der 
Art der Belastung klassifiziert. Hierbei beziehen sich die Ergebnisse bezüglich Bie-
gung ausschließlich auf Versuche unter Vierpunktbiegung, da Versuche unter 
Kragarmbiegung zu abweichenden Ermüdungsfestigkeiten führen können 
(HSE, 1994). Im Rahmen dieser Bewertung werden ausschließlich unkorrodierte 
Quersteifen betrachtet. Der Grund dafür ist, dass für korrodierte Quersteifen eine 
wesentlich geringere Anzahl von Ergebnissen zur Verfügung steht. Außerdem be-
ruhen diese Ergebnisse auf Versuchen, bei denen unterschiedliche Methoden der 
Korrosionsprüfung (sequenziell und simultan) angewendet wurden und bei de-
nen die Randbedingungen diesbezüglich unterschiedlich waren. Unter anderem 
liegen den simultanen Korrosionsermüdungsversuchen abweichende Prüffre-
quenzen zugrunde. Aufgrund der zusätzlichen Korrosionseinflüsse sind diese 
nicht ohne weiteres von denen der Belastungsart zu trennen und bleiben daher im 
Rahmen dieser Auswertung unberücksichtigt.  

Die Ergebnisse der Auswertungen sind für beide Behandlungszustände und in 
Abhängigkeit der jeweiligen Belastungsart in Abbildung 4.5 dargestellt. Für den 
unbehandelten Zustand zeigt sich ein positiver Effekt aus Biegebelastung gegen-
über axialer Zugbelastung. In Bezug auf den Mittelwert für Biegung ist eine um 
29 % höhere Ermüdungsfestigkeit festzustellen. Diese Untersuchungsergebnisse 
bestätigen somit den aus der Literatur bekannten günstigen Biegeeinfluss (vgl. 
Abschnitt 2.1.9) für das in dieser Arbeit gewählte Parameterfeld. Auch bei HFH-
behandelten Probekörpern zeigt sich unter Biegebelastung eine erhöhte Ermü-
dungsfestigkeit, die im Vergleich zu axialer Zugbelastung einen um 23 % höheren 
Mittelwert aufweist. Folglich belegen diese Ergebnisse einen positiven Biegeeffekt 
ebenfalls für den HFH-behandelten Zustand.  
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(a) AW (b) HFH 

Abbildung 4.5: Wöhlerlinien auf Basis der Literaturdatenbank zu unkorrodierten Quersteifen in Abhängigkeit 
der Belastungsart 

Bei Betrachtung der charakteristischen Ermüdungsfestigkeiten ist für beide Be-
handlungszustände festzustellen, dass der Unterschied zwischen den Belastungs-
arten im Vergleich zum Mittelwertsbezug geringer ausfällt. Bei Biegung ergibt 
sich eine um 21 % erhöhte Ermüdungsfestigkeit für den unbehandelten Zustand 
und um 11 % für den HFH-behandelten Zustand. Die geringere Differenz der 
Fraktilwerte zwischen den Belastungsarten steht in Zusammenhang mit einer grö-
ßeren Streuung der Ermüdungsfestigkeiten bei Biegung im Vergleich zu axialem 
Zug, woraus eine Annährung der Fraktilwerte resultiert.  

4.2 Bewertung nach dem Kerbspannungskonzept 

Die zuvor durchgeführte Nennspannungsbewertung unterstreicht den positiven 
Einfluss der Biegung auf die Ermüdungsfestigkeit von unbehandelten sowie 
HFH-behandelten Quersteifen. Aufgrund der Erkenntnisse aus der Literatur ist 
darüber hinaus ein Einfluss der Bauteilsymmetrie möglich, vgl. Abschnitt 2.1.9. 
Basierend auf den in Abschnitt 2.4.2 beschriebenen Grundlagen wird das 
Kerbspannungskonzept angewendet, um die Ermüdungsfestigkeit der Versuchs-
serien unabhängig von den Auswirkungen der beiden genannten Einflussfaktoren 
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auf die Rissinitiierung zu untersuchen. Dies geschieht durch die Ermittlung von 
Kerbformzahlen für die versuchstechnisch untersuchten Quersteifen mit einseiti-
ger Steifenanordnung unter Zug- und Biegebelastung. Dadurch soll der Einfluss 
der jeweiligen Belastungsart auf die Rissinitiierung abgeschätzt und explizit auf 
der Beanspruchungsseite berücksichtigt werden. Anschließend werden Kerbspan-
nungswöhlerlinien für die Versuchsserien erstellt, um die Ermüdungsfestigkeiten 
auf Basis der lokalen Beanspruchung bewerten zu können. Darüber hinaus wer-
den die Kerbformzahlen, für die experimentell nicht betrachteten Varianten der 
beidseitigen Quersteife unter Zug- und Biegebelastung ermittelt. Dies dient dazu, 
die Einflüsse auf die Rissinitiierung im Vergleich zu den experimentell untersuch-
ten Varianten zu quantifizieren.  

4.2.1 Ermittlung von elastischen Kerbformzahlen  

Für die Bewertung der Ermüdungsfestigkeit auf Kerbspannungsebene wird die 
lokale Beanspruchung an der versagensrelevanten Kerbe benötigt. Dazu werden 
elastische Kerbformzahlen am Schweißnahtübergang mithilfe der Finite-Ele-
mente-Methode berechnet. Diese numerischen Ergebnisse werden daraufhin 
durch analytische Ansätze aus der Literatur verifiziert.  

4.2.1.1 Numerische Modelle 

Zur Bestimmung der Kerbformzahlen am Schweißnahtübergang werden FE-Mo-
delle mit dem Programmpaket Abaqus aufgebaut. Den FE-Analysen wird ein li-
near-elastisches Werkstoffverhalten zugrunde gelegt, wobei ein Elastizitätsmodul 
von 210.000 MPa und eine Querdehnzahl von 0,3 angesetzt werden. Die Berech-
nungen werden an zweidimensionalen FE-Modellen im ebenen Dehnungszustand 
und unter Nutzung von Symmetriebedingungen am Halbschnitt des Konstrukti-
onsdetails Quersteife durchgeführt. Um die Einflüsse aus den Belastungsarten axi-
aler Zug und Biegung sowie aus einer symmetrischen oder asymmetrischen Stei-
fenanordnung auf die Kerbformzahl zu untersuchen, werden die Modelle 
hinsichtlich dieser Einflussgrößen variiert, vgl. Abbildung 4.6. 

Axialer Zug wird als konstante Spannung σAx entlang der Grundblechdicke auf-
gebracht. Biegung wird hingegen durch eine über die Blechdicke linear ver-
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änderliche Spannungsverteilung beschrieben, wobei die Spannung σB in der äu-
ßersten Faser mit σAx gleichgesetzt wird. In beiden Fällen wird mit 1 MPa eine Ein-
heitsnennspannung in Probekörperlängsrichtung aufgebracht.  

Die Modelle sind im Hinblick auf geometrische Gegebenheiten parametrisierbar. 
So können die vorrangig relevanten Auswirkungen aus dem Abstand der 
Schweißnahtfußpunkte L und aus der Blechdicke t auf die Höhe der lokalen Kerb-
beanspruchung berücksichtigt werden. Der Steife wird eine feste Geometrie zuge-
wiesen und entsprechend ihrer Nennmaße abgebildet. Da an den Probekörpern 
kein nennenswerter Schweißverzug vorliegt, bleiben weitere Einflüsse aus Imper-
fektionen unberücksichtigt.  

    

(a) Einseitige Steife,  
axialer Zug 

(b) Einseitige Steife,  
Biegung 

(c) Beidseitige Steife,  
axialer Zug 

(d) Beidseitige Steife,  
Biegung 

Abbildung 4.6: 2D FE-Modelle der Quersteife – Varianten der Beanspruchungsart und der Steifenanordnung 

Die Schweißnahtmodellierung erfolgt konform zu den IIW-Empfehlungen von 
(Hobbacher, 2016). HFH-nachbehandelte Schweißnahtübergänge werden gemäß 
den IIW-Empfehlungen von (Marquis und Barsoum, 2016) in gleicher Weise mo-
delliert wie im Schweißzustand belassene Nahtübergänge. Gemäß den IIW-Emp-
fehlungen wird eine fiktive Ausrundung des Kerbradius mit rref = 1 mm vorge-
nommen, um die Stützwirkung am Nahtübergang zu berücksichtigen. Weiterhin 
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wird der für Kehlnähte empfohlene Nahtanstiegswinkel von 45° verwendet, wo-
bei dieser eine gute Übereinstimmung zu den Mittelwerten der an den Probekör-
pern gemessenen Winkel aufweist. Durch die vereinheitlichte Modellierung der 
Schweißnaht ist damit eine direkte Vergleichbarkeit zwischen den ausgewerteten 
Ermüdungsfestigkeiten mit den Regelwerksvorgaben gegeben.  

Für die Vernetzung werden ebene, quadratische Elemente mit quadratischer An-
satzfunktion (Abaqus Elementtyp: CPE8) und einer maximalen Elementkanten-
länge von 0,15 mm gewählt. Von (Fricke, 2012) wird für quadratische Elemente 
mit quadratischer Ansatzfunktion bei einem Kerbradius von 1 mm eine Netzgröße 
kleiner 0,25 mm empfohlen. Am Schweißnahtübergang wird durch die gewählte 
Vernetzungsstrategie ein FE-Netz erzeugt, welches somit der Empfehlung von 
(Fricke, 2012) entspricht. Dadurch wird der Nahtübergang mit 12 Elementen im 
ausgerundeten Bereich beschrieben.  

4.2.1.2 Numerische Berechnungsergebnisse 

Die Abbildung 4.7 zeigt ein repräsentatives Ergebnis der FE-Analysen, stellvertre-
tend für eine der untersuchten Modellvarianten. Es wird die berechnete Span-
nungsverteilung am unteren Schweißnahtübergang für die erste Hauptspannung 
dargestellt. Wie zu erwarten, ergibt sich am Konstruktionsdetail Quersteife die 
Stelle mit der höchsten Spannung in der ausgerundeten Nahtübergangskerbe und 
stimmt damit mit dem in den Versuchen beobachteten Versagensort überein.  

 

Abbildung 4.7: Exemplarisches Ergebnis für die erste Hauptspannung am unteren Schweißnahtübergang  

σB

σ1 =  2,75 MPa
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Indem die Beanspruchung als Einheitsnennspannung aufgebracht wird, ist es 
möglich, die Kerbformzahl direkt als lokal auftretende, maximale Spannung aus-
zuwerten. Die zugehörigen Kerbformzahlen sind in Tabelle 4.3 zusammengefasst.  

Tabelle 4.3: Kerbformzahlen in Abhängigkeit der Steifenanordnung, der Belastungsart und dem Oberflächen-
zustand (rref = 1 mm; θ = 45°) 

Modellvariante gemäß 
Oberflächenzustand 

L* 
[mm] 

t* 
[mm] 

L/t 
[-] 

Einseitige Steife Beidseitige Steife 

Kt,Ax [-] Kt,B [-] Kt,Ax [-] Kt,B [-] 

        unkor**  25,55 25,10 1,02 2,52 2,75 2,82 2,48 

KMW  25,20 24,99 1,01 2,51 2,73 2,81 2,47 

SSN 25,52 25,00 1,02 2,52 2,74 2,82 2,48 

        
*  Mittelwerte aus Vermessung (vgl. Abschnitt 3.4.5.2) 
** Gewählte Kerbformzahlen für weiterführende Untersuchungen 

Die Auswirkungen von korrosionsbedingten Veränderungen der Geometriepara-
meter L und t auf die Höhe der Kerbformzahl werden mithilfe der Parametrisier-
barkeit der FE-Modelle begleitend evaluiert. Dazu werden die mittleren Mess-
werte aus Abschnitt 3.4.5.2 herangezogen. Die Abweichungen der Kerbform-
zahlen zwischen dem unkorrodierten Zustand und den korrodierten Oberflächen-
zuständen infolge von KMW- oder SSN-Auslagerung betragen bezüglich der bei-
den betrachteten Geometrieparameter maximal 0,73 % und können somit als ver-
nachlässigbar angesehen werden. Auf eine Unterscheidung der Oberflächen-
zustände wird daher im weiteren Verlauf verzichtet. Vereinfacht wird auf die 
Kerbformzahlen des unkorrodierten Ausgangszustands zurückgegriffen. Ergän-
zend sei darauf hingewiesen, dass bei abweichenden Korrosions- und Geometrie-
bedingungen individuell zu überprüfen ist, inwieweit eine Berücksichtigung des 
Korrosionseinflusses auf die Kerbformzahl erforderlich ist.  

4.2.1.3 Analytische Verifizierung der numerischen Ergebnisse 

Die numerischen Berechnungsergebnisse werden anhand analytischer Vergleichs-
rechnungen verifiziert. Dazu stehen verschiedene Ansätze aus der Literatur zur 
Verfügung. In dieser Arbeit werden die Ansätze von (Molski et al., 2020) bei sym-
metrischer und von (Molski und Tarasiuk, 2021) bei asymmetrischer Steifenan-
ordnung herangezogen. Diese Ansätze basieren auf Finite-Elemente-Analysen 
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und weisen eine hohe Genauigkeit bei der numerischen Näherung auf, vgl. Ab-
schnitt 2.4.2.2.  

Verifiziert werden die FE-Ergebnisse, indem die Abweichung zwischen der nu-
merisch ermittelten Kerbformzahl Kt,FEM und der analytisch berechneten Kerb-
formzahl Kt,Analytisch bestimmt wird. Als Maß der Abweichung wird der relative 
Fehler nach Gl. (4.1) herangezogen, der wie folgt berechnet wird:  

δ =
Kt,FEM − Kt,Analytisch

Kt,Analytisch
 [%] (4.1) 

In Tabelle 4.4 sind diese Abweichungen in Abhängigkeit der Steifenanordnung 
und der Beanspruchungsart aufgeführt. Bei symmetrischer Steifenanordnung 
zeigt sich im Fall von axialer Zugbeanspruchung keine Abweichung zwischen 
dem numerischen und dem analytischen Ergebnis. Für die weiteren Fälle ergeben 
sich etwas höhere Kerbformzahlen. Die Abweichungen zu den eigenen FE-Ergeb-
nissen betragen jedoch lediglich zwischen 1,10 % bis maximal 1,22 %. Insofern lie-
gen mit den numerisch ermittelten Kerbformzahlen hinreichend genaue Ergeb-
nisse vor, um eine präzise Bewertung der Ermüdungsfestigkeit auf Kerbspan-
nungsebene vornehmen zu können.  

Tabelle 4.4: Abweichungen zwischen den numerisch und den analytisch ermittelten Kerbformzahlen  
(Modellvariante Vermessung – unkor: L = 25,55 mm; t = 25,10 mm; rref = 1 mm; θ = 45°) 

Steifenanordnung Beanspruchungsart Kt,FEM [-] Kt,Analytisch [-] δ [%] 

     Einseitig Axialer Zug 2,52 2,49 1,20 

Einseitig Biegung 2,75 2,72 1,10 

Beidseitig Axialer Zug 2,82 2,82 0,00 

Beidseitig Biegung 2,48 2,45 1,22 

      

4.2.2 Kerbspannungswöhlerlinien der Versuchsserien 

Die verifizierten Kerbformzahlen werden genutzt, um Kerbspannungswöhlerli-
nien der Versuchsserien zu generieren. Dies geschieht auf Basis von Gl. (2.2) durch 
Multiplikation der im Versuch aufgebrachten Nennspannung mit der zuge-
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hörigen Kerbformzahl. Die resultierende Kerbspannung wird anschließend im 
Wöhlerdiagramm über die Bruchschwingspielzahl aufgetragen. Es gilt zu beach-
ten, dass es sich um eine lokale Analyse mit Bezug zum Schweißnahtübergang 
und der dortigen Kerbformzahl handelt. Aus diesem Grund beschränkt sich die 
kerbspannungsbasierte Bewertung auf das Versagen am Nahtübergang. 

Die Ermittlung und Darstellung der Ermüdungsfestigkeiten erfolgt analog zur 
Herangehensweise der Nennspannungsauswertung (vgl. Abschnitt 4.1). Dem-
nach werden die Versuchsserien wiederum nach dem Behandlungszustand einge-
teilt. Innerhalb dieser Zuordnung erfolgt eine zusammenfassende Gesamtauswer-
tung aller betreffenden Serien bei fester Wöhlerlinienneigung.  

4.2.2.1 Kerbspannungswöhlerlinien der unbehandelten Quersteifen 

Die Auswertung der unbehandelten Quersteifen mit der Neigung von mAW = 3 ist 
in Abbildung 4.8 dargestellt. Da an den Probekörpern ausschließlich Nahtüber-
gangsversagen auftrat, fließen bei der Ermittlung der Ermüdungsfestigkeiten alle 
Versuchsergebnisse ein.  

 

Abbildung 4.8: Kerbspannungswöhlerlinien für biegebeanspruchte Quersteifen im unbehandelten Zustand  
unter sequenzieller und simultaner Korrosion M1 (Gesamtauswertung bei fester Neigung)  

104 105 106 2*10 6 5*10 6 107

Bruchschwingspielzahl Nf [-]

100

200

400

600

800

1000

Ke
rb

sp
an

nu
ng

ss
ch

w
in

gb
re

ite
 Δ

σ k [M
Pa

]

 AW SSN B
 AW KMW B
 IIW - AW unkorrodiert
 DNV GL - AW Korrosion

  P Ü = 50 %   P Ü = 95 %

S355
R = 0,1
fKMW  = 1 Hz

mAW = 3 

262 MPa 

189 MPa 

225 MPa 

156 MPa 

Δσk,C: 



4.2 Bewertung nach dem Kerbspannungskonzept 

179 

Auf Kerbspannungsebene ergibt sich eine mittlere Ermüdungsfestigkeit von 
262 MPa und eine charakteristische Ermüdungsfestigkeit von 189 MPa. Gegen-
übergestellt wird der Kerbfall 225, welcher gemäß der IIW-Empfehlungen von 
(Hobbacher, 2016) für unbehandelte Schweißverbindungen ohne Korrosionsein-
fluss angegeben ist. Ebenso wie bei der Nennspannungsauswertung ist ersichtlich, 
dass die charakteristische Ermüdungsfestigkeit der Serien, die unter korrosiven 
Umgebungsbedingungen geprüft wurden, unterhalb des Kerbfalls für unkorro-
dierte Schweißnähte liegt. Mit Bezug auf den Bemessungswert von 225 MPa liegt 
eine Unterschreitung von 16 % vor. Daher ist die Ermüdungsfestigkeit aufgrund 
korrosiver Einflüsse ebenfalls auf Kerbspannungsebene anzupassen.  

Eine entsprechende Berücksichtigung ist durch die Empfehlung DNVGL-RP-C203 
gegeben. Der darin enthaltene Bemessungswert von 156 MPa für unbehandelte 
Schweißnähte, die freier Korrosion ausgesetzt sind, wird vom 95 %-Fraktilwert 
der Korrosionsermüdungsversuche um 21 % überschritten. Folglich bestätigen die 
Versuchsergebnisse die Empfehlung des DNV GL als einen konservativen Ansatz 
für unbehandelte Quersteifen, die in korrosiver Umgebung eingesetzt werden.  

Wie bei der Nennspannungsauswertung wird auch dieser Ermüdungsfestigkeits-
wert gemäß der IIW-Empfehlung von (Hobbacher, 2016) auf ein Spannungsver-
hältnis von R = 0,5 angepasst, um Eigenspannungseinflüsse zu berücksichtigen 
(vgl. Abschnitt 4.1.1.1). Für diese Anpassung wird die ursprünglich auf R = 0,1 ba-
sierende Ermüdungsfestigkeit von 189 MPa um 16 % reduziert. Das Ergebnis ist 
eine korrigierte Ermüdungsfestigkeit von 159 MPa, die auch nach der Eigenspan-
nungskorrektur über dem Kerbfall 156 liegt. Wie bereits in Abschnitt 4.1.1.1 erör-
tert, könnte dieser Ansatz konservativ sein. Außerdem bleiben Mittelspannungs-
einflüsse auf das Rissfortschrittsverhalten unter simultaner Korrosion in dieser 
Betrachtung unberücksichtigt. 

4.2.2.2 Kerbspannungswöhlerlinien der HFH-behandelten Quersteifen 

Die Ergebnisse der Auswertung HFH-behandelter Probekörper sind im Wöhler-
diagramm in Abbildung 4.9 dargestellt. Im Gegensatz zu den unbehandelten 
Quersteifen tritt bei HFH-behandelten Probekörpern neben dem Versagen im 
Nahtübergang auch ein Versagen im korrodierten Grundwerkstoff auf. Unabhän-
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gig der Durchläufer ist dies an acht von 50 Probekörpern der Fall, welche von der 
Kerbspannungsbewertung ausgenommen werden.  

 

Abbildung 4.9: Kerbspannungswöhlerlinien für Quersteifen im HFH-behandelten Zustand unter sequenzieller 
sowie simultaner Korrosion M1 und M2 (Gesamtauswertung bei fester Neigung) 

Die Gesamtauswertung der Versuchsserien liefert für die feste Neigung von 
mHFH = 5 die mittlere Ermüdungsfestigkeit von 473 MPa und die charakteristische 
Ermüdungsfestigkeit erreicht 353 MPa. Setzt man diese Ergebnisse ins Verhältnis 
zu den Ermüdungsfestigkeitswerten der unbehandelten Quersteifen, so ist festzu-
stellen, dass durch die HFH-Behandlung wesentlich höhere Ermüdungsfestigkei-
ten erzielt werden. Für den HFH-behandelten Zustand liegen die mittlere und die 
charakteristische Ermüdungsfestigkeit um 81 % bzw. 87 % über den entsprechen-
den Ergebniswerte des unbehandelten Zustands. Dies unterstreicht der Kerbfall-
vergleich zu den Bemessungswerten der Empfehlungen des DNV GL und des IIW 
mit Bezug zum unbehandelten Zustand. Der Kerbfall 156 nach DNVGL-RP-C203 
für Schweißnähte bei freier Korrosion, der die unbehandelten Versuchsserien be-
reits konservativ beschreibt, wird von der charakteristischen Ermüdungsfestigkeit 
der HFH-behandelten Serien mit einer um 126 % höheren Ermüdungsfestigkeit 
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noch deutlicher überschritten. Darüber hinaus liegt die charakteristische Ermü-
dungsfestigkeit der HFH-behandelten Probekörper um 57 % über dem Kerb-
fall 225 für unbehandelte Schweißnähte des IIW (Hobbacher, 2016), obwohl dieser 
keine korrosiven Bedingungen berücksichtigt und vom Fraktilwert der unbehan-
delten Probekörper nicht erreicht wird.  

Gegenübergestellt wird zudem der Kerbfall, der gemäß den IIW-Empfehlungen 
von (Marquis und Barsoum, 2016) für die Nachweisführung von HFH-behandel-
ten und unkorrodierten Schweißnähten auf Kerbspannungsebene angegeben 
wird. Mit Bezug auf die hier untersuchten Randbedingungen entspricht der Be-
messungswert 320 MPa, für den Werkstoff S355 und das Spannungsverhältnis von 
R = 0,1. Im Vergleich zu den Ergebnissen der Korrosionsermüdungsversuche zeigt 
sich, dass die charakteristische Ermüdungsfestigkeitskurve den Kerbfall 320 um 
10 % überschreitet und alle Versuchsergebnisse deutlich oberhalb der Bemes-
sungskurve liegen. Folglich beschreibt der Kerbfall 320 die hier erzielten Ver-
suchsergebnisse trotz der korrosiven Bedingungen konservativ. Demnach werden 
die Ergebnisse von (Ummenhofer et al., 2018) und (Weinert et al., 2021a) für den 
in dieser Arbeit erweiterten Datenumfang des geschweißten Konstruktionsdetails 
Quersteife erneut bestätigt.  

Die Auswertung der Versuchsdaten auf Kerbspannungsebene zeigt, dass keine 
korrosionsbedingte Anpassung des Kerbfalls 320 erforderlich ist. Dieser Kerbfall 
beschreibt Quersteifen sowohl im unkorrodierten Zustand als auch unter den in 
dieser Arbeit untersuchten Korrosionsbedingungen konservativ. Anders verhält 
es sich auf Nennspannungsebene und aufgrund des Korrosionseinflusses ist eine 
Anpassung der Kerbfallklasse von 140 auf 125 notwendig (vgl. Abschnitt 4.1.1.2). 
Diese Diskrepanz zwischen den Bemessungskonzepten scheint in der Herleitung 
der Bemessungswerte begründet zu liegen. Die Kerbfallklassen basieren auf expe-
rimentellen Ergebnissen und zielen darauf ab, diese konservativ zu beschreiben. 
Daher werden experimentelle Werte auf einen niedrigen Wert abgemindert, der 
der jeweiligen Kerbfallklasse entspricht. Der Vorschlag des Kerbfalls 320 wurde 
von (Yildirim et al., 2013) erarbeitet. In deren Studie wurden Versuchsdaten von 
HFH-behandelten und unkorrodierten Quersteifen kerbspannungsbasiert ausge-
wertet und es ergab sich eine charakteristische Ermüdungsfestigkeit von 385 MPa. 
Demnach liegt eine Abminderung von 17 % vom Versuchswert auf den Bemes-
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sungswert vor. Der Kerbfall 140 auf Nennspannungsebene nach DASt-Richtli-
nie 026 beruht versuchsbasiert auf dem charakteristischen Wert der Ermüdungs-
festigkeit von 157 MPa (Kuhlmann et al., 2018). Folglich ist eine Abminderung von 
11 % vom Versuchswert auf den Bemessungswert gegeben. Die unterschiedlichen 
Abminderungen zwischen Nenn- und Kerbspannungskonzept können daher zu 
Diskrepanzen in der Anpassung der Kerbfallklassen führen, wie es in dieser Ar-
beit der Fall ist.  

4.2.2.3 Zusammenfassung der Ergebnisse aus der Kerbspannungsauswertung 

Ergänzend werden die Ermüdungsfestigkeitsergebnisse für den unbehandelten 
sowie HFH-behandelten Zustand in Tabelle 4.5 zusammengefasst. Zudem werden 
die Verhältnisse der charakteristischen Ermüdungsfestigkeiten zum jeweiligen 
Kerbfall angegeben, welcher unter Berücksichtigung der Korrosion einen konser-
vativen Ansatz darstellt. Ergänzend sind die Ermüdungsfestigkeitsverhältnisse 
zwischen dem HFH-behandelten und dem unbehandelten Zustand enthalten.  

Tabelle 4.5: Statistische Ergebnisse und Verhältnisse der Ermüdungsfestigkeiten für die kerbspannungsbasierte 
Gesamtauswertung der Korrosionsermüdungsversuche bei fester Wöhlerlinienneigung  

Behandlungs- 
zustand 

m  
[-] 

Δσk,C,50%  

[MPa] 
Δσk,C,95%  

[MPa] 
Δσk,C,Korrosion 

[MPa] 

∆𝛔𝛔𝐤𝐤,𝐂𝐂,𝟗𝟗𝟗𝟗%

∆𝛔𝛔𝐤𝐤,𝐂𝐂,𝐊𝐊𝐊𝐊𝐊𝐊𝐊𝐊𝐊𝐊𝐊𝐊𝐊𝐊𝐊𝐊𝐊𝐊
  

[-] 

∆𝛔𝛔𝐤𝐤,𝐂𝐂,𝟓𝟓𝟓𝟓%(𝐇𝐇𝐇𝐇𝐇𝐇)
∆𝛔𝛔𝐤𝐤,𝐂𝐂,𝟓𝟓𝟓𝟓%(𝐀𝐀𝐀𝐀)

  

[-] 

∆𝛔𝛔𝐤𝐤,𝐂𝐂,𝟗𝟗𝟗𝟗%(𝐇𝐇𝐇𝐇𝐇𝐇)
∆𝛔𝛔𝐤𝐤,𝐂𝐂,𝟗𝟗𝟗𝟗%(𝐀𝐀𝐀𝐀)

  

[-] 
        AW 3 262 189  156* 1,21 

1,81 1,87 
HFH 5 473 353    320** 1,10 

        
*  Kerbfall nach DNVGL-RP-C203 
** Kerbfallempfehlung nach (Ummenhofer et al., 2018; Weinert et al., 2021a)  

4.2.3 Einfluss aus Belastungsart und Bauteilsymmetrie 

Die vorangegangenen Kerbspannungsbewertungen beziehen sich auf die experi-
mentell untersuchten Probekörper, die eine Quersteife mit einseitiger Steifenan-
ordnung aufweisen. Allerdings geben die aus der Literatur bekannten Erkennt-
nisse (vgl. Abschnitt 2.1.9) Anlass, die Auswirkungen aus der Belastungsart und 
der Bauteilsymmetrie näher zu untersuchen.  
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Dazu werden die elastischen Kerbformzahlen der vier Fälle aus Steifenanordnung 
und Belastungsart des Abschnitts 4.2.1.2 herangezogen. Mithilfe der Kerbform-
zahlen können die rissinitiierenden Einflüsse aus Belastungsart und Bauteilsym-
metrie auf die Ermüdungsfestigkeit abgeschätzt werden. Um die Abweichungen 
zwischen den Fällen zu quantifizieren, wird der Fall mit der höchsten Kerbform-
zahl als Referenz (Ref) definiert und die Kerbformzahlen der weiteren Varianten 
(Var) in Relation zu diesem Referenzfall gesetzt. Die entsprechenden Ergebnisse 
werden in Abbildung 4.10 gegenübergestellt.  

Die höchste Kerbformzahl wird für die beidseitige Quersteife unter axialer Zug-
belastung ermittelt, die damit die Referenz abbildet. Zugleich ist für diese Kons-
tellation der ungünstigste Fall in Bezug auf die Rissinitiierung zu erwarten. Bei 
der Variante mit beidseitiger Steife unter Biegebelastung wird die niedrigste Kerb-
formzahl ermittelt, die um 12 % unter der Referenz liegt und somit den günstigs-
ten Fall darstellt. Hierbei wirkt sich die symmetrische Anordnung der Steife in 
Kombination mit der über die Blechdicke abnehmenden Biegespannung positiv 
auf die lokale Kerbbeanspruchung aus. Bei einer einseitig aufgeschweißten Quer-
steife, die axial durch Zug belastet wird, zeigt sich eine geringere Kerbformzahl, 
die die Referenz um 11 % unterschreitet. In diesem Fall führt die asymmetrische 
Steifenanordnung bei Zugbelastung zu einer Sekundärbiegung. Diese erzeugt 
eine Drucklastspannung im Kerbbereich, welche die lokale Beanspruchung ab-
mindert und sich damit günstig auf die Kerbformzahl auswirkt. Die Kerbformzahl 
der dritten Variante, der einseitigen Steife bei Biegung, unterscheidet sich mit 2 % 
wiederum nur geringfügig vom Referenzfall.  

Die beschriebenen Zusammenhänge stimmen mit denen von (Ahola et al., 2017) 
überein. Jedoch weichen die hier ermittelten Kerbformzahlen weniger stark von 
dem definierten Referenzfall der beidseitigen Quersteife unter Zugbelastung ab. 
Die hier ermittelten Abweichungen liegen zwischen 2 % bis 12 %, während die 
Abweichungen von (Ahola et al., 2017) zwischen 12 % bis 23 % betragen. Es ist an-
zunehmen, dass die abweichende Geometrie der von (Ahola et al., 2017) unter-
suchten Probekörper in Bezug auf die Blechdicke und den Abstand der Schweiß-
nahtfußpunkte für diese Diskrepanz verantwortlich ist. Daher sollte der Einfluss 
der Belastungsart und der Bauteilsymmetrie auf die lokale Spannungskonzentra-
tion für unterschiedliche Geometrien spezifisch überprüft werden.  
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Abbildung 4.10: Einfluss aus der Steifenanordnung und der Belastungsart auf die Kerbformzahl am Schweiß-
nahtübergang (Bezugnahme auf die Probekörpergeometrie der Versuchsserien) 

Des Weiteren weisen die in dieser Arbeit untersuchten Probekörper im Gegensatz 
zu (Ahola et al., 2017) einen äußerst geringen Winkelversatz auf. Daher ist nicht 
zu erwarten, dass sekundäre Biegespannungen infolge von axialer Zugbelastung 
in relevanter Höhe vorliegen. Insofern sind bei der Interpretation der Ergebnisse 
keine zusätzlichen Effekte hinsichtlich der Belastungsart und der Bauteilsymme-
trie auf die Ermüdungsfestigkeit zu berücksichtigen.  

Anhand der Kerbformzahlen ist ersichtlich, dass der ungünstigste Fall hinsichtlich 
der Einflüsse von Belastungsart und Bauteilsymmetrie auf die Rissinitiierung 
nicht Bestandteil der experimentellen Untersuchungen ist. Dennoch weicht die ex-
perimentell untersuchte Variante der einseitigen Quersteife unter Biegebelastung 
mit 2 % nur geringfügig davon ab. Dagegen zeigt der untersuchte Fall der zugbe-
lasteten einseitigen Quersteife mit 11 % eine stärkere Abweichung vom ungüns-
tigsten Fall der zugbelasteten Quersteife mit beidseitiger Steifenanordnung.  

Derartige Einflüsse werden im Rahmen einer Kerbspannungsbewertung direkt 
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einer Analyse auf Nennspannungsebene. Werden Versuche an Probekörpern mit 
einseitig aufgeschweißter Quersteife durchgeführt, so ist aufgrund der Kerb-
formzahlanalyse zu erwarten, dass sich die vergleichsweise geringe Spannungs-
konzentration positiv auf die Rissinitiierung auswirkt. Dies kann zu einer höheren 
Ermüdungsfestigkeit im Vergleich zur beidseitig aufgeschweißten Quersteife un-
ter Zugbelastung führen, für die in dieser Hinsicht die ungünstigste Spannungs-
konzentration vorliegt. Im Rahmen einer Bewertung auf Basis von Nennspannun-
gen wird jedoch dieselbe Beanspruchung zugrunde gelegt, ungeachtet der 
Einflüsse aus Belastungsart und Bauteilsymmetrie. Dies kann zu einer Fehlinter-
pretation bei der Herleitung einer sicheren Kerbfallempfehlung führen. Um dies 
zu vermeiden, werden die hier quantifizierten Einflüsse der Belastungsart und der 
Bauteilsymmetrie auf die Phase der Rissinitiierung in Kapitel 5 bei der Überprü-
fung der Kerbfallempfehlung entsprechend berücksichtigt.  

4.3 Bewertung nach dem Rissfortschrittskonzept  

Die vorangegangenen nenn- und kerbspannungsbasierten Bewertungen der Ver-
suchsergebnisse beziehen sich auf Bruchschwingspielzahlen. Damit werden die in 
den Versuchsserien vorherrschenden Einflüsse rein implizit bei der ermittelten Er-
müdungsfestigkeit berücksichtigt. Gemäß dem Kenntnisstand ist bekannt, dass 
die Einflüsse aus dem Behandlungszustand, der Korrosion oder der Belastungsart 
einen individuellen Einfluss auf die Phasen der Rissinitiierung und des Riss-
wachstums haben. Des Weiteren zeigen die Rastlinienuntersuchungen, dass bei 
den hier untersuchten Probekörpern keine der beiden Phasen vernachlässigt wer-
den darf und bestätigen, dass der Behandlungszustand und die simultane Korro-
sion einen wesentlichen Einfluss auf die Rissfortschrittsphase haben. Daher wird 
im Folgenden ein linear-elastisches bruchmechanisches Modell eingesetzt, um 
eine getrennte Betrachtung der beiden Phasen der Ermüdungslebensdauer und 
damit eine genauere Bewertung der vorherrschenden Einflussfaktoren zu ermög-
lichen.  
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4.3.1 Grundlegendes zum Aufbau des LEBM-Modells 

Die allgemeinen Grundlagen des Rissfortschrittskonzeptes für den Aufbau eines 
LEBM-Modells zur Beschreibung des zyklischen Langrisswachstums wurden be-
reits im Kenntnisstand in Abschnitt 2.4.3 gegeben. Entsprechend den Erläuterun-
gen in diesem Abschnitt wird die Rissfortschrittsgleichung gemäß Gl. (2.28) ange-
wendet:  

Np = �
da

C · ΔKeff
m

af

a0

 (2.28) 

Diese ermöglicht die Berücksichtigung von Rissschließeffekten, die durch HFH-
induzierte Druckeigenspannungen entstehen, indem der effektive Spannungsin-
tensitätsfaktor Keff verwendet wird. 

Die Anfangsrisstiefe a0 wird gemäß den Empfehlungen von (Berger et al., 2018) 
sowie DNVGL-RP-C203 zu 0,5 mm festgelegt, um eine Abgrenzung zum Kurz-
risswachstum zu erzielen. Diese Annahme liegt damit nahe an den minimal de-
tektierbaren Risstiefen mit amin ≥ 0,55 mm, die in den Rastlinienuntersuchungen 
ermittelt wurden.  

Die finale Risstiefe af wird auf die Hälfte der Blechdicke und damit auf 12,5 mm 
festgelegt. Diese Tiefe stimmt gut mit den nach Versuchsende festgestellten Ermü-
dungsbruchflächen überein. Damit kann der von (Radaj et al., 2006) als Ersatz für 
die Grenzrissgröße anzunehmende Bereich bestätigt werden.  

Alle weiteren Parameter werden im Folgenden erarbeitet, darunter: 

• Zyklischer Spannungsintensitätsfaktor ΔK, abhängig der Beanspruchungs-
art und unter Berücksichtigung der Erkenntnisse zur realen Rissgeometrie-
entwicklung. 

• Bruchmechanische Kennwerte C und m anhand von Rissfortschrittskurven. 

• Effektiver Spannungsintensitätsfaktor Keff in Abhängigkeit des Eigenspan-
nungszustands.  
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Die Ergebnisqualität jedes Parameters wird im Zuge der Herleitung mithilfe von 
Vergleichsanalysen verifiziert. Abschließend erfolgt eine Validierung dieser Para-
meter und ihrer Berechnungsansätze in Abschnitt 4.3.6. Dazu werden die rechne-
risch bestimmten Rissfortschrittslebensdauern den experimentell ermittelten Le-
bensdauern aus den Rastlinienuntersuchungen gegenübergestellt.  

4.3.2 Analytische und numerische Ermittlung des K-Faktors  

Zur Bestimmung der Spannungsintensitätsfaktoren, die aus der Belastung resul-
tieren, werden zwei Methoden angewendet. Einerseits erfolgt im LEBM-Modell 
eine analytische Berechnung. Dies ermöglicht eine effiziente Analyse verschiede-
ner Varianten und Einflussparameter hinsichtlich der Rissfortschrittsberechnung. 
Für die Berechnung der Spannungsintensitätsfaktoren wird auf bewährte Lösun-
gen aus der Literatur zurückgegriffen. Diese sind für das in der Praxis häufig vor-
kommende Konstruktionsdetail Quersteife vorhanden und stellen einen gängigen 
Ansatz in der bruchmechanischen Berechnungspraxis dar.  

Andererseits werden numerische XFEM-Berechnungen durchgeführt. Diese die-
nen der Ermittlung von Spannungsintensitätsfaktoren für reale Rissformen, die im 
Rahmen der Rastlinienuntersuchungen experimentell bestimmt wurden und nun 
stationär in die FE-Modelle eingebracht werden. Anhand dieser numerisch ermit-
telten Spannungsintensitätsfaktoren wird überprüft, inwieweit die analytischen 
Berechnungsansätze geeignet sind, die realen Risskonfigurationen mithilfe des 
LEBM-Modells näherungsweise abzubilden. Weiterhin werden die XFEM-Ergeb-
nisse herangezogen, um bruchmechanische Kennwerte und Druckeigenspan-
nungsverläufe zu verifizieren und für die Verwendung im LEBM-Modell zu defi-
nieren. 

4.3.2.1 Analytische Ermittlung 

Die analytischen Berechnungen der Spannungsintensitätsfaktoren erfolgen basie-
rend auf den Erläuterungen des Abschnitts 2.4.3.2. Innerhalb des mithilfe von 
MATLAB generierten LEBM-Modells wird zwischen zwei Arten von Rissmodel-
len unterschieden: dem halbelliptischen und dem durchgehenden Oberflächen-
riss. Letztgenannter wird für Fälle eingesetzt, bei denen die Risslänge die Breite 
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des Probekörpers frühzeitig erreicht. Auf die Kriterien zur Differenzierung zwi-
schen den Rissmodellen wird im nachfolgenden Abschnitt 4.3.3 näher eingegan-
gen. Des Weiteren wird zwischen den in den Versuchsserien vorliegenden Belas-
tungsarten und der daraus resultierenden Beanspruchung im Rissumfeld un-
terschieden. Ein Überblick über die Rissmodelle und die zugehörig verwendeten 
Lösungen wird in Abbildung 4.11 gegeben. Die ausführlichen Lösungen zur Er-
mittlung der erforderlichen Korrekturfaktoren sind in Anhang D enthalten.  

Generell wird bei der analytischen Berechnung ein in der Mitte des Probekörpers 
entstandener Oberflächenriss angenommen und eine endliche Plattenbreite vor-
gegeben. Für den jeweils untersuchten Riss erfolgt die Ermittlung des Spannungs-
intensitätsfaktors am tiefsten Punkt. Bei der Bewertung der Probekörper der Ver-
suchsserien wird das Halbachsenverhältnis über die Risstiefe veränderlich 
angesetzt, wodurch die Betrachtung des Oberflächenpunktes entfällt. Eine kon-
krete Herleitung der Ansätze zur Rissgeometrieentwicklung findet sich ebenfalls 
in Abschnitt 4.3.3. 

 

Abbildung 4.11: Verwendete Lösungen zur Berechnung zyklischer Spannungsintensitätsfaktoren in Abhängig-
keit des Oberflächenrissmodells und der Beanspruchungsart 
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bei axialem Zug

Halbelliptischer Oberflächenriss
bei Biegung

Durchgehender Oberflächenriss
bei axialem Zug

Durchgehender Oberflächenriss
bei Biegung

H und Y mit Lösungen nach 
(Newman und Raju, 1984)

Mk für Biegung mit Lösung nach 
(Maddox und Andrews, 1990)

Y mit Lösung nach
(Newman und Raju, 1981)

Mk für Zug mit Lösung nach
(Maddox und Andrews, 1990)

Y für Biegung mit Lösung nach 
(Rooke und Cartwright, 1976)

Mk für Biegung mit Lösung nach 
(Maddox und Andrews, 1990)

Y für Zug mit Lösung nach
(Rooke und Cartwright, 1976)

Mk für Zug mit Lösung nach
(Maddox und Andrews, 1990)
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4.3.2.2 Numerische Ermittlung 

Analytische Lösungen zur Ermittlung der Spannungsintensitätsfaktoren be-
schränken sich auf ideale Risse. Um Spannungsintensitätsfaktoren für reale Riss-
formen zu bestimmen, werden daher ergänzende numerische Berechnungen 
durchgeführt. Diese numerischen Berechnungen erfolgen speziell für die Probe-
körper der Rastlinienversuche und auf Grundlage der in den Untersuchungen er-
mittelten Rissformen. Die Analysen erfolgen am dreidimensionalen Volumenmo-
dell mit dem Finite-Elemente-Programm Abaqus. Dazu wird das in Abaqus 
implementierte XFEM-Modul eingesetzt, um eine effiziente Berechnung zu ge-
währleisten (vgl. Abschnitt 2.4.3.2).  

Wie bei den Kerbspannungsberechnungen wird linear-elastisches Werkstoffver-
halten angenommen und Stahl mit einem Elastizitätsmodul von 210.000 MPa und 
einer Querdehnzahl von 0,3 verwendet. Das Gesamtmodell ist in Abbildung 4.12 
dargestellt, einschließlich Lagerbedingungen und aufgebrachter Biegespannung.  

 

Abbildung 4.12: 3D-Gesamtmodell der Quersteife unter Biegebeanspruchung mit Lagerbedingungen und geo-
metrischen Randbedingungen 
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Das Modell stellt damit einen für die numerische Analyse relevanten Ausschnitt 
des jeweiligen Probekörpers dar. In Längsrichtung setzt sich die Abmessung des 
Modells aus dem Abstand der Schweißnahtfußpunkte L und der zweifachen 
Blechdicke t auf jeder Seite der Steife zusammen. Die Geometrieparameter L und t 
entsprechen den gemittelten Vermessungsergebnisse der Tabelle 3.10, die in Ab-
hängigkeit des Oberflächenzustands gewählt werden. Die weiteren Abmessungen 
hinsichtlich der Probekörperbreite sowie der Dicke und Höhe der Steife entspre-
chen den Nennmaßen aus Abbildung 3.2. Für das FE-Netz werden dreidimensio-
nale, hexaedrische Elemente mit linearer Ansatzfunktion und ohne reduzierte In-
tegration verwendet (Abaqus Elementtyp: C3D8), wobei die globale Element-
kantenlänge auf lFE,global = 0,8 mm festgelegt wird. 

Ein wichtiger Eingangsparameter bei der XFEM-Berechnung ist die Festlegung ei-
ner ausreichenden Anzahl von Konturen (engl. contours), die die Rissfläche in ein-
zelne Punkte und damit in mehrere Segmente unterteilen. Generell ermöglicht 
eine größere Anzahl von Konturen eine genauere Rissabbildung, wirkt sich jedoch 
zugleich auf die Berechnungszeit aus und sollte daher möglichst minimiert wer-
den. Untersuchungen von (Pang et al., 2016) zeigten, dass die Ergebnisse zum K-
Faktor ab vier Konturen eine gute Übereinstimmung zu den Ergebnissen von 
(Newman und Raju, 1981a) für einen mittigen, halbelliptischen Riss in einer end-
lichen Platte aufwiesen und sich daraufhin eine Konvergenz einstellte. Im Rahmen 
ähnlicher Untersuchungen wurden von (Schiaretti et al., 2021) Abweichungen 
zwischen Spannungsintensitätsfaktoren in Abhängigkeit der Konturanzahl expli-
zit bestimmt. Hierbei ergab sich für acht Konturen eine Abweichung von 2,13 % 
und für 14 Konturen eine Abweichung von 0,82 %. Aus Gründen der Recheneffi-
zienz wählten sie auf Grundlage dieser Vorstudie acht Konturen als Kompromiss 
zwischen dem Zeitaufwand und der Genauigkeit der Berechnungen für ihre wei-
teren Untersuchungen an geschweißten Quersteifen aus. Unter Berücksichtigung 
der Erkenntnisse der zuvor genannten Studien wird für die eigenen Analysen eine 
Anzahl von zwölf Konturen gewählt, um eine möglichst hohe Ergebnisqualität si-
cherzustellen.  

Im Vergleich zur klassischen FEM, bei der das Netz konkret auf die Rissgeometrie 
abgestimmt sein muss, erfolgt die Rissabbildung durch XFEM netzunabhängig 
(Malavika et al., 2021). Dadurch kann ein wesentlich gröberes FE-Netz verwendet 
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werden, wodurch sich der Modellierungs- und Berechnungsaufwand deutlich re-
duziert. Dennoch sollte das Netz fein genug gewählt werden, um Verformungen 
und Spannungen im Rissbereich adäquat zu erfassen. Von (Schiaretti et al., 2021) 
wurde ein Vernetzungsansatz im Rissumfeld gewählt, wonach die dortige Ele-
mentkantenlänge in Form eines Zusammenhangs zwischen der Risstiefe a und der 
Konturanzahl (hier: nK) festgelegt wird. Da mithilfe dieses Ansatzes hinreichend 
genaue Ergebnisse erzielt wurden, wird in dieser Arbeit die FE-Elementkanten-
länge im Rissbereich nach Gl. (4.2) definiert: 

 lFE,Riss = a
nK

 (4.2) 

Obwohl die Verwendung von XFEM eine effiziente Vernetzung ermöglicht, kön-
nen für geringe Risstiefen dennoch feine Netze notwendig werden. Diesen gilt es 
mit einem geeigneten Modellaufbau in Kombination mit einer strategisch struktu-
rierten Netzbildung zu begegnen. In den vorher genannten Studien war es mög-
lich, die Modelle durch Symmetriebedingungen in Bezug auf die Berechnungszeit 
zu optimieren, um auf diese Weise Risse in Bauteilmitte effizient untersuchen zu 
können. Da in dieser Arbeit vorrangig asymmetrische und außermittig liegende 
Risse in Form von Rastlinienkonturen untersucht werden, besteht jedoch nicht die 
Möglichkeit zum Einsatz von Symmetriebedingungen.  

Daher wird, wie in Abbildung 4.13 dargestellt, ein Subsegment im rissnahen Be-
reich definiert und separat partitioniert, um eine unabhängige Vernetzung zu er-
möglichen. Hierbei erfolgt die Partitionierung angelehnt an (Schiaretti et al., 2021) 
in Abhängigkeit der Rissgeometrie.  

Mithilfe von sogenannten „tie constraints“, die an den umlaufenden Grenzflächen 
zum übrigen Modell angeordnet werden, wird eine starre Verbindung zwischen 
dem Subsegment und dem übrigen Modell sichergestellt. Im Zuge dessen wird 
der „surface-to-surface“-Ansatz gewählt, wodurch physikalische Eigenschaften 
(z. B. Verschiebungen) an den Schnittstellen von Master- zu Slave-Oberflächen in-
terpoliert und übertragen werden. Hierbei wird der Empfehlung gefolgt, die 
Oberfläche mit dem gröberen Netz als Master festzulegen (Dassault Sys-
tèmes, 2019). 
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Im Subsegment wird der Schweißnahtübergang spezifisch des Behandlungszu-
stands modelliert (s. Abbildung 4.13), wobei die Mittelwerte der Messdaten für 
den Radius und dem Eindruck bzw. Einbrand aus Tabelle 3.7 und Tabelle 3.8 ge-
nutzt werden Der Nahtanstiegswinkel wird vereinfacht zu 45° festgelegt, da nur 
geringe Abweichungen zu den gemessenen Mittelwerten vorliegen (vgl. Ab-
schnitt 3.4.4.2). In den modellierten Schweißübergang wird wiederum der Riss 
stationär eingebracht, der als zweidimensionales Schalenmodell abgebildet wird. 
Die Lage des Risses in Längsrichtung des Probekörpers (globale x-Richtung) wird 
auf der Grundlage einer zuvor durchgeführten Kerbspannungsanalyse bestimmt, 
bei der der Ort der höchsten Spannungskonzentration ermittelt wird. 

 

Abbildung 4.13: Partitionierung des Subsegmentes im rissnahen Bereich 

Die auf das partitionierte Segment angewendete Vernetzungsstrategie ist in Ab-
bildung 4.14 gezeigt. Hier wird das Netz in Richtung der rissnahen Bereiche struk-
turiert verdichtet, so dass in diesen Bereichen das feinste Netz entsteht.  
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(a) Seitenansicht (b) Isometrie 

Abbildung 4.14: Vernetzungsstrategie mit einer zum Rissbereich orientierten Netzverdichtung 

Ein exemplarisches Ergebnis der durchgeführten XFEM-Berechnungen zeigt Ab-
bildung 4.15 anhand von Vergleichsspannungen am tiefsten Punkt eines klaffen-
den Risses. Für diesen Punkt werden die Spannungsintensitätsfaktoren in Abhän-
gigkeit vom jeweiligen Probekörper und für den entsprechenden Riss und dessen 
reale Form ausgelesen.  

  

Abbildung 4.15: Exemplarisches Ergebnis der Mises-Vergleichsspannungen für den tiefsten Punkt eines klaffen-
den Risses im Längsschnitt durch die Probekörpermitte bzw. bei halber Risslänge 
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4.3.2.3 Verifizierung der numerischen Ergebnisse  

Bevor die numerisch berechneten Spannungsintensitätsfaktoren für weitere Ana-
lysen verwendet werden, werden sie durch einen Vergleich mit analytischen Er-
gebnissen verifiziert. Dies geschieht für einen Riss mit idealisierter Rissgeometrie 
und konstantem a/c-Verhältnis. Die Gegenüberstellung der K-Faktoren der beiden 
Berechnungsmethoden erfolgt in Abbildung 4.16 in Abhängigkeit der Risstiefe. 

Es besteht eine gute Übereinstimmung zwischen den beiden Berechnungsmetho-
den. Lediglich für tief liegende Risse mit einer Tiefe von über 11 mm ergibt sich 
ein abweichender Kurvenverlauf. Hier ist ein deutlich stärkerer Anstieg des Span-
nungsintensitätsfaktors für den analytischen Berechnungsansatz erkennbar. Da je-
doch vor allem die Spannungsintensitätsfaktoren in oberflächennahen Risstiefen 
für die Rissfortschrittsberechnung von Bedeutung sind, werden Abweichungen in 
den tiefen Regionen nahe der finalen Risstiefe als vernachlässigbar eingestuft. 

 

Abbildung 4.16: Gegenüberstellung von analytisch und numerisch berechneten Spannungsintensitätsfaktoren 
für einen ideal modellierten Riss mit konstantem a/c-Verhältnis 

4.3.3 Berücksichtigung realer Rissformen  

Im Rahmen der Rastlinienuntersuchungen wird eine Abhängigkeit der Rissgeo-
metrieentwicklung vom Behandlungszustand und vom eingesetzten Behand-
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lungsverfahren identifiziert, vgl. Abschnitt 3.6.4.2. Da das in die LEBM-Berech-
nungen eingehende Halbachsenverhältnis einen maßgeblichen Einfluss auf die 
Höhe des Spannungsintensitätsfaktors und damit auf die zu bestimmende Riss-
fortschrittslebensdauer hat, wird in diesem Abschnitt das Ziel verfolgt, die realen 
Rissgegebenheiten möglichst zutreffend innerhalb der bruchmechanischen Be-
rechnungen zu erfassen.  

Dazu werden die Ergebnisse aus den Rastlinienuntersuchungen an unbehandel-
ten sowie HiFIT- und PIT-behandelten Probekörpern verwendet (s. Abbil-
dung 3.35), um entsprechende analytische Ansätze der Rissgeometrieentwicklung 
zu erarbeiten. Die Ergebnisqualität dieser Näherungsansätze wird daraufhin 
durch einen Vergleich mit Spannungsintensitätsfaktoren beurteilt, die numerisch 
auf Grundlage realer Rissformen ermittelt werden. Hierfür werden die durch 
Spline-Angleichung nachgebildeten Rastlinienkonturen des Abschnitts 3.6.4.2 ge-
nutzt. Die drei unterschiedenen Varianten sind in Abbildung 4.17 anhand von je-
weils einer exemplarischen Bruchfläche dargestellt.  

Die entsprechende CAD-basierte Rastlinien- bzw. Risskontur wird in das FE-Pro-
gramm Abaqus importiert. Auf Basis dieser Kontur wird, wie in Abschnitt 4.3.2.2 
beschrieben, ein 2D-Schalenmodell generiert und dieses als stationärer Riss in den 
Nahtübergang eingebracht. Die auf Grundlage der XFEM-berechneten Span-
nungsintensitätsfaktoren werden schließlich in einem Auswerteschnitt ausgelesen 
(s. Abbildung 4.17), wobei sich die Lage des Schnittes an der Position des tiefsten 
Punktes des zum Versagen führenden Risses orientiert.  
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(a) AW SSN B 09 

(b) HiFIT - HFH unkor B 07 

(c) PIT - HFH SSN B 05 

Abbildung 4.17: CAD-basierte Rastlinienkonturen als Grundlage für die XFEM-Berechnungen, einschließlich 
der Schnittführung zur Ergebnisauswertung (exemplarische Probekörperauswahl) 

4.3.3.1 AW-Zustand – Halbelliptischer und durchgehender Oberflächenriss 

Gemäß den Rastlinien der unbehandelten Probekörper liegen äußerst breite Risse 
in Oberflächennähe vor, die frühzeitig den seitlichen Rand der Probekörper errei-
chen. Dementsprechend liegt im Rahmen einer bruchmechanischen Betrachtungs-
weise zunächst ein halbelliptischer Oberflächenriss mit einem niedrigen a/c-Ver-
hältnis vor. Diesem folgt bereits in geringen Risstiefen der Ansatz eines durch-
gehenden Risses.  

Das den halbelliptischen Riss beschreibende a/c-Verhältnis wird aus dem Mittel-
wert der beiden auswertbaren Halbachsenverhältnisse gebildet und beträgt somit 
a/c = 0,04. Für eine Breite des Probekörpers von 60 mm geht bei diesem a/c-Ver-
hältnis der halbelliptische Riss ab einer Risstiefe von 1,2 mm in einen durchgehen-
den Riss über.  
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Das LEBM-Ergebnis dieses Berechnungsansatzes ist in Abbildung 4.18 kurvenför-
mig dargestellt. Diesem werden die numerisch ermittelten Spannungsintensitäts-
faktoren aus den XFEM-Berechnungen gegenübergestellt, die sich auf die Rastli-
nien und somit auf reale Rissformen beziehen.  

 

Abbildung 4.18: Vergleich der analytisch und numerisch ermittelten Spannungsintensitätsfaktoren für die  
realen Rissformen von unbehandelten Probekörpern 

Oberflächennah und bis zu einer Risstiefe von ca. 5 mm ist eine gute Übereinstim-
mung gegeben. Insofern bildet die analytische Berechnungsmethode mit dem 
kombinierten Rissmodellansatz die realen Rissgegebenheiten der unbehandelten 
Probekörper adäquat ab. Bei tieferen Rissen überschätzt das LEBM-Modell die 
Spannungsintensitätsfaktoren im Vergleich zu den numerischen Ergebnissen, wo-
bei jedoch keine signifikanten Abweichungen auftreten.  

4.3.3.2 HFH-Zustand – Halbelliptischer Oberflächenriss 

Aufgrund einer voneinander abweichenden Rissgeometrieentwicklung im HFH-
Zustand wird im Folgenden zwischen HiFIT- und PIT-behandelten Probekörpern 
unterschieden.  
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HiFIT-behandelte Probekörper 

Für die HiFIT-behandelten Probekörper wird im Rahmen der Rastlinienuntersu-
chungen festgestellt, dass deren Halbachsenverhältnis mit zunehmender Risstiefe 
näherungsweise konstant ansteigt. Um diese Gegebenheit im LEBM-Modell bei 
der analytischen Berechnung des Spannungsintensitätsfaktors abzubilden, wird 
daher eine lineare Regression der Rissgeometriedaten durchgeführt, siehe Abbil-
dung 4.19a. 

Das Ergebnis dieser linearen Regression bildet die wesentliche Grundlage für die 
im LEBM-Modell anzusetzende Rissgeometrieentwicklung. Da jedoch nicht für 
den gesamten Risstiefenbereich Ergebnisse zum Halbachsenverhältnis vorliegen, 
gilt es, eine geeignete Extrapolation über diesen Bereich hinaus bis hin zur finalen 
Risstiefe zu definieren. Dazu werden zwei Ansätze der Rissgeometrieentwicklung 
entwickelt und auf deren Eignung zur Abbildung der Spannungsintensitätsfakto-
ren überprüft.  

Die beiden Ansätze unterscheiden sich in Bezug auf die Weiterführung des a/c-
Verhältnisses über die Risstiefe der letzten ermittelten Rastlinie hinaus. Für Ansatz 
1 wird die Regressionsgerade bis zur finalen Risstiefe weitergeführt. Der Ansatz 2 
hingegen berücksichtigt ein Plateau auf Höhe des a/c-Verhältnisses der tiefst gele-
genen Rastlinie. 

Die Wahl des zweiten Ansatzes begründet sich aufgrund der Ergebnisse von 
(Shams-Hakimi et al., 2018), die für HFH-behandelte Quersteifen mit 60 mm di-
cken Grundblechen Rastlinien bis in eine Tiefe von 27 mm ermittelten. Für deren 
zugehörig bestimmte Halbachsenverhältnisse ist festzustellen, dass diese in tiefen 
Rissregionen einen annährend konstanten Verlauf aufweisen.  
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(a) Rastlinienbasierte Rissgeometrieentwicklung (b) Vergleich analytischer und numerischer K-Faktoren 

Abbildung 4.19: Näherungsansätze zur Berücksichtigung der realen Rissformen von HiFIT-behandelten Probe-
körpern und Verifizierung anhand der berechneten Spannungsintensitätsfaktoren 

Die basierend auf den a/c-Ansätzen berechneten Verläufe der Spannungsintensi-
tätsfaktoren werden in Abbildung 4.19b gezeigt. Generell ergibt sich eine gute 
Übereinstimmung mit den numerisch berechneten Spannungsintensitätsfaktoren, 
vor allem in den für die Rissfortschrittsberechnung besonders relevanten oberflä-
chennahen Bereichen. Lediglich im Risstiefenbereich zwischen ca. 4 mm bis 6 mm 
ist eine leichte Überschätzung des K-Faktors durch das LEBM-Modell festzustel-
len. In tieferen Rissregionen nimmt die Streuung der numerisch ermittelten Span-
nungsintensitätsfaktoren zwischen den Probekörpern zu, wobei die analytische 
Lösung für diese Bereiche eine gute mittlere Näherung darstellt.  

Für die beiden unterschiedlichen Ansätze zur Rissgeometrieentwicklung ist deut-
lich zu erkennen, dass der Spannungsintensitätsfaktor für Ansatz 1 und damit ste-
tig ansteigendem a/c-Verhältnis mit zunehmender Risstiefe abnimmt und damit 
ein entgegengesetztes Verhalten zu den numerisch ermittelten Spannungsintensi-
tätsfaktoren hervorruft. Hier bildet Ansatz 2 die numerischen Spannungsintensi-
tätsfaktoren auf Basis der realen Rissgeometrie deutlich besser ab. Im Folgenden 
wird daher Ansatz 2 zur Beschreibung des Rissgeometrieverhältnisses im Falle der 
HiFIT-Behandlung im LEBM-Modell verwendet.  
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PIT-behandelte Probekörper 

Für die PIT-behandelten Probekörper liegt eine diskontinuierliche Datenvertei-
lung in Bezug auf das Halbachsenverhältnis vor, vgl. Abbildung 4.20a. Aus die-
sem Grund erscheint ein multilinearer Ansatz sinnvoll, um die Rissgeometrieent-
wicklung über die Risstiefe zu beschreiben. 

  

(a) Rastlinienbasierte Rissgeometrieentwicklung (b) Vergleich analytischer und numerischer K-Faktoren 

Abbildung 4.20: Näherungsansätze zur Berücksichtigung der realen Rissformen von PIT-behandelten Probekör-
pern und Verifizierung anhand der berechneten Spannungsintensitätsfaktoren 

Zu diesem Zweck wird die MATLAB Toolbox „SML - Shape Language Modeling“ 
(D'Errico, 2023) verwendet. Hierbei wird auf die darin implementierte Funktion 
zur Durchführung einer stückweisen linearen Regression zurückgegriffen, wobei 
die Daten in eine vorgegebene Anzahl an Sektionen (hier fünf) unterteilt werden. 
Innerhalb der jeweiligen Sektion erfolgt daraufhin eine lineare Regression, wobei 
die jeweils vorangegangene Sektion berücksichtigt wird, um abrupte Sprünge im 
Verlauf zu vermeiden. Diese Vorgehensweise bildet die wesentliche Grundlage 
zur Herleitung des multilinearen Ansatzes der Rissgeometrieentwicklung.  

Zunächst gilt es, eine geeignete Annahme zur Abbildung des Bereiches ab der An-
fangsrisstiefe bis zum ersten Rastlinienergebnis zu definieren. Obwohl in dieser 
Region kein Halbachsenverhältnis ermittelt werden konnte, deuten Schwingungs-
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streifen und nicht vollständig auswertbare Teilsegmente von Rastlinien auf den 
Bruchflächen auf breite Rissfronten im oberflächennahen Bereich hin. Damit schei-
nen ähnliche Gegebenheit bezüglich der initialen Rissform im Vergleich zu den 
HiFIT-behandelten Probekörpern vorzuliegen. Mit dem Unterschied, dass bei PIT 
deutlich weniger Koaleszenzereignisse über die gesamte Probenbreite auftreten 
und sich daher der zum Versagen führende Riss lokaler bildet (s. Abbildung 4.17). 
Zudem weisen die PIT-behandelten Probekörper einen steileren Anstieg im a/c-
Verlauf und generell größere Halbachsenverhältnisse auf. Um die beschriebenen 
Gegebenheiten zunächst im Ansatz der anfänglichen Rissgeometrieentwicklung 
abzubilden, wird der auf den ersten Rastlinien basierende Geradenast bis zur An-
fangsrisstiefe verlängert, vgl. Abbildung 4.20a.  

Daraufhin wird zwischen zwei Ansätzen der Rissgeometrieentwicklung unter-
schieden. Ansatz 1 wird vollständig auf Basis der stückweisen Regression ermit-
telt und berücksichtigt damit die Ab- und wieder Zunahme des a/c-Verhältnisses 
im Risstiefenbereich zwischen ca. 3 mm und 5 mm. Das Ergebnis des entspre-
chend berechneten Spannungsintensitätsfaktors ist in Abbildung 4.20b darge-
stellt. Hierbei ist für Ansatz 1 eine abschnittsweise Erhöhung des K-Faktors zu er-
kennen, die nicht in Konformität zu den numerischen Ergebnissen steht. Diese 
Erhöhung wird durch das abfallende Halbachsenverhältnis hervorgerufen. Daher 
wird ein zweiter Ansatz überprüft, der das Halbachsenverhältnis in diesem Be-
reich konstant hält und damit die Unstetigkeit im a/c-Verlauf unberücksichtigt 
lässt. Hierbei ergibt sich eine deutlich bessere Übereinstimmung mit den für die 
reale Rissform numerisch ermittelten Spannungsintensitätsfaktoren, da das grö-
ßere a/c-Verhältnis einen geringeren K-Faktor hervorruft.  

Ein potenzieller Grund für diese Diskrepanz könnte darin liegen, dass das als 
Halbellipse diskretisierte Rissmodell stark von der realen Rissform abweicht. Dies 
ist vor allem bei den PIT-behandelten Probekörpern in dem erwähnten Rissbereich 
(a = 3 mm bis 5 mm) der Fall und wird in Abbildung 4.21 anhand von zwei 
exemplarischen Rissformen verdeutlicht.  
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(a) HFH unkor B 01 (b) HFH SSN B 05 

Abbildung 4.21: Abweichung zwischen der realen Rissform und der diskretisierten halbelliptischen Form 
(exemplarische Auswahl) 

Dies könnte in Zusammenhang mit den durch die HFH-Behandlung induzierten 
Druckeigenspannungen stehen. Diese Grenzen an den Riss an und führen mög-
licherweise zu dessen Umlenkung im Bereich der Eigenspannungsfelder, was die 
besonders starke Zunahme der Risslänge in Oberflächennähe erklären würde. Bei 
der numerischen Berechnung wird diese reale Rissform direkt bei der Ermittlung 
des Spannungsintensitätsfaktors berücksichtigt, wohingegen im Rahmen der ana-
lytischen LEBM-Berechnung der Ansatz des gemessenen a/c-Verhältnisses zur 
Überschätzung des K-Faktors bei den betroffenen Rissen führt. Aufgrund dieser 
Erkenntnis und der besseren Übereinstimmung mit den numerischen Ergebnissen 
wird für die weiteren LEBM-Untersuchungen der Ansatz 2 gewählt. 

Der weitere Verlauf des Halbachsenverhältnisses ist bei beiden Ansätzen iden-
tisch. Es folgt eine lineare Abnahme bis zur letzten Rastlinie, was eine adäquate 
Annäherung an die numerischen Ergebnisse des K-Faktors darstellt. Anschlie-
ßend wird, wie bei den HiFIT-behandelten Probekörpern, ein Plateau auf Höhe 
des a/c-Verhältnisses der tiefsten Rastlinie vorgesehen, dessen Ansatz auch für die 
PIT-behandelten Probekörper eine gute Näherungslösung bietet.  

4.3.4 Bruchmechanische Kennwerte  

Einen wesentlichen Einfluss auf das Ergebnis der bruchmechanisch ermittelten 
Rissfortschrittslebensdauer haben die in der Berechnung verwendeten Kennwerte 
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C und m, wobei ein grundlegender Überblick in Abschnitt 4.3.4 gegeben wird. Da-
her werden im Folgenden geeignete bruchmechanische Kennwerte definiert.  

Zu diesem Zweck werden die experimentell ermittelten Rissfortschrittsgeschwin-
digkeiten aus den Rastlinienuntersuchungen verwendet (vgl. Abschnitt 3.6.4.4). 
Diese sollen im Rissfortschrittsdiagramm in Abhängigkeit vom jeweiligen Span-
nungsintensitätsfaktor aufgetragen werden. Hierfür werden die mithilfe von 
XFEM numerisch ermittelten Spannungsintensitätsfaktoren genutzt. Durch die 
detaillierte Modellierung der realen Rissform, der globalen Probekörpergeomet-
rie, der lokalen Nahtübergangsgeometrie und der aus der Biegespannung resul-
tierenden Spannungsverteilung werden die damit einhergehenden Einflüsse ex-
plizit im berechneten Spannungsintensitätsfaktor erfasst. Damit liegt der 
numerisch ermittelte K-Faktor in einer Form vor, die diese relevanten Einflüsse 
berücksichtigt und damit für die bruchmechanische Kennwertanalyse geeignet ist.  

Da sich die Rissfortschrittsgeschwindigkeiten auf mittlere Risstiefen beziehen, 
werden die Mittelwerte der K-Faktoren zwischen zwei aufeinanderfolgenden 
Risstiefen berechnet. Diese werden mit der im jeweiligen Versuch aufgebrachten 
Spannungsschwingbreite multipliziert, um die zyklischen Spannungsintensitäts-
faktoren für die untersuchten Probekörper zu erhalten.  

Abschließend wird die Rissfortschrittsgeschwindigkeit da/dN in Abhängigkeit 
vom jeweiligen zyklischen Spannungsintensitätsfaktor ΔK doppelt logarithmisch 
aufgetragen, um die ermittelten Ergebnisse mit den für den Offshore-Bereich em-
pfohlenen Rissfortschrittskurven nach DNVGL-RP-C210 zu vergleichen. Ziel ist 
es, zu überprüfen, ob diese einen geeigneten Ansatz im Rahmen der Rissfort-
schrittsberechnungen darstellen. 

Zunächst werden die unbehandelten, an Luft geprüften Probekörper betrachtet. 
Die mit dem beschriebenen Vorgehen erzielten Ergebnisse sind in Abbildung 4.22 
dargestellt. Es ist zu erkennen, dass die Rissfortschrittskurve für eine Überlebens-
wahrscheinlichkeit von PÜ = 50 % nach DNVGL-RP-C210 die Ergebnisse der Pro-
bekörper zutreffend beschreibt. Für die Bedingungen an Luft erweisen sich die 
Rissfortschrittskurve und die darauf basierenden bruchmechanischen Kennwerte 
daher als geeigneter Ansatz zur Durchführung der Rissfortschrittsberechnungen.  
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Abbildung 4.22: Experimentelle Rissfortschrittsgeschwindigkeit bezogen auf den zyklischen Spannungsintensi-
tätsfaktor aus numerischen XFEM-Berechnungen für unbehandelte Probekörper gegenüber der 
Rissfortschrittskurve nach DNVGL-RP-C210 für Bedingungen an Luft 

Weiterhin werden die HFH-behandelten Probekörper zum einen für die Versuchs-
durchführung an Luft und zum anderen für die simultane Prüfung in künstlichem 
Meerwasser analysiert. Dazu wird neben der Rissfortschrittskurve für übliche Be-
dingungen an Luft ebenfalls die Kurve für freie Korrosion für PÜ = 50 % nach 
DNVGL-RP-C210 verifiziert. Diese berücksichtigt die beschleunigenden Einflüsse 
der Korrosionsermüdung auf die Rissfortschrittsgeschwindigkeit. Aufgrund des 
bei Korrosionsermüdung vorhandenen Frequenzeinflusses wird der Ansatz von 
(Jakubowski, 2017) verwendet (s. Abschnitt 2.4.3.5). Dementsprechend wird mit 
Gl. (2.21) die Region II auf Basis der Rissfortschrittskurve für Luft für die den Ver-
suchen zugrunde gelegte Beanspruchungsfrequenz von 1 Hz abgebildet. Die ent-
sprechenden Rissfortschrittskurven werden gemeinsam mit den Ergebnissen der 
HFH-behandelten Probekörper in Abbildung 4.23 gezeigt.  

Es ist festzustellen, dass sich die Ergebnisse der Probekörper für hohe zyklische 
Spannungsintensitätsfaktoren, die tiefliegenden Rissen zuzuordnen sind, an die 
Rissfortschrittskurven annähern. Bei freier Korrosion besteht in einigen Fällen für 
die Region II eine gute Übereinstimmung. Mit abnehmendem Spannungsintensi-
tätsfaktor und der Annäherung der Risstiefen an die Oberfläche werden die Dis-
krepanzen zu den Rissfortschrittskurven jedoch immer deutlicher.  
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Abbildung 4.23: Experimentelle Rissfortschrittsgeschwindigkeit bezogen auf den zyklischen Spannungsintensi-
tätsfaktor (mit K aus numerischen XFEM-Berechnungen) für HFH-behandelte Probekörper im 
Vergleich zu den Rissfortschrittskurven nach DNVGL-RP-C210 für Luft sowie für freie Korro-
sion unter Berücksichtigung der Frequenz nach (Jakubowski, 2017) 

Derartige Abweichungen sind ebenso für die Ergebnisse zum Rissfortschrittsver-
halten von (Dürr, 2007) und (Weich, 2009) festzustellen und lassen sich mit den 
durch die HFH-Behandlung eingebrachten Druckeigenspannungen erklären. 
Diese rufen Rissschließeffekte hervor, die in der Nähe der Oberfläche besonders 
ausgeprägt auftreten. Dadurch verringert sich die Rissfortschrittsgeschwindigkeit 
im HFH-behandelten im Vergleich zum unbehandelten Zustand, wie Abbil-
dung 3.38a verdeutlicht (vgl. Abschnitt 3.6.4.4). Da der Spannungsintensitätsfak-
tor die rissschließenden Einflüsse durch die HFH-Behandlung nicht berücksich-
tigt, führt ein Bezug auf die infolge der Druckeigenspannungen reduzierten 
Rissfortschrittsgeschwindigkeit zu den identifizierten Abweichungen. Folglich 
können diese Ergebnisse nicht zur Verifizierung der Rissfortschrittskurven ge-
nutzt werden. Stattdessen ist der effektive Spannungsintensitätsfaktor heranzu-
ziehen, um eine Verifizierung der Rissfortschrittskurven zu ermöglichen. Die ent-
sprechenden Herleitungen werden im folgenden Abschnitt anhand von 
Eigenspannungstiefenverläufen vorgenommen.  
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4.3.5 Berücksichtigung des Eigenspannungszustands  

Die infolge einer HFH-Behandlung eingebrachten Druckeigenspannungen stehen 
im Zusammenhang mit Rissschließeffekten, die nachweislich zu einem verzöger-
ten Risswachstum führen. Dies ist aus der Literatur bekannt (s. Abschnitt 2.2.4.2) 
und bestätigt sich ebenfalls im Rahmen dieser Arbeit (s. Abschnitt 3.6.4.4). Im 
LEBM-Modell sollen die Rissschließeffekte anhand des effektiven Spannungsin-
tensitätsfaktors Keff erfasst werden. Die grundlegenden Zusammenhänge und das 
Berechnungsverfahren zur Bestimmung von Keff sind in Abschnitt 2.4.3.6 näher er-
läutert und können diesem entnommen werden. Der daraus abgeleitete Berech-
nungsablauf ist in Abbildung 4.24 dargestellt. 

 

Abbildung 4.24: Berechnungsablauf zur Ermittlung des effektiven Spannungsintensitätsfaktors, aufbauend auf 
dem Vorgehen von (Walbridge und Nussbaumer, 2006) 

Input: , Input: 
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Ein wesentlicher Bestandteil bei der Berechnung von Keff stellt der Spannungsin-
tensitätsfaktor für Eigenspannungen Kres dar. Er wird in dieser Arbeit mithilfe der 
Gewichtsfunktion nach Gl. (2.16) bestimmt, um die Eigenspannungsverteilung in 
Tiefenrichtung einzubeziehen. Da für die HFH-behandelten Probekörper keine 
entsprechenden Daten vorliegen, werden Daten aus der Literatur verwendet. 
Dazu werden die gemessenen Quereigenspannungen von (Schubnell et al., 2020) 
herangezogen, für die hinsichtlich des Konstruktionsdetails und des Werkstoffs 
ähnliche Bedingungen gegeben sind, die aber keinen Einfluss aus korrosiver Um-
gebung berücksichtigen. Da die Höhe der eingebrachten Eigenspannungen von 
der Streckgrenze abhängt, werden die Absolutwerte der Eigenspannungsmessda-
ten auf die Streckgrenze des gemessenen Werkstoffs normiert und daraufhin auf 
die in dieser Arbeit vorliegende Streckgrenze von 369 MPa übertragen.  

Ausgehend von den Eigenspannungstiefenverläufen werden multilineare Modell-
ansätze für die Verwendung im LEBM-Modell entwickelt. Da für beide Behand-
lungsverfahren HiFIT und PIT gemäß (Schubnell et al., 2020) unterschiedliche Ei-
genspannungsverläufe festzustellen waren, werden die Verfahren getrennt be-
trachtet. Der jeweilige Modellansatz bildet die Grundlage zur Bestimmung des 
Spannungsintensitätsfaktors für Eigenspannungen Kres mithilfe der Gewichts-
funktion. Dieser geht wiederum in die Berechnung des Spannungsintensitätsfak-
tors für Rissöffnen Kop ein. Daraufhin kann der effektive Spannungsintensitätsfak-
tor für zyklische Beanspruchung ΔKeff ermittelt werden, der damit die Einflüsse 
aus dem Eigenspannungstiefenverlauf der HFH-Behandlung explizit berücksich-
tigt. Die entsprechenden Auswirkungen der Druckeigenspannungen und die da-
raus resultierenden Rissschließeffekte werden anhand eines Tiefenverlaufs der be-
rechneten Spannungsintensitätsfaktoren exemplarisch für einen Probekörper der 
Versuchsserien in Abbildung 4.25 veranschaulicht.  

Aufgrund von Erkenntnissen aus der Literatur (Stacey et al., 2000; Dürr, 2007; BS 
7910) kann für den AW-Zustand davon ausgegangen werden, dass in den berech-
nungsrelevanten Tiefenbereichen schweißbedingte Zugeigenspannungen vorlie-
gen. Für eine Überlagerung mit lastbedingten Zugspannungen an der Rissspitze 
ergibt sich daraus, dass Kmin anstelle von Kop für die Berechnung von ΔKeff maßge-
bend wird und daher mit ΔK gleichgesetzt werden kann (Acevedo, 2011), vgl. Ab-
bildung 4.24.  
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Abbildung 4.25: Tiefenverlauf der berechneten Spannungsintensitätsfaktoren unter Berücksichtigung von Riss-
schließeffekten infolge von HFH-induzierten Druckeigenspannungen (exemplarisch anhand 
des HFH-behandelten Probekörpers HFH KMW B 4) 

Inwieweit die aus der Literatur verwendeten Tiefenverläufe einen adäquaten An-
satz zur Beschreibung der HFH-Eigenspannungszustände für die vorliegenden 
Versuchsserien darstellen, wird aufbauend auf Abschnitt 4.3.4 und den dort ge-
wonnen Erkenntnissen zum Rissfortschrittsverhalten überprüft. Für deren Verifi-
kation werden die mithilfe von XFEM numerisch berechneten Spannungsintensi-
tätsfaktoren herangezogen. Wie zuvor beschrieben, sind diese für verifizierende 
Analysen auf bruchmechanischer Ebene geeignet, da sie in einflussbereinigter 
Form bezüglich der realen Rissform, der globalen Probekörpergeometrie, der lo-
kalen Nahtübergangsgeometrie und der aus der Biegespannung resultierenden 
Spannungsverteilung vorliegen. Auf deren Basis werden die effektiven Span-
nungsintensitätsfaktoren unter Berücksichtigung der Modellansätze der Eigen-
spannungstiefenverläufe ermittelt und mit den experimentell ermittelten Rissfort-
schrittsgeschwindigkeiten in Beziehung gesetzt. Daraufhin kann eine Verifizier-
ung anhand der Rissfortschrittsdaten auf Grundlage folgender Gegenüberstellun-
gen erfolgen: 

• HFH an Luft im Vergleich zu AW an Luft und zur Rissfortschrittskurve für 
Bedingungen an Luft nach DNVGL-RP-C210.  
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• HFH bei simultaner Korrosion in KMW im Vergleich zur Rissfortschritts-
kurve für freie Korrosion nach DNVGL-RP-C210 einschließlich der Fre-
quenzberücksichtigung nach (Jakubowski, 2017). 

4.3.5.1 HiFIT-Behandlung 

Um die HiFIT-Behandlung innerhalb des LEBM-Modells zu berücksichtigen, wird 
ein trilinearer Modellansatz gewählt, der auf dem in Abbildung 4.26 dargestellten 
Tiefenprofil der gemessenen Quereigenspannungen basiert. 

 

Abbildung 4.26: HiFIT-Modellansatz für LEBM-Berechnungen auf Basis der von (Schubnell et al., 2020) gemes-
senen Quereigenspannungen (grafisch extrahierte Daten für S355J2+N)  

Dieser Modellansatz wird auf die HiFIT-behandelten Probekörper angewendet, 
um den effektiven Spannungsintensitätsfaktor zu bestimmen. Zur Verifizierung 
des Ansatzes werden die numerisch berechneten XFEM-Ergebnisse herangezo-
gen. Die entsprechenden Ergebnisse werden in Abbildung 4.27 zu den experimen-
tell ermitteln Rissfortschrittsgeschwindigkeiten in Bezug gebracht.  

Zunächst erfolgt ein Vergleich der HiFIT-behandelten und an Luft geprüften Pro-
bekörper mit denen des unbehandelten Zustands sowie der anhand der AW-Er-
gebnisse verifizierten Rissfortschrittskurve nach DNVGL-RP-C210. Die Ergeb-
nisse des unkorrodierten Probekörpers HFH unkor B 07 zeigen eine gute Überein-
stimmung mit den Referenzen, was den gewählten Modellansatz hinsichtlich der 
zutreffenden Abbildung des Eigenspannungszustandes bestätigt.  
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Abbildung 4.27: Experimentelle Rissfortschrittsgeschwindigkeit bezogen auf den effektiven zyklischen Span-
nungsintensitätsfaktor (mit K aus numerischen XFEM-Berechnungen) für HiFIT-behandelte 
Probekörper im Vergleich zu den Rissfortschrittskurven nach DNVGL-RP-C210 für Luft sowie 
für freie Korrosion unter Berücksichtigung der Frequenz nach (Jakubowski, 2017) 

Dies gilt ebenso für den durch Salzsprühnebel vorkorrodierten Probekörper 
HFH SSN B 11. Dies lässt den Rückschluss zu, dass die 10-tägige SSN-Vorkorro-
sion und der damit einhergehende Oberflächenabtrag keine bzw. keine relevante 
korrosionsbedingte Modifikation des Eigenspannungstiefenverlaufs hervorruft. 
Diese Erkenntnis bezieht sich auf den Tiefenbereich ab der minimal detektierbaren 
Risstiefe für amin ≥ 0,83 mm.  

Weiterhin werden die HiFIT-behandelten und simultan in künstlichem Meerwas-
ser geprüften Probekörper betrachtet. Es zeigt sich, dass die Rissfortschrittskurve 
für freie Korrosion nach DNVGL-RP-C210 in Kombination mit der nach (Jaku-
bowski, 2017) ermittelten frequenzabhängigen Region II (f = 1 Hz) eine adäquate 
Beschreibung der Ergebnisse darstellt. Demnach kann die angepasste Rissfort-
schrittskurve die korrosionsbedingt erhöhte Rissfortschrittsgeschwindigkeit im 
Rahmen der LEBM-Berechnung adäquat berücksichtigen. 

Die angepasste Rissfortschrittskurve für freie Korrosion basiert auf der Rissfort-
schrittskurve an Luft mit PÜ = 50 %. Dadurch zeigt sich wiederum, dass sie die ex-
perimentellen Ergebnisse angemessen beschreibt. Des Weiteren bestätigt sich der 
Modellansatz zur Eigenspannungsberücksichtigung ebenfalls für die simultan in 
künstlichem Meerwasser geprüften Probekörper. Dabei scheint auch für diese 

  100  1000 10000
ΔKeff [N/mm3/2]

10-6

10-5

10-4

10-3

da
/d

N
 [m

m
/L

Z]

  
 

 

AW SSN B
HFH unkor B 07
HFH SSN B 11
HFH KMW B 07
HFH KMW B 17
HFH SSN KMW B 05
DNVGL-RP-C210: 
Luft; P Ü = 50 %
DNVGL-RP-C210: 
Freie Korrosion; P Ü = 50 %
Region II für f = 1 Hz 
nach Jakubowski 2017



4.3 Bewertung nach dem Rissfortschrittskonzept 

211 

Probekörper keine bedeutende korrosionsbedingte Änderung des Eigenspan-
nungszustandes aufzutreten. Dies gilt für einen Bereich der Risstiefen von  
amin ≥ 0,72 mm.  

Die an HiFIT-behandelten Probekörpern gewonnenen Erkenntnisse beziehen sich 
auf den Risstiefenbereich ab der minimal detektierbaren Risstiefe. Obwohl für nä-
her an der Oberfläche liegende Bereiche keine unmittelbare Aussage getroffen 
werden kann, wird davon ausgegangen, dass die Eigenspannungsverteilung bis 
zur konzeptionellen Anfangsrisstiefe von 0,5 mm aufgrund des begrenzten Ober-
flächenabtrags (MW: ca. 0,05 mm) nicht oder nur unwesentlich beeinflusst wird. 
Daher wird der entwickelte Modellansatz als Grundlage für die Rissfortschritts-
berechnungen im Falle einer HiFIT-Behandlung herangezogen, unabhängig da-
von, ob ein Korrosionseinfluss vorliegt oder nicht. 

4.3.5.2 PIT-Behandlung 

Das zuvor beschriebene Vorgehen und seine bisherige Umsetzung wird ebenfalls 
auf die PIT-behandelten Probekörper angewendet, mit dem Unterschied, dass für 
die PIT-Behandlung zwei Eigenspannungstiefenverläufe von (Schubnell et 
al., 2020) zur Verfügung stehen. Im Wesentlichen unterscheiden sich die beiden 
Verläufe hinsichtlich der Oberflächen- und Tiefenwirksamkeit der Druckeigen-
spannungen, wie in Abbildung 4.28a und c zu sehen ist. Daher wird für jeden der 
beiden Verläufe ein Modellansatz entwickelt, um anschließend deren Eignung zur 
Berücksichtigung im LEBM-Modell zu überprüfen.  

Die entsprechenden Auswirkungen der Eigenspannungszustände auf ΔKeff kön-
nen Abbildung 4.28b und d entnommen werden. Für den Modellansatz 1 zeigen 
die PIT-behandelten Probekörper in den oberflächennahen Risstiefenbereichen, in 
denen vergleichsweise geringe Rissfortschrittsgeschwindigkeiten bei niedrigen 
Spannungsintensitäten vorliegen, eine gute Übereinstimmung mit denen des un-
behandelten Zustands sowie mit der anhand der AW-Ergebnisse verifizierten 
Rissfortschrittskurve nach DNVGL-RP-C210. Für tiefer liegende Risse sind dage-
gen stärkere Abweichungen von den Referenzen zu verzeichnen. Ein entgegenge-
setztes Verhalten ist für den Modellansatz 2 festzustellen. Im Vergleich zu Modell-
ansatz 1 beschreibt dieser die tieferen Rissbereiche besser, während für Risse, die 
sich der Oberfläche annähern, deutliche Abweichungen auftreten. 
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(a) Eigenspannungsmessung mit Modellansatz 1 (b) ΔKeff auf Basis von Modellansatz 1 

  
(c) Eigenspannungsmessung mit Modellansatz 2 (d) ΔKeff auf Basis von Modellansatz 2 

  
(e) Eigenspannungsmessungen mit Modellansatz 3 (f) ΔKeff auf Basis von Modellansatz 3 

Abbildung 4.28: Variantenanalyse der PIT-Modellansätze für LEBM-Berechnungen auf Basis der von (Schub-
nell et al., 2020) gemessenen Quereigenspannungen (grafisch extrahierte Daten für S355J2+N) 
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Die Ergebnisse deuten darauf hin, dass für die PIT-behandelten Probekörper die-
ser Arbeit abweichende Eigenspannungsverläufe vorhanden sind. Folglich ist kei-
ner der beiden Ansätze geeignet, das Rissfortschrittsverhalten im LEBM-Modell 
in dem für die Untersuchung relevanten Risstiefenbereich adäquat darzustellen. 
Aus diesem Grund erscheint es sinnvoll, einen Modellansatz zu wählen, der einer-
seits den oberflächennahen Eigenspannungszustand wie Modellansatz 1 und die 
Tiefenwirkung wie Modellansatz 2 abbildet. Der entsprechende Modellansatz 3 ist 
in Abbildung 4.28e dargestellt. Dabei zeigt das Ergebnis für ΔKeff in Abbil-
dung 4.28f, dass der Modellansatz 3 geeignet ist, das Rissfortschrittsverhalten der 
PIT-behandelten Probekörper angemessen zu beschreiben.  

Weder für den unkorrodierten noch für den durch Salzsprühnebel vorkorrodier-
ten Probekörper sind deutliche Diskrepanzen von den Referenzen gegeben. Dem-
zufolge zeigt sich, wie bereits für die HiFIT-Behandlung festzustellen war, dass 
die Abrostung infolge der Vorkorrosion zu gering ausfällt, als dass sie den Tiefen-
verlauf der Eigenspannungen merklich verändern würde. Hierbei bezieht sich die 
Aussage auf einen Bereich minimal detektierbarer Risstiefen von amin ≥ 1,71 mm. 
Der Argumentation in Bezug auf die HiFIT-behandelten Probekörper folgend 
wird für tiefer als die Anfangsrisstiefe liegende Risse nicht von einer relevanten 
Eigenspannungsmodifikation ausgegangen. Daher erfolgen die Berechnungen des 
Rissfortschritts bei PIT-Behandlung auf Basis des entwickelten Modellansatzes 3, 
ungeachtet des Korrosionseinflusses.  

4.3.6 Experimentelle Validierung des LEBM-Modells  

In den vorangegangenen Abschnitten wurden Ansätze hergeleitet, um die Para-
meter im LEBM-Modell zu berücksichtigen, die einen wesentlichen Einfluss auf 
das Ergebnis der Rissfortschrittsberechnung haben. Dazu gehören die folgenden 
Einflussgrößen:  

• Halbachsenverhältnis a/c unter Berücksichtigung der Rissgeometrieent-
wicklung in Abhängigkeit vom Behandlungszustand und dem jeweiligen 
Behandlungsverfahren (s. Abschnitt 4.3.3). 
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• Bruchmechanische Kennwerte C und m für Bedingungen an Luft und für 
einen frequenzabhängigen Einfluss aus simultaner Korrosion (s. Ab-
schnitt 4.3.4). 

• Effektiver Spannungsintensitätsfaktor Keff zur Berücksichtigung von Riss-
schließeffekten, die sich aus dem Tiefenverlauf der Eigenspannungen in 
Abhängigkeit vom Behandlungsverfahren ergeben (s. Abschnitt 4.3.5). 

Diese wurden im Vorfeld individuell verifiziert, um eine solide Grundlage für ein 
Berechnungsmodell mit möglichst hoher Vorhersagequalität zu schaffen. Darauf 
aufbauend wird im Folgenden eine abschließende Validierung der berechneten 
Ergebnisse für die Rissfortschrittslebensdauer anhand der im Experiment (Exp) 
ermittelten Rastlinienergebnisse durchgeführt. Zu diesem Zweck werden die Er-
gebnisse zum Rissfortschritt in Abbildung 4.29, jeweils ausgehend von der expe-
rimentellen Bruchschwingspielzahl, gegenübergestellt. Hierbei ist festzustellen, 
dass in allen Fällen eine gute Übereinstimmung zwischen den experimentellen 
und den berechneten Rissfortschrittslebensdauern besteht.  

Um neben der qualitativen Einschätzung ebenfalls eine quantitative Bewertung 
der Vorhersagequalität vornehmen zu können, wird auf das von (Rudorffer et 
al., 2022) vorgestellte Vorgehen zurückgegriffen.  

Demnach werden zwei Gütekriterien für die Beurteilung der Genauigkeit in Be-
zug auf die Rissfortschrittslebensdauer bestimmt. Dabei werden die Variablenbe-
zeichnungen an die Definitionen der vorliegenden Arbeit angepasst und als Indi-
zes mit Bezug auf den Rissfortschritt Np verwendet.  

Zum einen der logarithmische Mittelwert mNp nach Gl. (4.3):  

mNp = 10
1
n⋅∑  n

i=1 log�
Np,Exp
Np,LEBM

�
 (4.3) 

Zum anderen die Streuspanne TNp nach Gl. (4.4), die zur Charakterisierung der 
Streuung dient: 

TNp =
90%−Quantil(

Np,Exp
Np,LEBM

)

10%−Quantil(
Np,Exp

Np,LEBM
)
  (4.4) 
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(a) AW-Zustand, Versuche an Luft  

  

(b) HFH-Zustand, Versuche an Luft  

   

(c) HFH-Zustand, Versuche in künstlichem Meerwasser   

Abbildung 4.29: Gegenüberstellung des experimentell und bruchmechanisch ermittelten Rissfortschritts  
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Ergänzend zur vorherigen Ergebnisdarstellung wird ein direkter Vergleich zwi-
schen den berechneten und den experimentellen Rissfortschrittslebensdauern im 
N-N-Diagramm in Abbildung 4.30 vorgenommen, welches auch die Ergebnisse 
der beiden Qualitätskriterien enthält.  

Es ist zu erkennen, dass die Daten annähernd auf der Winkelhalbierenden liegen 
und damit eine sehr gute Übereinstimmung zwischen den Vergleichswerten vor-
liegt. Der logarithmische Mittelwert liegt bei 0,96 und die Streuspanne bei 1,14. 
Hinsichtlich der quantitativen Gütekriterien wird nach (Rudorffer et al., 2022) ein 
optimales, wenn auch unrealistisches Ergebnis erzielt, wenn beide Kriterien dem 
Wert 1 entsprechen. Die hier ermittelten Kriterien liegen nahe am Wert 1. Folglich 
werden die experimentellen Ergebnisse zur Rissfortschrittslebensdauer durch das 
LEBM-Modell äußerst zuverlässig prognostiziert.  

Da der logarithmische Mittelwert den Wert 1 unterschreitet, wird damit die Riss-
fortschrittslebensdauer im Mittel leicht überschätzt. Betrachtet man die Lage der 
Daten in Abbildung 4.30, so wird deutlich, dass dies insbesondere auf den HFH-
behandelten Zustand an Luft sowie auf AW zutrifft.  

  

 

Abbildung 4.30: N-N-Diagramm zur Validierung des LEBM-Modells und der verwendeten Berechnungsansätze 
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4.3.7 Rissfortschritts- und Einflussanalyse 

Zur Prognose des Rissfortschritts liegt ein Berechnungsmodell auf Grundlage der 
linear-elastischen Bruchmechanik vor. Das LEBM-Modell ermöglicht es, Einflüsse 
aus der Belastungsart, dem Behandlungszustand und der simultanen Korrosion 
unter Berücksichtigung des Frequenzeinflusses bei der Berechnung der Rissfort-
schrittslebensdauer individuell zu berücksichtigen. Die Übersicht in Abbil-
dung 4.31 fasst die dazu notwendigen Eingangsparameter zusammen und gibt die 
zugehörig entwickelten Ansätze schematisch wieder.  

 

Abbildung 4.31: Schematische Übersicht der Parameter und deren individuellen Ansätze im LEBM-Modell 
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Indem die Parameteransätze im Zuge ihrer Herleitung sukzessive verifiziert wer-
den konnten und die jeweiligen Gegebenheiten in der Berechnung spezifisch er-
fasst werden, steht ein LEBM-Modell mit hoher Prognosegüte zur Verfügung. Die-
ses Modell konnte auf der Basis der Ergebnisse aus den Rastlinienuntersuchungen 
experimentell validiert werden.  

Im Folgenden wird das LEBM-Modell verwendet, um das Rissfortschrittsverhal-
ten über den experimentell untersuchten Parameterbereich hinaus zu analysieren. 
Mit dem Modell wird das Makrorisswachstum zwischen der Anfangsrisstiefe von 
0,5 mm und der finalen Risstiefe von 12,5 mm (0,5·t) rechnerisch abgebildet. Dabei 
orientieren sich die Berechnungen und Bewertungen am Zeitfestigkeitsbereich. 
Hinsichtlich der Geometrie werden die Nennmaße der Probekörper aus den Ver-
suchsserien zu Grunde gelegt. 

4.3.7.1 Ergebnisse der Rissfortschrittsberechnungen 

Die Ergebnisse der Rissfortschrittsberechnungen sind in Abbildung 4.32 darge-
stellt. Die Abbildung enthält die Ergebnisse für unbehandelte und HFH-behan-
delte Quersteifen. Aufgrund der unterschiedlichen Ansätze werden die HFH-Ver-
fahren separat betrachtet. Bei der Belastungsart wird zwischen axialem Zug und 
Biegung unterschieden. Alle Ergebnisse sind sowohl für die Umgebungsbedin-
gung Luft als auch für die simultane Korrosion durch Meerwasser bei einer Bean-
spruchungsfrequenz von 1 Hz angegeben. In Bezug auf die Rissfortschrittsberech-
nungen dieses Abschnitts bezieht sich der Begriff „Korrosion“ auch ohne weitere 
Spezifizierung durchgehend auf den simultanen Korrosionseinfluss. 
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(a) AW und HiFIT bei axialem Zug (b) AW und PIT bei axialem Zug  

  

 

(c) AW und HiFIT bei Biegung (d) AW und PIT bei Biegung  

Abbildung 4.32: Bruchmechanisch ermittelte Rissfortschrittslebensdauern für Bedingungen an Luft und bei  
simultaner Korrosion (a0 = 0,5 mm; f = 1,0 Hz; R = 0,1)  

4.3.7.2 Analyse der spezifischen Einflüsse auf den Rissfortschritt 

Zur Veranschaulichung der jeweiligen Ergebnisse werden in Abbildung 4.33 die 
Rissfortschrittslebensdauern in Relation zueinander dargestellt. Der unbehandelte 
Zustand an Luft dient als Referenz, zu welcher die weiteren Varianten in Bezug 
gesetzt werden. Im Diagramm wird diese Referenz durch eine vertikale Linie bei 
dem Wert 1 repräsentiert. Werte über 1 zeigen eine Verlängerung der Lebensdauer 
gegenüber dem unbehandelten Zustand an Luft an, während Werte unter 1 eine 
Verkürzung bedeuten. 
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Grundsätzlich zeigt sich ein günstiger Einfluss aus der HFH-Behandlung auf die 
Rissfortschrittslebensdauer. Für den HFH-behandelten Zustand an Luft ist die 
deutlichste Verbesserung im Vergleich zum unbehandelten Zustand zu erkennen. 
Einerseits wirken sich hier die größeren a/c-Verhältnisse im HFH-behandelten Zu-
stand gegenüber dem unbehandelten Zustand aus. Andererseits reduzieren die 
HFH-Druckeigenspannungen die Spannungsintensität an der Rissspitze, wo-
durch Rissschließeffekte auftreten. Im Modell wird dies durch den effektiven 
Spannungsintensitätsfaktor erfasst. Abweichungen im Verbesserungspotenzial 
der Behandlungsverfahren lassen sich ebenfalls durch das abweichende a/c-Ver-
hältnis und unterschiedliche Eigenspannungszustände erklären.  

  

(a) AW und HiFIT bei axialem Zug (b) AW und PIT bei axialem Zug 

  

(c) AW und HiFIT bei Biegung (d) AW und PIT bei Biegung 

Abbildung 4.33: Einfluss aus dem Behandlungszustand und simultaner Korrosion auf den Rissfortschritt  
(a0 = 0,5 mm; f = 1,0 Hz; R = 0,1) 
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Diesbezüglich sei darauf hingewiesen, dass die Ergebnisse der vorliegenden Ar-
beit keine generellen Rückschlüsse auf das Verbesserungspotenzial der individu-
ellen HFH-Verfahren zulassen. Ungeachtet solcher Abweichungen führen beide 
Behandlungsverfahren zu deutlich verlängerten Rissfortschrittslebensdauern im 
Vergleich zum unbehandelten Zustand. In diesem Zusammenhang sind behand-
lungsbedingte Verzögerungen des Risswachstums insbesondere bei niedrigen 
Spannungsschwingbreiten erkennbar.  

Darüber hinaus ist festzustellen, dass eine HFH-Behandlung trotz simultaner Kor-
rosion eine Verlängerung der Rissfortschrittslebensdauer gegenüber dem AW-Zu-
stand an Luft bewirkt. Wie für den HFH-behandelten Zustand an Luft sind dem-
nach auch bei simultaner Korrosion deutliche Lebensdauerverlängerungen 
infolge einer HFH-Behandlung zu verzeichnen. Dennoch ist das Verbesserungs-
potenzial gegenüber Luft durch die Korrosion begrenzt. Dies wird ausschließlich 
auf die korrosionsbedingte Erhöhung der Rissfortschrittsgeschwindigkeit zu-
rückgeführt, da im LEBM-Modell der Korrosionseinfluss nur bei den bruchmecha-
nischen Kennwerten berücksichtigt wird. Hintergrund ist, dass für die hier unter-
suchten Umgebungsbedingungen ansonsten kein maßgeblicher Einfluss der 
Korrosion nachgewiesen werden konnte, weder auf die Rissgeometrieentwick-
lung noch in Bezug auf die Eigenspannungszustände.  

Die durch simultane Korrosion verursachte Erhöhung der Rissfortschrittsge-
schwindigkeit wird ebenfalls im unbehandelten Zustand deutlich. Im Vergleich 
zum AW-Zustand an Luft führt die Korrosion zu einer stark verkürzten Rissfort-
schrittslebensdauer, die gegenüber dem AW-Zustand an Luft durch die simultane 
Korrosion um 27 % bis 78 % verringert wird.  

Das Potenzial zur Verlängerung der Rissfortschrittslebensdauer durch HFH-Be-
handlung gegenüber dem unbehandelten Zustand wird besonders deutlich, wenn 
dieselbe Korrosionsumgebung vorausgesetzt wird. Hierzu wird das Verhältnis 
zwischen dem HFH-Zustand und dem AW-Zustand gebildet und in Abbil-
dung 4.34 dargestellt. Die Analyse berücksichtigt beide Belastungsarten und re-
präsentiert die Verhältnisse innerhalb derselben Belastungsart.  
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(a) HiFIT  (b) PIT 

Abbildung 4.34: Einfluss aus dem Behandlungszustand auf den Rissfortschritt bei simultaner Korrosion  
(a0 = 0,5 mm; f = 1,0 Hz; R = 0,1) 

Generell zeigt sich, dass durch die HFH-Behandlung die Rissfortschrittsphase be-
deutend verlängert werden kann. Wie bereits erwähnt, wirkt sich die HFH-Be-
handlung vor allem bei niedrigen Spannungsschwingbreiten positiv aus. Mit ab-
nehmender Beanspruchungshöhe ist eine überproportionale Verlängerung der 
Rissfortschrittslebensdauer zu verzeichnen. Darüber hinaus zeigen diese Ergeb-
nisse, dass bei Biegebelastung ein höheres Verbesserungspotenzial besteht als bei 
axialer Zugbelastung. 

Die Ergebnisse bezüglich des Einflusses der Belastungsart legen eine gesonderte 
Untersuchung nahe. Zu diesem Zweck werden die Rissfortschrittslebensdauern 
für Biegung und axialen Zug ins Verhältnis gesetzt, vgl. Abbildung 4.35.  

Für alle untersuchten Fällen ist ein positiver Effekt aus Biegung auf den Rissfort-
schritt ersichtlich. Im unbehandelten Zustand an Luft ist die Rissfortschrittslebens-
dauer unter Biegung etwa doppelt so lang wie unter axialem Zug. Der günstige 
Biegeeffekt fällt bei Korrosion demgegenüber etwas geringer aus, nähert sich für 
abnehmende Beanspruchungsniveaus jedoch an den AW-Zustand an Luft an.  

Für den HFH-Zustand ist an Luft sowie bei Korrosionseinfluss festzustellen, dass 
sich der günstige Biegeeffekt für abnehmende Spannungsschwingbreiten ver-
stärkt, woraus wesentlich längere Rissfortschrittslebensdauern im Vergleich zu 
axialem Zug resultieren.  

HiFIT, Zug 

HiFIT, Biegung 

PIT, Biegung 

PIT, Zug 
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Im AW-Zustand führt die Biegebelastung im Vergleich zu axialer Zugbelastung 
zu einer geringeren Spannungsintensität an der Rissspitze, woraus ein verzögerter 
Rissfortschritt resultiert. Im HFH-Zustand scheint dieser Effekt verstärkt aufzu-
treten, wahrscheinlich aufgrund der durch die Behandlung eingebrachten 
Druckeigenspannungen. Dieser Zusammenhang ergibt sich aus den Eigenspan-
nungszuständen, die im LEBM-Modell berücksichtigt werden. Abhängig vom Be-
handlungsverfahren variieren diese Eigenspannungen in ihrer Höhe und Tiefen-
wirksamkeit, wodurch unterschiedliche Ausmaße der Lebensdauerverlängerung 
hervorgerufen werden.  

   

(a) AW und HiFIT (b) AW und PIT 

Abbildung 4.35: Einfluss aus der Belastungsart auf den Rissfortschritt (a0 = 0,5 mm; f = 1,0 Hz; R = 0,1)  

Da sich der Spannungsintensitätsfaktor mit abnehmender Lastspannung ebenfalls 
verringert, die durch die HFH-Behandlung eingebrachten Druckeigenspannun-
gen jedoch konstant bleiben, wird für geringere Beanspruchungshöhen eine stär-
kere Verzögerung des Risswachstums hervorgerufen, was die Kurvenverläufe der 
HFH-Verfahren in Abbildung 4.35 erklärt. 

4.3.8 Analyse des Ermüdungsverhaltens für Anriss und Bruch 

Im Rahmen der bisherigen Arbeit konnte die Ermüdungsfestigkeit ausschließlich 
anhand des Bruchversagens der Probekörper bewertet werden. Mithilfe des 
LEBM-Modells ist es möglich, die Rissfortschrittslebensdauer der Probekörper aus 

AW, Luft 
HiFIT, simultane Korrosion 

HiFIT, Luft 
PIT, simultane Korrosion 

PIT, Luft 

AW, Luft 
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den Versuchsserien in Abhängigkeit vom jeweiligen Beanspruchungsniveau und 
den spezifischen Einflüssen zu berechnen. Ausgehend von der Rissfortschrittsle-
bensdauer Np und der Gesamtlebensdauer Nf kann durch Umstellen von Gl. (2.1) 
mithilfe von Gl. (4.5) auf die Rissinitiierungs- bzw. Anrisslebensdauer Ni rückge-
rechnet werden: 

Ni = Nf − Np  (4.5) 

Mit der Kenntnis von Ni ist es möglich, rechnerische Anrisswöhlerlinien der Ver-
suchsserien zu generieren. Diese erlauben es, die Ermüdungsfestigkeit unabhän-
gig von der Phase des Rissfortschritts zu beurteilen und damit die Einflüsse auf 
die Rissfortschrittsphase selektiv zu analysieren. Zugleich kann durch Gegenüber-
stellung von Anriss- und Bruchwöhlerlinie eine umfassendere Bewertung der Er-
müdungsfestigkeit im Hinblick auf die Einflüsse auf Anriss und Rissfortschritt 
vorgenommen werden. Im Folgenden wird dieses Vorgehen auf die Versuchsse-
rien angewendet, um die Einflüsse der Korrosion und des Behandlungszustands 
genauer untersuchen zu können. Im Rahmen dieser Auswertungen bleiben 
Durchläufer und Grundwerkstoffrisse unberücksichtigt.  

4.3.8.1 Potenzielle Grenzen des Modells und Identifizierung von Ausreißern  

Bevor weitere Analysen durchgeführt werden, ist anzumerken, dass im Rahmen 
der LEBM-Berechnungen für vier Probekörper eine Rissfortschrittslebensdauer er-
mittelt wird, die deren Gesamtlebensdauer übersteigt. Dies ist für zwei Probekör-
per der Serie HFH SSN Ax und für zwei der Serie HFH SSN B der Fall, vgl. Ta-
belle 4.6.  

Die beiden Probekörper der Serie HFH SSN Ax weisen berechnete Rissfortschritts-
lebensdauern auf, die um die Faktoren 1,1 bzw. 1,2 länger sind als ihre Gesamtle-
bensdauern. Bei den beiden weiteren Probekörpern der Serie HFH SSN B über-
steigt der errechnete Rissfortschritt die Gesamtlebensdauer um das 1,4- bzw. 6,4-
fache. Bereits in Abschnitt 3.5.2.3 wurde für die beiden letztgenannten Probekör-
per festgestellt, dass sie im Gegensatz zu den weiteren Ergebnissen dieser Serie 
auffallend nahe an der Bemessungswöhlerlinie nach DASt-Richtlinie 026 liegen 
und diese Serie einer äußerst starken Streuung unterliegt.  
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Tabelle 4.6: Probekörper, deren Rissfortschrittslebensdauer die Gesamtlebensdauer übersteigt 

Probekörper Behandlung Δσn [MPa] Nf [-] Np [-] 

     HFH SSN Ax 13 PIT 320 76.540 95.569 

HFH SSN Ax 14 PIT 300 108.947 123.861 

HFH SSN B 2 HiFIT 220 288.134 416.559 

HFH SSN B 4 PIT 210 314.513 2.027.554 

      

Dies deutet darauf hin, dass sich bei den identifizierten Probekörpern ein Einfluss 
auf das Rissfortschrittsverhalten ergibt, der bei den übrigen Probekörpern nicht 
auftritt. Die entsprechenden Gegebenheiten scheinen durch das LEBM-Modell 
nicht erfasst zu sein, wodurch die Rissfortschrittslebensdauer deutlich überschätzt 
wird. Mit Blick auf Tabelle 4.6 ist festzustellen, dass diese Diskrepanzen unabhän-
gig von der Belastungsart, dem Behandlungsverfahren und der Beanspruchungs-
höhe auftreten. Allen gemein ist jedoch die Vorkorrosion durch Salzsprühnebel.  

Bei HFH-behandelten Probekörpern ist insbesondere die Tiefenwirkung der Ei-
genspannungen entscheidend für das Ergebnis der Rissfortschrittsberechnung. In 
die LEBM-Berechnung werden Eigenspannungstiefenverläufe einbezogen, die in 
Abschnitt 4.3.5 auf Basis der Rastlinienuntersuchungen verifiziert werden konn-
ten. Diese beruhen auf einem unkorrodierten Zustand und weisen damit eine von 
Korrosion unbeeinflusste Tiefenwirkung auf. Sollten bei den hier identifizierten 
Probekörpern infolge der Korrosion durch Salzsprühnebel dazu abweichende Tie-
fenwirkungen der Eigenspannungen vorgelegen haben, so könnte dies die zum 
Teil erheblichen Abweichungen in den Rissfortschrittslebensdauern gegenüber 
den anderen Probekörpern erklären. Die vorhandenen Untersuchungen lassen je-
doch keine definitive Bestätigung oder Widerlegung dieser Annahme zu. 

Grundsätzlich ist es mithilfe des LEBM-Modells möglich, unterschiedliche Tiefen-
wirksamkeiten der Eigenspannungen zu berücksichtigen und ihre Auswirkungen 
auf die Rissfortschrittslebensdauer zu analysieren. Eine umfassende Analyse er-
fordert jedoch zusätzliche Daten, die derzeit nicht verfügbar sind. Vor allem Ei-
genspannungstiefenverläufe unter verschiedenen Korrosionsbedingungen, z. B. 
korrelierend zu gezielt verstärkten Abrostungen, wären zielführend, um weitere 
Erkenntnisse zu erlangen und die beobachteten Diskrepanzen zu erklären.  
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Angesichts der nicht eindeutig erklärbaren Diskrepanzen und der Annahme, dass 
diese Probekörper spezielle, von den allgemeinen Versuchsbedingungen stark ab-
weichende Eigenschaften aufweisen, werden sie als technische Anomalien be-
trachtet. Um die Integrität der weiteren Untersuchungen zu gewährleisten, wer-
den diese Probekörper daher als Ausreißer deklariert und von den weiteren 
Analysen und bei der Verifizierung der Kerbfallempfehlung ausgenommen.  

4.3.8.2 Einfluss sequenzieller und simultaner Korrosion im unbehandelten Zustand 

Die folgende Analyse zielt darauf ab, den Einfluss von Korrosion auf die einzelnen 
Phasen der Ermüdungslebensdauer unbehandelter Probekörper zu untersuchen. 
Besonderes Augenmerk liegt dabei auf den Auswirkungen der Auslagerung im 
Salzsprühnebel im Vergleich zur simultanen Prüfung in künstlichem Meerwasser. 
Um diese Effekte zu veranschaulichen, werden in Abbildung 4.36 sowohl die rech-
nerischen Anriss- als auch die experimentellen Bruchwöhlerlinien der unbehan-
delten Probekörper gegenübergestellt. 

 

Abbildung 4.36: Rechnerische Anriss- und experimentelle Bruchwöhlerlinien auf Basis von Nennspannungen 
für biegebeanspruchte Quersteifen im unbehandelten Zustand unter sequenzieller und simul-
taner Korrosion M1  
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Zunächst ist festzustellen, dass sich für beide Serien AW SSN B und AW KMW B 
in Bezug auf die Anrisswöhlerlinien flachere Neigungen im Vergleich zu den 
Bruchwöhlerlinien ergeben. Die flachere Neigung steht im Zusammenhang mit 
den jeweiligen Anteilen der Anriss- und Rissfortschrittslebensdauer an der Ge-
samtlebensdauer. Hierbei ist für die unbehandelten Probekörper eine deutliche 
Abhängigkeit von der Beanspruchungshöhe festzustellen, vgl. Abbildung 4.37.  

 

Abbildung 4.37: Verhältnis der Anriss- zur Gesamtlebensdauer im unbehandelten Zustand in Abhängigkeit der 
Beanspruchungshöhe (a0 = 0,5 mm; f = 1,0 Hz; R = 0,1) 

Bei hohen Beanspruchungsniveaus nimmt der Rissfortschritt einen großen bis 
überwiegenden Anteil an der Lebensdauer ein. Bei vergleichsweise niedrigen Ni-
veaus dominiert hingegen die Anrissphase und der Rissfortschritt hat einen we-
sentlich geringeren Anteil an der Gesamtlebensdauer. Bei den Wöhlerlinien in Ab-
bildung 4.36 äußert sich dies durch starke Abweichungen zwischen den Anriss- 
und Bruchschwingspielzahlen bei hohen Spannungsschwingbreiten. In niedrigen 
Spannungsbereichen liegen die Datenpunkte im Wöhlerdiagramm hingegen deut-
lich näher zusammen. Die beschriebene Abhängigkeit der Lebensdaueranteile 
vom Beanspruchungsniveau erklärt somit die flachere Neigung der Anrisswöh-
lerlinien gegenüber den Bruchwöhlerlinien.  

In Bezug auf die rechnerische Anrisswöhlerlinie zeigt die Serie AW SSN B eine 
Neigung von m = 4,0 und eine mittlere Ermüdungsfestigkeit von 103 MPa. Dies 
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entspricht einer Abweichung von 12 % von der mittleren Ermüdungsfestigkeit der 
Bruchwöhlerlinie mit 117 MPa. Bei der Serie AW KMW B ist die Abweichung 
deutlich geringer. Für die freie Neigung von m = 4,6 beträgt die mittlere Ermü-
dungsfestigkeit 94 MPa, die damit nur 2 % unter der auf die Bruchschwingspiel-
zahl bezogenen Ermüdungsfestigkeit von 96 MPa liegt. Dies ist vor allem auf den 
geringen Anteil der Rissfortschritts bei niedriger Spannungsschwingbreite zu-
rückzuführen. Dieser beträgt auf den niedrigen Beanspruchungsniveaus weniger 
als 14 % (s. Abbildung 4.37). Die Phase bis zum Anriss stellt daher den entschei-
denden Lebensdaueranteil dar und weicht nur geringfügig von der Gesamtlebens-
dauer ab. Dies ist auf den simultanen Korrosionseinfluss und die damit einherge-
hende Beschleunigung des Rissfortschritts zurückzuführen. Daraus resultiert die 
besonders stark verkürzte Rissfortschrittslebensdauer bei niedrigen Beanspru-
chungsniveaus (vgl. Abschnitt 4.3.7.2).  

Beim direkten Vergleich der rechnerischen Anrisswöhlerlinien der beiden Ver-
suchsserien AW KMW B und AW SSN B wird deutlich, dass die Serie 
AW KMW B geringere Anrisslebensdauern aufweist. Dies ist insbesondere bei ho-
hen Beanspruchungsniveaus durch eine stark reduzierte Anrisslebensdauer er-
kennbar. Zudem ist die auf die Anrisswöhlerlinie bezogene Ermüdungsfestigkeit 
bei der Serie AW KMW B im Vergleich zur Serie AW SSN B geringer. Die sequen-
zielle Korrosion wirkt sich demnach weniger schädlich auf die Anrisslebensdauer 
aus als die simultane Korrosion. Obwohl die Vorkorrosion durch Salzsprühnebel 
zu deutlich erhöhten Oberflächenrauheiten führt, sind diese korrosionsbedingten 
Oberflächenveränderungen im Vergleich zur simultanen Ermüdungsprüfung in 
künstlichem Meerwasser folglich von untergeordneter Bedeutung. 

Eine verkürzte Anrisslebensdauer bei Ermüdungsversuchen in künstlichem Meer-
wasser wurde ebenfalls von (Lachmann und Oberparleiter, 1994) an geschweißten 
Winkelproben festgestellt (vgl. Abschnitt 2.3.4.2) und kann auf der Grundlage der 
vorliegenden Ergebnisse für verhältnismäßig kerbscharfe Schweißverbindungen 
erneut bestätigt werden. Die in Abschnitt 2.3.4.1 beschriebenen Mechanismen er-
klären die verkürzte Anrisslebensdauer bei simultaner Korrosionswirkung: Im 
wässrigen Medium bewirkt der Korrosionsangriff an der Oberfläche eine vorzei-
tige Mikrorissbildung. Dies führt in Verbindung mit der damit einhergehenden 
Kerbwirkung zu einer Verkürzung der Rissinitiierungsphase.  
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Somit resultiert die geringere Ermüdungsfestigkeit bei simultaner Korrosion im 
Vergleich zur sequenziellen Korrosion nicht nur aus einer verkürzten Rissfort-
schrittsphase, sondern auch aus einer kürzeren Anrissphase. Bei simultaner Kor-
rosion ist die auf den Bruch bezogene Ermüdungsfestigkeit um 18 % geringer als 
bei sequenzieller Korrosion, während die auf den Anriss bezogene Ermüdungs-
festigkeit um 9 % geringer ausfällt.  

4.3.8.3 Einfluss von Korrosion im HFH-behandelten Zustand 

Die Analyse des Einflusses von Korrosion auf das Ermüdungsverhalten von HFH-
behandelten Quersteifen erfolgt durch einen Vergleich mit normierten Span-
nungsschwingbreiten. Hierzu wird sich an das in (Feldmann et al., 2019) beschrie-
bene Vorgehen zur Bewertung signifikanter Einflussgrößen angelehnt. Demnach 
wird die Neigung der Wöhlerlinien als bekannt angenommen und die Ergebnisse 
entlang dieser Neigung auf den Bezugswert bei NC = 2 · 106 Schwingspielen bezo-
gen. Die Neigung ist diesbezüglich für alle Versuchsergebnisse einheitlich zu wäh-
len und wird in Übereinstimmung mit den Empfehlungen nach (Marquis und Bar-
soum, 2016; DASt-Richtlinie 026) zu mHFH = 5 festgelegt. Zudem erfordert eine 
Bewertung mit normierten Daten, dass keine weiteren Faktoren vorhanden sind, 
die einen signifikanten Einfluss ausüben können. Aufgrund der Kerbspannungs-
analyse ist bekannt, dass ein Einfluss aus der Belastungsart besteht. Daher werden 
für die Einflussanalyse Kerbspannungen anstelle von Nennspannungen verwen-
det. Dies ermöglicht eine Bewertung unabhängig der Belastungsart, da der Belas-
tungseinfluss explizit bei der Kerbspannungsermittlung berücksichtigt wird. 
Hierzu werden die Kerbformzahlen aus Abschnitt 4.2.3 verwendet: Kt = 2,52 für 
Zug und Kt = 2,75 für Biegung. Je nach Belastungsart werden sie mit den Nenn-
spannungen der zugehörigen Serie multipliziert, um die jeweilige Kerbspannung 
zu bestimmen. Aufgrund des Kerbspannungsbezugs ist es damit möglich, die Se-
rien HFH SSN Ax und HFH SSN B zu einer Gruppe zusammenzufassen. 

Das entsprechende Ergebnis kann der Abbildung 4.38 entnommen werden. Hier-
bei werden die verschiedenen in den Versuchen eingesetzten Korrosionsmetho-
den dem unkorrodierten Zustand gegenübergestellt. Die Analyse zeigt deutlich, 
dass die korrosiven Bedingungen generell zu einer Verringerung der Ermüdungs-
festigkeit führen, unabhängig von der Korrosionsmethode. Mit Blick auf die Er-
müdungsfestigkeiten, die sich auf den Bruch beziehen, ist festzustellen, dass die 
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Versuchsdurchführung in künstlichem Meerwasser eine stärkere Wirkung auf-
weist als die Exposition in Salzsprühnebel mit anschließender Prüfung an Luft. 
Hierbei macht sich der Einfluss aus simultaner Korrosion bemerkbar, wodurch 
der Rissfortschritt infolge der korrosionsbedingt erhöhten Rissfortschrittsge-
schwindigkeit verkürzt wird (vgl. Abschnitt 4.3.7.2).  

 

Abbildung 4.38: Einfluss der Korrosionsmethoden (a0 = 0,5 mm; f = 1,0 Hz; R = 0,1) 

Alle drei untersuchten Korrosionsmethoden weisen gemäß der Trendlinie ähnli-
che mittlere Ermüdungsfestigkeiten in Bezug auf den rückgerechneten Anriss auf. 
Da sich die kombinierte Korrosion aus SSN und KMW dahingehend kaum von 
der KMW-Prüfung unterscheidet, scheint die Art der Vorkorrosion keinen wesent-
lichen Einfluss auszuüben. Es kann daher davon ausgegangen werden, dass die 
erhöhte Oberflächenrauheit eine untergeordnete Rolle spielt, ähnlich wie bei un-
behandelten Quersteifen. Dafür spricht zudem, dass sich die hier dargestellten Er-
gebniswerte in Bezug auf den Anriss kaum unterscheiden, obwohl durch die Vor-
korrosion durch Salzsprühnebel und künstliches Meerwasser unterschiedliche 
Oberflächenrauheiten erzeugt wurden. 

Bei der Vorkorrosion durch Salzsprühnebel, gefolgt von einer Prüfung an Luft, 
sind die reduzierenden Einflüsse auf die Ermüdungsfestigkeit ausschließlich in 
der Anrissphase vorhanden und auf die korrosionsbedingten Oberflächenver-

Bruch (Versuch) - Normierte Daten
Bruch (Versuch) - Trendlinie ΔσC,50%
Anriss (Rückrechnung durch LEBM) - Normierte Daten
Anriss (Rückrechnung durch LEBM) - Trendlinie ΔσC,50%
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änderungen in dieser Phase zurückzuführen. Bei Ausschluss eines Einflusses der 
Oberflächenrauheit kann davon ausgegangen werden, dass eine andere korrosi-
onsbedingte Oberflächenveränderung in Wechselwirkung mit einer oder mehre-
rer der Wirkungsweisen der HFH-Behandlung steht.  

In diesem Zusammenhang wurde der Einfluss einer durch Korrosion veränderten 
Kerbgeometrie der Behandlungsspur für die in dieser Arbeit untersuchten Probe-
körper und Korrosionsbedingungen auf der Grundlage numerisch ermittelter 
Kerbformzahlen in (Weinert et al., 2021b) analysiert. Die Ergebnisse der numeri-
schen Untersuchung beruhen auf den in Abschnitt 3.4.4.2 aufgeführten Messda-
ten. Da sich herausstellte, dass die Spannungskonzentration durch die Vorkorro-
sion im Vergleich zum unkorrodierten Zustand abnahm, wird ein negativer 
Einfluss auf die Ermüdungsfestigkeit ausgeschlossen. 

Bei den beiden weiteren Wirkungsweisen handelt es sich um die durch die HFH-
Behandlung verfestigte Randschicht und die oberflächennah eingebrachten 
Druckeigenspannungen, die die Rissentstehung erheblich verzögern. Aufgrund 
des vergleichbaren Oberflächenabtrags zwischen den beiden Arten der Vorkorro-
sion und der sehr ähnlichen Verringerung der Ermüdungsfestigkeit in Bezug auf 
die Rissinitiierung kann angenommen werden, dass die Abrostung einen Einfluss 
auf eine oder beide Wirkungsweisen ausübt. Im Mittel beträgt der korrosionsbe-
dingte Oberflächenabtrag durch die Vorkorrosionsmethoden ca. 0,05 mm. Aus der 
Literatur ist bekannt, dass die Aufhärtung der Randschicht eine Tiefe bis 0,5 mm 
erreicht, wobei starke Aufhärtungen vorrangig in Oberflächennähe auftreten (vgl. 
Abschnitt 2.2.2.2). Es ist daher sehr wahrscheinlich, dass durch die Abrostung ein 
Teil der verfestigten Randschicht abgetragen wurde. Dies könnte dazu geführt ha-
ben, dass die Wirksamkeit zur Verzögerung der Anrissbildung dadurch einge-
schränkt wurde. Des Weiteren liegen durch die Behandlung insbesondere oberflä-
chennah hohe Druckeigenspannungen vor (vgl. Abschnitt 2.2.2.3). Dennoch ist 
aufgrund des begrenzten Materialabtrags eine starke Veränderung der durch die 
HFH-Behandlung eingebrachten Eigenspannungsfelder infolge der verwendeten 
Vorkorrosionsmethoden nicht zu erwarten.  

Diese Aspekte wurden bereits in (Gkatzogiannis et al., 2021; Weinert et al., 2021b) 
thematisiert und scheinen anhand der für die Anrissphase quantifizierten 
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Ermüdungsfestigkeiten bestätigt zu werden. Die konkreten Mechanismen dieser 
beiden Effekte und ihre individuellen Einflüsse bei Korrosion würden jedoch un-
ter anderem Untersuchungen auf mikroskopischer Ebene zur Mikrorissbildung 
und deren Wachstum erfordern. Aufgrund der Fokussierung auf das Makroriss-
wachstum sind im Rahmen dieser Arbeit diesbezüglich keine weitergehenden 
Analysen möglich.  

Für die hier durchgeführte Mittelwertanalyse ist festzuhalten, dass die Ermü-
dungsfestigkeit der HFH-behandelten Quersteifen vor allem bei simultaner Kor-
rosion reduziert wird. Dies ist auf die sich überlagernden Effekte auf die Anriss- 
und Rissfortschrittsphase zurückzuführen. Dennoch soll an dieser Stelle auf die 
starke Streuung der normierten Spannungsschwingbreiten der SSN-Versuchs-
reihe hingewiesen werden. Im Vergleich zu den anderen Korrosionsmethoden er-
geben sich sowohl sehr hohe als auch sehr niedrige Schwingbreiten. So liegen in 
einigen Fällen geringe Ermüdungslebensdauern als Folge der Salzsprühnebelkor-
rosion vor. Diese sind bei der Ermittlung eines statistischen Streubands zur Be-
rücksichtigung der Korrosionseinflüsse von Bedeutung und werden im Rahmen 
der Verifizierung der Kerbfallempfehlung in Kapitel 5 berücksichtigt.  

4.3.8.4 Wirksamkeit der HFH-Behandlung unter dem Einfluss simultaner Korrosion  

Für eine Einflussanalyse des HFH-behandelten Zustands bei simultaner Korrosion 
wird die Serie HFH KMW B herangezogen. Dieser wird die Serie AW KMW B mit 
unbehandelten Probekörpern gegenübergestellt. Da sich die beiden Serien ledig-
lich hinsichtlich des Behandlungszustands unterscheiden und ansonsten gleiche 
Randbedingungen bezüglich des Korrosionseinflusses sowie der Belastungsart 
vorliegen, ist eine gute Vergleichbarkeit gewährleistet.  

Die Anriss- und Bruchwöhlerlinien der beiden Serien werden in Abbildung 4.39 
gezeigt. Für die Serie HFH KMW B ergibt sich eine freie Neigung der Anrisswöh-
lerlinie von m = 4,1. Im Gegensatz zum unbehandelten Zustand ist im HFH-be-
handelten Zustand die Neigung der Anrisswöhlerlinie etwas steiler als bei der 
Bruchwöhlerlinie. 
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Abbildung 4.39: Rechnerische Anriss- und experimentelle Bruchwöhlerlinien auf Basis von Nennspannungen 
für biegebeanspruchte Quersteifen im unbehandelten und HFH-behandelten Zustand unter si-
multaner Korrosion M1  

Die steilere Neigung der Anrisswöhlerlinie steht wiederum mit den Anteilen der 
Lebensdauerphasen an der Gesamtlebensdauer im Zusammenhang. Die entspre-
chenden Verhältnisse zwischen der Anriss- und der Gesamtlebensdauer sind zur 
Verdeutlichung in Abbildung 4.40 dargestellt.  

Anders als im AW-Zustand ist für den HFH-behandelten Zustand keine klare Ab-
hängigkeit von der Beanspruchungshöhe erkennbar. Auf identischen Beanspru-
chungsniveaus überwiegt zum Teil sowohl die Anriss- als auch die Rissfort-
schrittsphase. Insofern ist eine deutliche Streuung bezüglich der Lebensdaueran-
teile an der Gesamtlebensdauer gegeben. Für die Rotation der Anrisswöhlerlinie 
sind vor allem die Ergebnisse verantwortlich, die unterhalb einer Spannungs-
schwingbreite von 200 MPa eine dominierende Rissfortschrittsphase aufweisen. 
Für diese beträgt der Anteil der Rissfortschrittsphase zwischen 63 % und 85 % der 
Gesamtlebensdauer. 
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Abbildung 4.40: Verhältnis der Anriss- zur Gesamtlebensdauer im unbehandelten und HFH-behandelten Zu-
stand in Abhängigkeit der Beanspruchungshöhe (a0 = 0,5 mm; f = 1,0 Hz; R = 0,1) 

Mit der Rotation der Anrisswöhlerlinie ist eine stärkere Diskrepanz zwischen den 
mittleren Ermüdungsfestigkeiten in Bezug auf den Anriss und den Bruch gegen-
über dem unbehandelten Zustand verbunden. Im HFH-behandelten Zustand be-
trägt die Abweichung 19 %, während im unbehandelten Zustand die Ermüdungs-
festigkeiten zwischen Anriss und Bruch lediglich 2 % voneinander abweichen.  

Wie in Abschnitt 4.3.8.2 bemerkt, ist bei der Serie mit unbehandelten Probekör-
pern vor allem die Phase bis zum Anriss für die Ermüdungsfestigkeit entschei-
dend. Im HFH-behandelten Zustand definiert sich die Ermüdungsfestigkeit hin-
gegen aus der Anriss- sowie aus der Rissfortschrittslebensdauer. Auch die 
ermüdungsfestigkeitssteigernde Wirkung durch die HFH-behandlung ist auf Ein-
flüsse zurückzuführen, die sich auf beide Lebensdauerphasen auswirken. In die-
sem Zusammenhang ist in Bezug auf den Anriss eine Erhöhung der Ermüdungs-
festigkeit von 94 MPa auf 134 MPa zu verzeichnen. Dies entspricht einer 
Verbesserung um 43 % ausgehend vom unbehandelten Zustand. In Bezug auf die 
Gesamtlebensdauer wird die Ermüdungsfestigkeit von 96 MPa auf 165 MPa er-
höht, was einer Steigerung von 72 % entspricht. Damit entfällt ein Anteil von 29 % 
der Ermüdungsfestigkeitsverbesserung auf den durch die HFH-Behandlung ver-
längerten Rissfortschritt, der in Abschnitt 4.3.7.2 ausführlich analysiert wird.  
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5 Kerbfallempfehlung  

Auf Basis der experimentellen Untersuchungsergebnisse aus Kapitel 3 und den 
weiterführenden Bewertungen in Kapitel 4 wird im Folgenden das Ziel verfolgt, 
die Kerbfallempfehlung von (Ummenhofer et al., 2018) zu verifizieren. Aufbauend 
auf den ergänzenden Ergebnissen dieser Arbeit soll ermittelt werden, ob der Kerb-
fall 125 auf Nennspannungsebene und der Kerbfall 320 auf Kerbspannungsebene 
weiterhin eine zutreffende Empfehlung für HFH-behandelte Quersteifen in kor-
rosiver Umgebung darstellt.  

5.1 Relevante Erkenntnisse zur Kerbfallempfehlung 

In Erweiterung der Ergebnisse des Forschungsprojektes HFH-Korrosion (Um-
menhofer et al., 2018) liegen auf Basis der ergänzenden experimentellen Untersu-
chungsergebnisse und der verwendeten Konzepte zur Bewertung der Ermü-
dungsfestigkeit die nachfolgend aufgeführten Erkenntnisse zum Ermüdungs-
verhalten von HFH-behandelten Quersteifen unter Korrosionseinfluss vor. Die 
Angaben von Ermüdungsfestigkeiten beziehen sich auf charakteristische Werte 
und auf eine Auswertung bei fester Neigung von mHFH = 5. 

Erkenntnisse der Bewertung nach dem Nennspannungskonzept: 

• Für eine Gesamtauswertung der Korrosionsermüdungsversuche dieser Ar-
beit wird eine Ermüdungsfestigkeit von 135 MPa ermittelt (vgl. Ab-
schnitt 4.1.1.2).  

• Unter Einbeziehung weiterer Ergebnisse aus der Literatur ergibt sich eine 
Ermüdungsfestigkeit von 141 MPa. Der um die Literaturergebnisse erwei-
terte Datensatz umfasst Versuche, für die eine stärkere Dickenreduktion 
von 247 μm vorlag als für die hier untersuchten Probekörper mit durch-
schnittlich 100 bis 110 μm (vgl. Abschnitt 4.1.2.2).  
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• Eine Auswertung von Literaturdaten von unkorrodierten Quersteifen im 
HFH-behandelten Zustand zum Einfluss der Belastungsarten belegt einen 
günstigen Einfluss der Biegung auf die Ermüdungsfestigkeit gegenüber axi-
alem Zug (vgl. Abschnitt 4.1.2.3).  

Erkenntnisse der Bewertung nach dem Kerbspannungskonzept: 

• Mithilfe von numerisch ermittelten Kerbformzahlen werden Kerbspan-
nungswöhlerlinien der Korrosionsermüdungsversuche generiert, wobei 
eine Ermüdungsfestigkeit von 353 MPa ermittelt wird (vgl. Abschnitt 
4.2.2.2).  

• Basierend auf Erkenntnissen aus der Literatur wird der Einfluss von Belas-
tungsart und Bauteilsymmetrie mithilfe von numerisch ermittelten Kerb-
formzahlen untersucht. Es zeigt sich, dass der hinsichtlich der Rissentste-
hung ungünstigste Fall, die beidseitige Quersteife unter axialer Zug-
belastung, nicht Bestandteil der experimentellen Untersuchungen ist 
(vgl. Abschnitt 4.2.3).  

Erkenntnisse der Bewertung nach dem Rissfortschrittskonzept: 

• Zur Prognose der Rissfortschrittslebensdauer wird ein Berechnungsmodell 
auf Basis der linear-elastischen Bruchmechanik aufgebaut und experimen-
tell validiert (vgl. Abschnitt 4.3.6).  

• Das LEBM-Modell ermöglicht es, Einflüsse aus der Belastungsart, dem Be-
handlungszustand und der simultanen Korrosion unter Berücksichtigung 
des Frequenzeinflusses individuell zu berücksichtigen (vgl. Abschnitt 
4.3.7). 

• Eine Rissfortschrittsanalyse zeigt, dass die Rissfortschrittslebensdauer bei 
simultaner Korrosion gegenüber den Bedingungen an Luft verkürzt wird, 
was auf eine korrosionsbedingt erhöhte Rissfortschrittsgeschwindigkeit zu-
rückzuführen ist. Dennoch wird das Risswachstum infolge der durch die 
HFH-Behandlung eingebrachten Druckeigenspannungen weiterhin verzö-
gert und dadurch der Rissfortschritt verlängert. Zudem ist festzustellen, 
dass sich eine Biegebelastung im Vergleich zur axialen Zugbelastung güns-
tig auf den Rissfortschritt auswirkt. Im Umkehrschluss bedeutet dies, dass 
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die Zugbelastung bezüglich der Rissfortschrittslebensdauer den ungünsti-
geren Fall darstellt (vgl. Abschnitt 4.3.7.2)  

• Das LEBM-Modell wird zur Berechnung der Rissfortschrittslebensdauern 
der Probekörper dieser Arbeit verwendet und ermöglicht so eine Rückrech-
nung auf Anrisslebensdauern. Die daraus generierten Anrisswöhlerlinien 
zeigen im Vergleich zu den Bruchwöhlerlinien, dass sich reduzierende Kor-
rosionseinflüsse auf beide Phasen der Ermüdungslebensdauer auswirken, 
wenn simultane Korrosion vorliegt. Zugleich bleiben durch die HFH-Be-
handlung hervorgerufene Verzögerungseffekte in relevantem Umfang er-
halten, die sowohl die Rissentstehung als auch den Rissfortschritt positiv 
beeinflussen. Weiterhin ist für die sequenzielle Korrosion aufgrund von 
Vorkorrosion durch Salzsprühnebel und anschließende Prüfung an Luft 
eine starke Streuung zu verzeichnen. Dabei ergeben sich geringe Ermü-
dungslebensdauern, die für die Ermittlung eines statistischen Streubands 
von Bedeutung sind (vgl. Abschnitte 4.3.8.3 und 4.3.8.4).  

5.2 Vorgehen zur Absicherung der Empfehlung 

Aufgrund der in dieser Arbeit gewonnenen Erkenntnisse kann festgestellt wer-
den, dass die bisherige Kerbfallempfehlung für HFH-behandelte Quersteifen un-
ter Korrosionseinfluss auch für die erweiterte Versuchsdatenbasis einen konser-
vativen Ansatz darstellt. Dennoch zeigen die numerischen und bruchmecha-
nischen Untersuchungen auf, dass Einflüsse auf die Ermüdungslebensdauer je 
Versuchsserie unterschiedlich berücksichtigt werden und für die Ermüdungsfes-
tigkeit potenziell ungünstige Fälle möglicherweise nicht durch die experimentel-
len Untersuchungen abgedeckt werden. Aus diesem Grund werden die Ergeb-
nisse des Kerbspannungs- und des Rissfortschrittskonzeptes genutzt, um ein 
erweitertes Streuband auf Grundlage der Ergebnisse der Korrosionsermüdungs-
versuche zu generieren. Die entsprechende Vorgehensweise ist in Abbildung 5.1 
dargestellt, die neben den Korrosionseinflüssen auf den Rissfortschritt auch riss-
initiierende Einflüsse aus Belastungsart und Bauteilsymmetrie berücksichtigt.  
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Abbildung 5.1: Schematische Vorgehensweise zur Berücksichtigung variierender Einflüsse  

∆σn

Nf

∆σn

N

Nf

Ni,a0 Np,LEBM

∆σn

N

kf,1

kf,3

kf,2

Ni,a0

∆σn

N

Np,modNi,a0
Nf,mod

Ausgangslage

• Basis der experimentellen Wöhlerlinien:
∆σn und Nf

• Einflüsse auf Lebensdauerphasen je Versuchs-
serie individuell abgedeckt

• Ungünstige Fälle bleiben möglicherweise unbe-
rücksichtigt

I – Rückrechnung:

• Explizite Berücksichtigung der im Versuch
vorherrschenden Einflüsse aus Belastungsart und
Prüfumgebung auf die Rissfortschrittsphase
durch Np,LEBM

• Implizite Berücksichtigung von korrosions-
bedingt veränderten Oberflächen- und Rand-
schichtzuständen durch Ni,a0 für a0 = 0,5 mm

II – Korrektur σn :

• Explizite Berücksichtigung von rissinitiierenden
Einflüssen bei abweichender Bauteilsymmetrie
und Belastungsart durch

III – Prognose Nf :

• Explizite Berücksichtigung von Einflüssen auf den
Rissfortschritt durch Np,mod

• Berücksichtigung des ungünstigsten Einflusses aus
simultaner Korrosionseinwirkung

• Berücksichtigung der Belastungsart, zugehörig zur
Variante, für die das Beanspruchungsniveau neu
berechnet wurde



5.2 Vorgehen zur Absicherung der Empfehlung 

239 

Die Basis bilden die auf Nennspannungen und Bruchschwingspielzahlen bezoge-
nen Ergebnisse aus den Korrosionsermüdungsversuchen. Ein jeder Datenpunkt, 
der Nahtübergangsversagen aufweist, wird auf die Anrisslebensdauer mit An-
fangsrisstiefe a0 = 0,5 mm rückgerechnet. Diese Berechnung richtet sich nach den 
jeweiligen Versuchsbedingungen der einzelnen Versuchsserien in Bezug auf Be-
lastungsart und Prüfumgebung, entsprechend dem Vorgehen aus Abschnitt 4.3.8. 
Durch Korrosion veränderte Oberflächen- und Randschichtzustände werden da-
bei implizit in der berechneten Anrisslebensdauer Ni,a0 berücksichtigt.  

Um Einflüsse aus Bauteilsymmetrie und Belastungsart auf die Rissinitiierung ex-
plizit zu erfassen, erfolgt in einem nächsten Schritt eine rechnerische Korrektur 
der Nennspannung, die dem Versuch zugrunde liegt. Für diese Korrektur werden 
die numerisch ermittelten Kerbformzahlen aus Abschnitt 4.2.3 eingesetzt. Mit ih-
rer Hilfe werden Kerbfaktoren für Bedingungen bestimmt, die von den Versuchs-
bedingungen abweichen. Dieses Vorgehen wird in Abbildung 5.2 veranschaulicht.  

 

Abbildung 5.2: Vorgehen zur Ermittlung der Kerbfaktoren und Übersicht über die Referenzen und Varianten 
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Mithilfe der Kerbfaktoren der Varianten werden modifizierte Werte der Nenn-
spannungsschwingbreite Δσn,mod berechnet. Dadurch entstehen drei zusätzliche 
Datenpunkte, die verschiedene Bedingungen jenseits der ursprünglichen Ver-
suchsspezifikationen auf dem neu berechneten Beanspruchungsniveau rechne-
risch abbilden.  

Für diese Datenpunkte wird die Rissfortschrittslebensdauer entsprechend dem 
neu berechneten Beanspruchungsniveau und der jeweiligen Belastungsart, für die 
der Datenpunkt modifiziert wurde, berechnet. Die Berechnung der Rissfort-
schrittslebensdauer Np,mod erfolgt konsequent unter den Bedingungen simultaner 
Korrosion, um ungünstige Korrosionseinflüsse auf den Rissfortschritt zu berück-
sichtigen. Abschließend ermöglichen die rechnerische Anrisslebensdauer Ni,a0 und 
die berechnete Rissfortschrittslebensdauer Np,mod eine Prognose der modifizierten 
Gesamtlebensdauer Nf,mod, die die beschriebenen Einflüsse entsprechend einbe-
zieht.  

Das beschriebene Vorgehen basiert grundsätzlich auf einem Ansatz von (Shams-
Hakimi et al., 2018). In ihrer Studie modifizierten sie Versuchsergebnisse, die un-
ter Biegung ermittelt wurden, mithilfe bruchmechanischer Berechnungen. 
Dadurch war es möglich, rechnerische Ermüdungsfestigkeiten bei axialer Zugbe-
lastung zu ermitteln und den Einfluss der Belastungsart zu analysieren. Diesen 
Untersuchungen wurde die Annahme zugrunde gelegt, dass die Lebensdauer in 
der Anrissphase unabhängig von der Belastungsart ist. In der vorliegenden Arbeit 
wird dieser Einfluss jedoch explizit berücksichtigt. Darüber hinaus wird im Rah-
men dieser Arbeit der Ansatz um die Berücksichtigung von Korrosionseinflüssen 
auf den Rissfortschritt erweitert.  

5.3 Verifizierung der Kerbfallempfehlung  

Um die Kerbfallempfehlung für HFH-behandelte Quersteifen unter Korrosions-
einfluss zu verifizieren, werden die Versuchsergebnisse für Nahtübergangsversa-
gen entsprechend der zuvor beschriebenen Vorgehensweise modifiziert. Die Basis 
bilden die Ergebnisse aus den Korrosionsermüdungsversuchen, also die experi-
mentell ermittelten Gesamtlebensdauern. Die daraus modifizierten Gesamt-
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lebensdauern berücksichtigen die jeweiligen Einflüsse aus Belastungsart und Bau-
teilsymmetrie aller drei von der eigentlichen Versuchsserie abweichenden Varian-
ten. Für alle modifizierten Daten erfolgt die Berechnung der Rissfortschrittslebens-
dauer unter Berücksichtigung des Einflusses aus simultaner Korrosion, da dieser 
den ungünstigsten Fall in Bezug auf den Rissfortschritt repräsentiert. Diese Be-
rechnungen basieren auf der Beanspruchungsfrequenz von 1 Hz, die in den Ver-
suchen verwendet wurde. Die rechnerisch ermittelten Ermüdungslebensdauern 
werden zusammen mit den Ergebnissen aus den Korrosionsermüdungsversuchen 
in Abbildung 5.3 gezeigt und ausgewertet.  

 

Abbildung 5.3: Nennspannungswöhlerlinien für Quersteifen im HFH-behandelten Zustand unter Korrosions-
einfluss (modifizierte Gesamtlebensdauern berücksichtigen einen simultanen Korrosionsein-
fluss auf den Rissfortschritt; Gesamtauswertung bei fester Neigung) 

Im Vergleich zu den experimentellen Ergebnissen weisen die modifizierten Daten 
durchaus kürzere Gesamtlebensdauern auf. Dies zeigt sich unter anderem 
dadurch, dass modifizierte Datenpunkte die Bemessungskurve nach DASt-Richt-
linie 026 unterschreiten, wohingegen alle experimentellen Daten über dieser 
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Kurve liegen. Demnach bestätigt sich die hier gewählte Vorgehensweis zur Be-
rücksichtigung ungünstiger Einflüsse auf die Ermüdungslebensdauer.  

Werden alle Gesamtlebensdauern gemeinsam für eine feste Neigung von mHFH = 5 
ausgewertet, so ergibt sich eine mittlere Ermüdungsfestigkeit von 174 MPa und 
eine charakteristische Ermüdungsfestigkeit von 130 MPa. Dies bestätigt die Emp-
fehlung des Kerbfalls 125 auf Nennspannungsebene als anwendbaren Ansatz 
auch für das um ungünstige Fälle erweiterte Streuband. Dies belegt wiederum, 
dass die HFH-Behandlung die Ermüdungsfestigkeit von Quersteifen auch in kor-
rosiver Umgebung deutlich erhöhen kann. Die Gegenüberstellung zu den Bemes-
sungswöhlerlinien des unbehandelten Zustands in Abbildung 5.3 verdeutlicht da-
hingehend das Potenzial zur Steigerung der Ermüdungsfestigkeit durch Einsatz 
der HFH-Verfahren.  

Für eine Verifizierung auf Kerbspannungsebene werden die Datenpunkte ent-
sprechend der zugrunde liegenden Belastungsart und Steifenanordnung mit der 
zugehörigen Kerbformzahl multipliziert. Auf diese Weise werden die Art der Be-
lastung und die Bauteilsymmetrie explizit bei der Kerbspannungsermittlung be-
rücksichtigt. Hierdurch fallen die drei modifizierten Varianten mit dem zugrunde 
liegenden Versuchswert auf einem Kerbspannungsniveau zusammen, berücksich-
tigen jedoch weiterhin die individuelle Rissfortschrittslebensdauer. Das Ergebnis 
kann der Abbildung 5.4 entnommen werden.  

Wie schon auf Nennspannungsebene sind kürzere Ermüdungslebensdauern der 
modifizierten Daten im Vergleich zu den Versuchsergebnissen offensichtlich. Eine 
gemeinsame Auswertung der modifizierten und der experimentellen Daten liefert 
für eine feste Neigung von mHFH = 5 eine mittlere Ermüdungsfestigkeit von 
453 MPa und eine charakteristische Ermüdungsfestigkeit von 340 MPa. Demnach 
kann der Kerbfall 320 nach der IIW-Richtlinie von (Marquis und Barsoum, 2016) 
weiterhin als Ansatz für die Bemessung von HFH-behandelten Quersteifen unter 
Korrosionseinfluss auf Kerbspannungsebene empfohlen werden. Ebenso wie auf 
Nennspannungsebene ist damit eine deutliche Erhöhung der Ermüdungsfestig-
keit gegenüber dem unbehandelten Zustand gegeben.  
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Abbildung 5.4: Kerbspannungswöhlerlinien für Quersteifen im HFH-behandelten Zustand unter Korrosions-
einfluss (modifizierte Gesamtlebensdauern berücksichtigen einen simultanen Korrosionsein-
fluss auf den Rissfortschritt; Gesamtauswertung bei fester Neigung) 

5.4 Geltungsbereich  

Auf Grundlage der umfangreichen experimentellen und rechnerischen Untersu-
chungen kann der Kerbfall 125 auf Nennspannungsebene und der Kerbfall 320 auf 
Kerbspannungsebene als Ansatz für die Bemessung von HFH-behandelten Quer-
steifen in korrosiver Umgebung bestätigt werden.  

Ebenso wie bei HFH-behandelten Schweißnähten im unkorrodierten Zustand sind 
auch diese Kerbfallklassen von den experimentellen Randbedingungen abhängig. 
In Bezug auf die vorliegende Arbeit beziehen sich die Kerbfallklassen daher auf 
die Stahlgüte S355 und das Spannungsverhältnis von R = 0,1.  

Des Weiteren ist aufgrund der Komplexität des Korrosionseinflusses auf das Er-
müdungsverhalten eine Übertragung über das hier untersuchte Parameterfeld 
hinaus nicht unmittelbar möglich. Im Rahmen der Untersuchungen konnten 
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korrosive Einflussgrößen identifiziert werden, die sich spezifisch auf das Anriss- 
und das Rissfortschrittsverhalten auswirken.  

Aus der Literatur ist der Einfluss der Beanspruchungsfrequenz auf die Rissfort-
schrittsgeschwindigkeit in korrosiver Umgebung bekannt. Ebenso wird die Fre-
quenzabhängigkeit bei den bruchmechanischen Untersuchungen dieser Arbeit 
deutlich. Daher ist die in den Versuchen verwendete Prüffrequenz für die Gültig-
keit der Kerbfallklassen von Bedeutung. Diese kann als untere Grenze der Gültig-
keit angesehen werden, da eine Erhöhung der Frequenz mit einer Verlangsamung 
der Rissfortschrittsgeschwindigkeit verbunden ist und demnach bei höheren Fre-
quenzen von keinem negativen Einfluss auf den Rissfortschritt auszugehen ist. 
Folglich gelten die Kerbfallklassen für Beanspruchungsfrequenzen von f ≥ 1 Hz.  

Zudem führt die Korrosion zu einer Veränderung der Oberfläche, die sich in Form 
einer erhöhten Oberflächenrauheit äußert. Obwohl kein relevanter Einfluss der 
charakterisierten Rauheiten auf die Ermüdungsfestigkeit in Bezug auf die Anriss-
phase festgestellt werden kann, ist ein Einfluss einer stärker degradierten Oberflä-
che nicht ohne Weiteres auszuschließen. Die Kerbfallklassen beziehen sich daher 
auf die in Abschnitt 3.4.3.2 angegebenen Oberflächenzustände.  

Darüber hinaus deuten Untersuchungen zum Anrissverhalten auf einen Einfluss 
des korrosionsbedingten Oberflächenabtrags hin. Die Ergebnisse legen nahe, dass 
es eine Wechselwirkung zwischen der Abrostung und der Wirksamkeit der HFH-
Behandlung zur Erhöhung der Ermüdungsfestigkeit gibt. Inwieweit eine stärkere 
Abrostung die Wirksamkeit der HFH-Behandlung beeinträchtigt, kann aufgrund 
der Zielsetzung dieser Arbeit nicht beurteilt werden. Aus diesem Grund beziehen 
sich die Kerbfallklassen auf die in den Untersuchungen festgestellte mittlere Di-
ckenreduktion von 0,10 mm und 0,11 mm bzw. auf einen mittleren Oberflächen-
abtrag von ca. 0,05 mm. 
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6 Zusammenfassung und Ausblick 

6.1 Zusammenfassung  

Diese Arbeit beinhaltet experimentelle, numerische und bruchmechanische Unter-
suchungen zum Ermüdungsverhalten und zur Wirksamkeit von HFH-behandel-
ten Quersteifen in korrosiver Umgebung. Bisherige Forschungsergebnisse zeigen, 
dass Korrosion die Ermüdungsfestigkeit verringern kann, ähnlich wie bei unbe-
handelten Schweißnähten. Dennoch erhöht die HFH-Behandlung die Ermüdungs-
festigkeit trotz der korrosiven Umgebung gegenüber dem unbehandelten Zu-
stand. Da Bewertungen bislang auf Nennspannungen mit Bezug auf den 
endgültigen Bruch beruhen, ist der Korrosionseinfluss auf Rissentstehung und 
Rissfortschritt noch weitgehend ungeklärt. So ist nicht ausreichend bekannt, wel-
che verzögernden Effekte in diesen Phasen zur Erhöhung der Ermüdungsfestig-
keit trotz Korrosion beitragen. Ziel dieser Arbeit ist es daher, das Ermüdungsver-
halten von HFH-behandelten Quersteifen in korrosiver Umgebung speziell für die 
beiden Phasen der Ermüdungslebensdauer zu analysieren. Basierend auf den Er-
kenntnissen wird eine bestehende Kerbfallempfehlung auf ihre Anwendbarkeit 
überprüft und gegen ungünstige Einflüsse abgesichert. Auf diese Weise soll eine 
solide Grundlage für die Bemessung und zukünftige Integration in Regelwerke 
geschaffen werden.  

Nachfolgend werden die wesentlichen Ergebnisse dieser Arbeit entsprechend den 
einzelnen Kapiteln zusammengefasst: 

Eingangs wird der aktuelle Kenntnisstand zum Einfluss von Korrosion auf das 
Ermüdungsverhalten geschweißter und HFH-behandelter Konstruktionsdetails 
mit Fokus auf unbelastete Quersteifen ausführlich behandelt. Die Lebensdauer 
von geschweißten Bauteilen wird in Rissentstehung und Rissfortschritt unterteilt. 
Diese Phasen sind abhängig von Faktoren wie Kerbschärfe und Spannungskon-
zentration am Nahtübergang. HFH verzögert die Rissentstehung durch Verfesti-
gung und Druckeigenspannungen, während Korrosion die Oberfläche verändert 
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und die Mikrorissbildung fördert. Einflüsse aus der Belastungsart und Bauteil-
symmetrie beeinflussen beide Phasen. Druckeigenspannungen im HFH-Zustand 
wirken verzögernd auf den Rissfortschritt, während Korrosion diesen beschleu-
nigt. Die Beanspruchungsfrequenz spielt im Falle eines simultanen Korrosionsein-
flusses ebenfalls eine Rolle. Diese Einflüsse können die Lebensdauer und somit die 
Ermüdungsfestigkeit entweder verlängern oder verkürzen. Zur Bewertung wer-
den neben dem Nennspannungskonzept das Kerbspannungs- und das Rissfort-
schrittskonzept herangezogen, sodass verschiedene Einflüsse isoliert und in ihrer 
Wechselwirkung beurteilt werden können. 

Experimentelle Untersuchungen bilden die Bewertungsgrundlage. Dazu werden 
Probekörper mit einseitiger Quersteife aus normalfestem Baustahl S355J2+N mit 
einer Dicke von 25 mm von einem Industriepartner vollmechanisiert geschweißt. 
Es werden unbehandelte sowie HFH-behandelte Probekörper untersucht. Die 
Nachbehandlung der ermüdungskritischen Nahtübergänge erfolgt mit den quali-
fizierten HFH-Verfahren HiFIT und PIT. Die Probekörper der Korrosionsermü-
dungsversuche werden in der Salzsprühnebelanlage (10 Tage) oder durch Ausla-
gerung in künstlichem Meerwasser (30 Tage) vorkorrodiert.  

Zunächst erfolgt eine umfassende Probekörpercharakterisierung. Es zeigt sich, 
dass beide Vorkorrosionsmethoden die Oberflächenrauheit deutlich erhöhen, 
Salzsprühnebel jedoch zu einem stärkeren Anstieg der Rauheit führt. Die durch-
schnittlichen Dickenreduktionen liegen bei beiden Vorkorrosionsmethoden ähn-
lich bei etwa 0,10 mm bis 0,11 mm, bzw. 100 μm bis 110 μm. Neben der Beurtei-
lung von Korrosionseffekten dienen die Geometriedaten ebenfalls zur Eingabe in 
numerische Modelle. Darüber hinaus wird damit die schweißtechnische Ferti-
gungsqualität überprüft und nachgewiesen, dass die Anforderungen an die Be-
wertungsgruppe B90 erfüllt werden. Im Zuge dessen wird ein äußerst geringer 
Schweißverzug festgestellt, der daher bei den weiteren Analysen unberücksichtigt 
bleibt. 

Es werden Ermüdungs- und Korrosionsermüdungsversuche mit einem Span-
nungsverhältnis von R = 0,1 an 77 Probekörpern durchgeführt. Das Versuchspro-
gramm beinhaltet fünf Versuchsserien mit HFH-behandelten und zwei mit unbe-
handelten Probekörpern. Eine HFH-Serien erfolgt unter axialer Zugbelastung, alle 
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weiteren unter Biegebelastung. Der Fokus liegt darauf, den Korrosionseinfluss ge-
trennt für Rissentstehung und Rissfortschritt zu untersuchen. Probekörper, die in 
Salzsprühnebel vorkorrodiert und sequenziell an Luft getestet werden, berück-
sichtigen den Korrosionseinfluss auf die Rissentstehung. Probekörper, die in 
künstlichem Meerwasser vorkorrodiert und simultan in diesem bei einer Frequenz 
von 1 Hz geprüft werden, erfassen Korrosionseinflüsse auf die Rissentstehung 
und den Rissfortschritt. Eine weitere Methode untersucht den Einfluss von Vor-
korrosion durch Salzsprühnebel, gefolgt von einer Prüfung im Meerwasser. Hier-
durch soll der Einfluss der beiden unterschiedlichen Vorkorrosionsmethoden be-
trachtet werden. Es folgt eine Auswertung der Versuchsdaten bei freier Wöhler-
linienneigung basierend auf Nennspannungen und Bruchschwingspielzahlen. Bei 
unbehandelten Probekörpern ergibt sich ausschließlich Nahtübergangsversagen. 
Die Lebensdauer in künstlichem Meerwasser ist kürzer als an Luft, wodurch sich 
bei simultaner Korrosion eine reduzierte Ermüdungsfestigkeit ergibt. Einige Da-
ten liegen trotz höherer charakteristischer Ermüdungsfestigkeit unter dem Kerb-
fall 80 nach DIN EN 1993-1-9. Dies beruht auf einer flacheren Neigung der Ver-
suchswöhlerlinie. HFH-behandelte Probekörper zeigen ein Versagen im Naht-
übergang und Grundwerkstoff. Ein Versagen am korrodierten Grundwerkstoff 
markiert die untere Grenze der erreichbaren Lebensdauer. Alle Ergebnisse HFH-
behandelter Probekörper liegen über dem Kerbfall 140 der DASt-Richtlinie 026. 
Eine statistische Auswertung der Biegeversuche an Luft ist aufgrund hoher Streu-
ung nicht möglich. Dennoch zeigen die Versuche in künstlichem Meerwasser eine 
geringere Ermüdungsfestigkeit als diejenigen an vorkorrodierten Probekörpern 
an Luft.  

Begleitende Rastlinienuntersuchungen zeigen, dass die Rissgeometrieentwick-
lung vom Behandlungszustand und -verfahren abhängt, jedoch keinen Einfluss 
durch Korrosion erfährt. Die minimal detektierbaren Risstiefen variieren zwischen 
0,55 mm und 3,97 mm. Bei Probekörpern mit einer Risstiefe von weniger als 1 mm 
macht die Phase bis zum messbaren Anriss 30 % bis 56 % der Gesamtlebensdauer 
aus, sodass beide Phasen bei einer Bewertung der Ermüdungsfestigkeit relevant 
sind. HFH-behandelte zeigen im Vergleich zu unbehandelten Probekörpern deut-
lich verzögerte Rissfortschrittsgeschwindigkeiten in Oberflächennähe. Dies führt 
zu längeren Lebensdauern in der Rissfortschrittsphase. Trotz korrosionsbedingt 
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erhöhten Rissfortschrittsraten sind die Rissfortschrittslebensdauern im HFH-be-
handelten Zustand immer noch länger als im unbehandelten Zustand an Luft.  

Die Ermüdungsfestigkeit der Korrosionsermüdungsversuche wird nach dem 
Nennspannungskonzept bewertet und sequenzielle und simultane Korrosionsein-
flüsse werden innerhalb eines statistischen Streubandes erfasst. Für einen regel-
werkskonformen Kerbfallvergleich werden die Wöhlerlinien bei fester Neigung 
ausgewertet. Bei korrodierten Probekörpern ergibt sich im unbehandelten Zu-
stand eine charakteristische Ermüdungsfestigkeit von 69 MPa, die damit unter 
dem Kerbfall 80 nach DIN EN 1993-1-9 für Bedingungen an Luft liegt. Der Kerb-
fall 56 für freie Korrosion nach DNVGL-RP-C203 beschreibt die Ergebnisse kon-
servativ. Infolge der HFH-Behandlung steigt die Ermüdungsfestigkeit auf 
135 MPa. Dies entspricht einer Verbesserung von 96 % gegenüber dem unbehan-
delten Zustand. Der Kerbfall 140 nach DASt-Richtlinie 026 wird nicht erreicht, 
aber der Kerbfall 125 bietet einen konservativen Ansatz. Dieser wurde bereits von 
(Ummenhofer et al., 2018) empfohlen, basierend auf einem Teil der Versuchser-
gebnisse der vorliegenden Arbeit. Die in dieser Arbeit neu erzielten Ergebnisse 
bestätigen diese Empfehlung. Die Auswertung der Versuchsergebnisse mit Lite-
raturdaten bestätigt ähnliche Ermüdungsfestigkeiten und den Kerbfall 125. Diese 
Literaturstudie erweitert die Datenbasis für HFH-behandelte Quersteifen unter 
Korrosionseinfluss durch längere Auslagerungszeiten im Salzsprühnebel und 
stärkere Dickenreduktionen bis 247 μm. Eine Analyse ohne Korrosionsermü-
dungsversuche zeigt, dass sich unter Biegebelastung eine höhere Ermüdungsfes-
tigkeit ergibt – mit einem Zuwachs von 29 % für unbehandelte und 23 % für HFH-
behandelte Quersteifen gegenüber axialer Zugbelastung. 

Eine Bewertung der Ermüdungsfestigkeit erfolgt zudem nach dem Kerbspan-
nungskonzept. Es werden Kerbformzahlen numerisch ermittelt und Kerbspan-
nungswöhlerlinien der Versuchsserien mit Bezug auf Bruchschwingspielzahlen 
generiert. Im unbehandelten Zustand liegt die charakteristische Ermüdungsfestig-
keit unter Korrosionseinfluss bei 189 MPa, wodurch der Kerbfall 225 nach der IIW-
Empfehlung von (Hobbacher, 2016) nicht erreicht wird. Als konservativer Ansatz 
dient der Kerbfall 156 für unbehandelte Quersteifen in korrosiver Umgebung nach 
DNVGL-RP-C203. Im HFH-behandelten Zustand steigt die charakteristische Er-
müdungsfestigkeit auf 353 MPa, was einer 87 % höheren Ermüdungsfestigkeit im 
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Vergleich zum unbehandelten Zustand entspricht. Selbst unter korrosiven Bedin-
gungen stellt der für normale atmosphärische Bedingungen abgeleitete Kerb-
fall 320 von (Marquis und Barsoum, 2016) einen konservativen Ansatz dar. Die 
Auswertung der Versuchsdaten auf Kerbspannungsebene ergibt, dass im Gegen-
satz zur Nennspannungsebene keine Anpassung der Kerbfallklasse aufgrund von 
Korrosion erforderlich ist. Dies wird dadurch begründet, dass für die ursprüngli-
che Herleitung der Kerbfallklassen in den beiden Konzepten unterschiedliche Ab-
minderungen vom Versuchswert auf den Bemessungswert angewendet wurden. 

Zudem werden Kerbformzahlen für vier Varianten bezüglich Belastungsart und 
Bauteilsymmetrie analysiert, um deren Einfluss auf die Rissentstehung zu bewer-
ten. Die beidseitig aufgeschweißte Steife unter axialer Zugbelastung zeigt die 
höchste Kerbformzahl und stellt somit die ungünstigste Variante für Rissinitiie-
rung dar. Diese ist jedoch nicht Teil der experimentellen Untersuchungen. Abwei-
chungen zu dieser Variante finden sich bei einseitigen Steifen, besonders unter 
axialer Zugbelastung. Anders als bei einer Kerbspannungsbewertung, bei der 
diese Einflüsse im Rahmen der Kerbspannungsermittlung explizit berücksichtigt 
werden, bleiben sie bei einer reinen Bewertung auf Nennspannungsebene unbe-
rücksichtigt. Eine Fehlinterpretation bei der Herleitung einer sicheren Kerbfall-
empfehlung ist möglich, wenn ungünstige Varianten nicht berücksichtigt werden. 
Daher fließen die anhand der Kerbformzahlen quantifizierten Einflüsse im weite-
ren Verlauf der Arbeit in die Überprüfung der Kerbfallempfehlung ein.  

Für die Bewertung der Ermüdungsfestigkeit nach dem Rissfortschrittskonzept 
wird ein Berechnungsmodell auf Basis der linear-elastischen Bruchmechanik 
(LEBM) aufgebaut. Dieses bildet individuelle Einflüsse aus Belastungsart, Behand-
lungszustand und Korrosion auf das Makrorisswachstum ab. Parameteransätze 
zu Eigenspannungszuständen und Rissgeometrieentwicklungen werden basie-
rend auf den Erkenntnissen der Rastlinienuntersuchungen entwickelt und durch 
bruchmechanische Kennwerte ergänzt, die den frequenzabhängigen Einfluss bei 
simultaner Korrosion berücksichtigen. Zur Herleitung der Ansätze werden so-
wohl analytische Lösungen als auch ein numerisches Modell verwendet, das reale 
Rissformen erfassen kann. Die Prognosegüte des LEBM-Modells wird durch die 
Ergebnisse aus den Rastlinienuntersuchungen bestätigt. 
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Die Analyse des Rissfortschritts bestätigt die günstige Wirkung der HFH-Behand-
lung auf die Rissfortschrittslebensdauer. Gegenüber dem unbehandelten Zustand 
wird diese sowohl unter Luft- als auch unter korrosiven Umgebungsbedingungen 
verlängert, besonders bei niedrigen Beanspruchungsniveaus. Während im unbe-
handelten Zustand die Rissfortschrittslebensdauer bei simultaner Korrosion stark 
reduziert wird, bleibt der HFH-behandelte Zustand resilienter. Dieses Verbesse-
rungspotenzial ist unter Korrosion gegenüber Bedingungen an Luft begrenzt und 
erklärt sich durch die korrosionsbedingt erhöhte Rissfortschrittsgeschwindigkeit. 
Diesbezüglich lassen sich anhand der Rastlinienergebnisse keine weiteren Aus-
wirkungen der Korrosion auf die Rissgeometrie oder die Eigenspannungsverläufe 
feststellen. Die Biegebelastung zeigt gegenüber axialer Zugbelastung einen zu-
sätzlichen günstigen Einfluss auf die Rissfortschrittslebensdauer, vor allem bei 
niedrigen Spannungsniveaus. Dieser positive Effekt scheint mit den durch HFH 
induzierten Druckeigenspannungen zusammenzuhängen. 

Mithilfe des LEBM-Modells werden Rissfortschrittslebensdauern der Versuchsse-
rien ermittelt, die zur Bestimmung der Anrisslebensdauer dienen. Der rechneri-
sche Anriss bezieht sich dabei auf eine Anfangsrisstiefe von a0 = 0,5 mm. Bei vier 
Probekörpern übersteigt die berechnete Rissfortschrittslebensdauer die tatsächli-
che Gesamtlebensdauer. Dies könnte auf einen stärkeren Korrosionsabtrag der 
Randschicht und modifizierte Eigenspannungen zurückgehen, ein Aspekt, den 
das LEBM-Modell aktuell nicht erfasst und dessen Klärung damit weiterhin aus-
steht. Diese Probekörper werden als Ausreißer deklariert und von weiteren Un-
tersuchungen ausgeschlossen. Alle anderen Probekörper werden für Analysen auf 
Basis von Anriss- und Bruchwöhlerlinien herangezogen.  

Im unbehandelten Zustand hängt der Anteil der Anriss- und Rissfortschrittsle-
bensdauer an der Gesamtlebensdauer stark von der Beanspruchungshöhe ab. Bei 
hohen Beanspruchungen dominiert der Rissfortschritt, während bei niedrigen Be-
anspruchungen die Anrissphase überwiegt. Die Ermüdungsfestigkeit bei simulta-
ner Korrosion ist im Vergleich zur sequenziellen Korrosion geringer. Dies ist so-
wohl auf eine kürzere Rissfortschritts- als auch auf eine kürzere Anrisslebens-
dauer zurückzuführen. Obwohl bei sequenzieller Korrosion durch die Auslage-
rung im Salzsprühnebel eine höhere Oberflächenrauheit entsteht, führt die simul-
tane Korrosion zu einer stärker verkürzten Lebensdauer in der Anrissphase.  
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Die Analyse HFH-behandelter Versuchsserien zeigt, dass Korrosion die Ermü-
dungsfestigkeit reduziert. Bei simultaner Korrosion fällt diese Reduktion in Bezug 
auf die Gesamtlebensdauer im Vergleich zur sequenziellen Korrosion stärker aus, 
da bei simultaner Korrosion neben der Anriss- zusätzlich die Rissfortschrittsphase 
beeinflusst wird. In Bezug auf die Anrisslebensdauer zeigen alle Korrosionsme-
thoden ähnliche Ermüdungsfestigkeiten, wonach die Art der Vorkorrosion keinen 
wesentlichen Einfluss auf die Ermüdungsfestigkeit zu haben scheint. Dies wird 
dadurch gestützt, dass sich die Ermüdungsfestigkeiten bei unterschiedlichen Vor-
korrosionsmethoden und damit unterschiedlichen Oberflächenrauheiten kaum 
unterscheiden. Stattdessen scheint eine andere korrosionsbedingte Oberflächen-
veränderung die Wirkung der HFH-Behandlung zu beeinträchtigen. Anzuneh-
men ist, dass die Abrostung die Verzögerungseffekte beeinflusst. Entweder indem 
sie die verfestigte Randschicht abträgt, dadurch die oberflächennahen Druckei-
genspannungen modifiziert werden oder beides. Da sich diese Arbeit auf das 
Makrorisswachstum konzentriert, sind jedoch keine weiteren Analysen zu dieser 
speziellen Thematik möglich. Schließlich zeigt ein direkter Vergleich zwischen un-
behandelten und HFH-behandelten Probekörpern, dass die Behandlung auch un-
ter den Bedingungen simultaner Korrosion eine signifikante Verbesserung der Er-
müdungsfestigkeit aufweist, sowohl im Hinblick auf die Anriss- als auch auf die 
Rissfortschrittslebensdauer. In Bezug auf den Anriss steigt die mittlere Ermü-
dungsfestigkeit von 94 MPa im unbehandelten Zustand auf 134 MPa nach der 
HFH-Behandlung, eine Verbesserung um 43 %. In Bezug auf die Gesamtlebens-
dauer wird die Ermüdungsfestigkeit von 96 MPa auf 165 MPa erhöht, eine Steige-
rung um 72 %. Demnach entfallen 29 % der Verbesserung speziell auf die durch 
die Behandlung verlängerte Rissfortschrittslebensdauer.  

Abschließend wird die Kerbfallempfehlung von (Ummenhofer et al., 2018) durch 
eine Kombination von numerischen und bruchmechanischen Analysen verifiziert. 
Um mögliche ungünstige Fälle in Bezug auf die Ermüdungsfestigkeit abzudecken, 
wird ein erweitertes Streuband erstellt, das simultane Korrosionseinflüsse auf den 
Rissfortschritt und rissinitiierende Faktoren wie Belastungsart und Bauteilsym-
metrie berücksichtigt. Dessen Erstellung erfolgt in drei Schritten: Rückrechnung 
auf die Anrisslebensdauer (a0 = 0,5 mm), Nennspannungskorrektur und neue 
Prognose der Gesamtlebensdauer. Auf Nennspannungsebene wird eine charakte-
ristische Ermüdungsfestigkeit von 130 MPa ermittelt, wodurch der Kerbfall 125 
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als anwendbarer Ansatz bestätigt wird. Auf Kerbspannungsebene liegt die cha-
rakteristische Ermüdungsfestigkeit bei 340 MPa und bestätigt damit die Anwend-
barkeit des Kerbfalls 320 nach der IIW-Richtlinie von (Marquis und Bar-
soum, 2016). Diese Ergebnisse belegen, dass die HFH-Behandlung die Ermü-
dungsfestigkeit von Quersteifen signifikant erhöhen kann, selbst in korrosiven 
Umgebungen.  

Die Gültigkeit der bestätigten Kerbfallklassen beschränkt sich auf die experimen-
tell untersuchten Bedingungen. Sie sind speziell für die Stahlgüte S355 und ein 
Spannungsverhältnis von R = 0,1 anwendbar. Die Prüffrequenz stellt eine untere 
Grenze für die Gültigkeit der Ergebnisse dar und gilt für f ≥ 1 Hz. Darüber hinaus 
gelten die Kerbfallklassen für die untersuchten Oberflächenzustände, da der Ein-
fluss einer stärker degradierten Oberfläche auf die Ermüdungsfestigkeit nicht aus-
geschlossen werden kann. Die Ergebnisse sind zudem im Kontext der erfassten 
mittleren Dickenreduktion von 0,10 mm und 0,11 mm bzw. eines gemittelten 
Oberflächenabtrags von etwa 0,05 mm zu interpretieren.  

6.2 Ausblick  

In dieser Arbeit wird durch experimentelle, numerische und bruchmechanische 
Untersuchungen festgestellt, dass Korrosion sowohl die Rissentstehungs- als auch 
die Rissfortschrittsphase von HFH-behandelten Quersteifen beeinflusst. Das Ver-
besserungspotenzial gegenüber dem unkorrodierten Zustand ist zwar begrenzt, 
dennoch bleiben positive Einflüsse der Behandlung in beiden Phasen der Ermü-
dungslebensdauer erhalten. Dadurch wird die Ermüdungsfestigkeit im Vergleich 
zum unbehandelten Zustand auch unter korrosiven Bedingungen deutlich erhöht. 

In der Rissentstehungsphase wird die Wirksamkeit der Behandlung durch Ober-
flächenkorrosion beeinträchtigt. Dies wird mit einer Abrostung der Randschicht 
in Verbindung gebracht. Aufgrund des Fokus auf das Makrorisswachstum in die-
ser Arbeit kann die Wechselwirkung zwischen Korrosionseinfluss und HFH-be-
handeltem Randschichtzustand während der Rissentstehung jedoch nicht näher 
untersucht werden. Die Erforschung dieser Mechanismen macht weiterführende 
Untersuchungen auf mikroskopischer Ebene notwendig. Oberflächennahe Mes-
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sungen zur Mikrohärteverteilung und zu Eigenspannungszuständen im korro-
dierten Randschichtzustand könnten wichtige neue Erkenntnisse liefern. Zudem 
bieten diese Daten die Möglichkeit, das Kerbdehnungskonzept in Bezug auf seine 
Eignung zur Prognose der Anrisslebensdauer von HFH-behandelten Schweißnäh-
ten unter Korrosionseinfluss zu evaluieren. In Kombination mit dem linear-elasti-
schen bruchmechanischen Modell dieser Arbeit wäre die Voraussetzung für die 
Anwendung eines Zwei-Phasenmodells geschaffen, um eine rechnerische Ab-
schätzung der Gesamtlebensdauer zu ermöglichen. 

Die bisherigen Untersuchungen weisen die Wirksamkeit der HFH-Behandlung 
für einen oberflächennahen Korrosionsabtrag nach. Als nächster Schritt sollten 
Untersuchungen bei stärkerem Abtrag durchgeführt werden. Das Ziel sollte es 
sein, die Wirksamkeit der HFH-Behandlung in Abhängigkeit von unterschiedli-
chen Graden der Abrostung zu quantifizieren. Durch die Etablierung zulässiger 
Grenzen für Korrosionsabträge könnten daraufhin geeignete Inspektionsinter-
valle abgeleitet werden. Diese wären an die bauwerksspezifisch zu erwartenden 
Korrosionsraten anzupassen, um eine sichere, jedoch nicht übermäßig konserva-
tive Auslegung zu ermöglichen. Die Einbindung solcher angepassten Intervalle in 
bestehende Prüf- und Inspektionspläne würde zur unmittelbaren Integration der 
HFH-Behandlung in geltende Sicherheitsstandards beitragen und ebenso zur Auf-
rechterhaltung der langfristigen Integrität der behandelten Bauteile dienen.  

Im Kontext zukünftiger Untersuchungen zu stärkerer Abrostung sollten Eigen-
spannungstiefenverläufe in Abhängigkeit vom Korrosionsabtrag begleitend er-
mittelt werden. Es gilt zu klären, inwieweit ein erhöhter Abtrag der HFH-behan-
delten Randschicht die Tiefenwirkung der Eigenspannungen beeinflusst. Im 
Rahmen von bruchmechanischen Berechnungen könnten diese Verläufe die Be-
rücksichtigung von Rissschließeffekten auf Basis des effektiven Spannungsinten-
sitätsfaktors ermöglichen, wodurch eine Grundlage für umfassendere Rissfort-
schrittsanalysen gegeben wäre. 

Bezüglich der Korrosionseinflüsse auf den Rissfortschritt basieren die Ergebnisse 
dieser Arbeit auf Frequenzen von f ≥ 1 Hz. Eine weiterführende Untersuchung 
von Frequenzen unter 1 Hz könnte den Geltungsbereich dieser Erkenntnisse im 
Kontext simultaner Korrosion erweitern. 
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Für eine umfassendere Anwendung von HFH-behandelten Schweißnähten unter 
Korrosionsbedingungen ist eine detaillierte Untersuchung der relevanten Ein-
flussfaktoren der HFH-Behandlung sinnvoll. Dies würde es ermöglichen, die 
Kerbfallklassen nach Stahlgüte und Spannungsverhältnis um korrosionsspezifi-
sche Einflüsse zu ergänzen. Angesichts der streckgrenzenabhängigen Wirksam-
keit zur Ermüdungsfestigkeitserhöhung besteht die Möglichkeit, dass höherfeste 
Stähle in korrosiver Umgebung effizienter eingesetzt werden können. Dazu emp-
fiehlt es sich, die Untersuchungen auf weitere Konstruktionsdetails wie querbe-
lastete Stumpfnähte und unbelastete Längssteifen auszuweiten. 
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Anhang 

A Ergebnisse der durchgeführten Ermüdungs- und 
Korrosionsermüdungsversuche 

Für die in Tabelle A.1 aufgeführten Serien sind die experimentell ermittelten Er-
gebnisse in den Tabellen A.2 bis A.8 enthalten.  

Tabelle A.1: Ermüdungs- und Korrosionsermüdungsversuche am geschweißten Konstruktionsdetail Quersteife; 
Werkstoff S355J2+N; t = 25 mm; R = 0,1; fKMW = 1 Hz  

Nomenklatur  
der Serien 

Behandlungs-
zustand 

Vorkorrosions-
methode 

Prüfum-
gebung 

Belastungs-
art 

Versuchs-
anzahl 

      AW SSN B AW SSN Luft Biegung 9 

AW KMW B AW KMW KMW Biegung 9 

            HFH unkor B HFH - Luft Biegung 7 

HFH SSN Ax HFH SSN Luft Axialer Zug 14 

HFH SSN B HFH SSN Luft Biegung 11 

HFH KMW B HFH KMW KMW Biegung 17 

HFH SSN KMW B HFH SSN KMW Biegung 10 

       

 



Anhang A  

282 

Tabelle A.2: Ergebnisse der Serie AW SSN B 

Pk  Δσn 
[MPa] 

Nf 
[-] 

Rissausgang Bemerkung 

     1 232 201.438 Nahtübergang - 

2 195 299.925 Nahtübergang - 

3 195 247.216 Nahtübergang - 

4 150 580.919 Nahtübergang - 

5 232 154.319 Nahtübergang Rastlinienversuch 

6 106 2.811.713 Nahtübergang - 

7 106 3.847.218 Nahtübergang - 

8 150 856.965 Nahtübergang Rastlinienversuch 

9 250 177.773 Nahtübergang Rastlinienversuch 

           

Tabelle A.3: Ergebnisse der Serie AW KMW B, Daten aus dem Forschungsvorhaben (Ummenhofer et al., 2018) 

Pk  Δσn 
[MPa] 

Nf 
[-] 

Rissausgang Bemerkung 

     100 195 134.198 Nahtübergang - 

2 251 56.304 Nahtübergang - 

3 171 270.295 Nahtübergang - 

4 251 57.757 Nahtübergang - 

5 167 193.989 Nahtübergang - 

6 150 273.518 Nahtübergang - 

7 195 156.266 Nahtübergang - 

8 90 2.567.702 Nahtübergang - 

9 90 2.897.494 Nahtübergang - 
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Tabelle A.4: Ergebnisse der Serie HFH unkor B 

Pk  Δσn 
[MPa] 

Nf 
[-] 

Rissausgang Behandlungs-
verfahren 

Bemerkung 

      1 310 736.675 Nahtübergang PIT Rastlinienversuch 

2 285 1.075.733 Nahtübergang PIT - 

3 300 847.532 Nahtübergang PIT - 

4.1 251 7.006.635 Durchläufer PIT - 

4.2 270 4.955.000 Durchläufer PIT - 

4.3 300 917.300 Nahtübergang PIT Hochgesetzt 

5 251 333.236 Nahtübergang HiFIT - 

6 285 224.562 Nahtübergang HiFIT - 

7 230 604.963 Nahtübergang HiFIT Rastlinienversuch 

             

Tabelle A.5: Ergebnisse der Serie HFH SSN Ax, Daten aus dem Forschungsvorhaben (Ummenhofer et al., 2018) 

Pk  Δσn 
[MPa] 

Nf 
[-] 

Rissausgang Behandlungs-
verfahren 

Bemerkung 

      1 320 55.562 Nahtübergang HiFIT - 

2 280 136.133 Nahtübergang HiFIT - 

3 300 150.881 Nahtübergang HiFIT - 

4 260 246.210 Nahtübergang HiFIT - 

5 240 248.896 Nahtübergang HiFIT - 

6 220 739.238 Nahtübergang PIT - 

7 200 5.921.627 Durchläufer PIT - 

8 200 1.399.699 Nahtübergang PIT - 

9 220 699.238 Nahtübergang PIT - 

10 200 2.049.218 Nahtübergang PIT - 

11 220 4.790.859 Grundwerkstoff HiFIT - 

12 200 2.914.273 Nahtübergang HiFIT - 

13 320 76.540 Nahtübergang PIT - 

14 300 108.947 Nahtübergang PIT - 
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Tabelle A.6: Ergebnisse der Serie HFH SSN B, Daten aus dem Forschungsvorhaben (Ummenhofer et al., 2018) 

Pk  Δσn 
[MPa] 

Nf 
[-] 

Rissausgang Behandlungs-
verfahren 

Bemerkung 

      1 250 276.733 Nahtübergang HiFIT - 

2 220 288.134 Nahtübergang HiFIT - 

3 210 1.467.490 Nahtübergang HiFIT - 

4 210 314.513 Nahtübergang PIT - 

5 250 5.000.000 Durchläufer PIT - 

5.1 330 447.360 Nahtübergang PIT Hochgesetzt, Rastlinienversuch 

6 300 1.444.986 Nahtübergang PIT - 

7 220 6.404.800 Nahtübergang PIT - 

8 280 531.600 Nahtübergang PIT - 

9 320 417.800 Nahtübergang HiFIT - 

10 180 15.000.000 Durchläufer HiFIT - 

11 300 234.731 Nahtübergang HiFIT Rastlinienversuch 
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Tabelle A.7: Ergebnisse der Serie HFH KMW B, Daten primär aus dem Forschungsvorhaben  
(Ummenhofer et al., 2018) 

Pk  Δσn 
[MPa] 

Nf 
[-] 

Rissausgang Behandlungs-
verfahren 

Bemerkung 

      1 300 69.649 Nahtübergang HiFIT - 

2 251 156.511 Nahtübergang HiFIT - 

3 230 272.155 Nahtübergang HiFIT - 

4 171 1.218.220 Nahtübergang HiFIT - 

5 251 165.831 Nahtübergang HiFIT - 

6 149 2.408.740 Nahtübergang HiFIT - 

7 232 217.885 Nahtübergang HiFIT Rastlinienversuch 

8 195 1.260.654 Nahtübergang PIT - 

9 195 2.178.377 Grundwerkstoff PIT - 

10 171 3.153.469 Nahtübergang PIT - 

11 300 272.420 Nahtübergang PIT - 

12 251 897.121 Grundwerkstoff PIT - 

13 251 691.705 Nahtübergang PIT - 

14 300 454.831 Nahtübergang PIT Rastlinienversuch 

15* 171 3.936.348 Nahtübergang PIT - 

16* 150 4.945.898 Grundwerkstoff PIT - 

17* 230 215.838 Nahtübergang HiFIT Rastlinienversuch 

      
* Ergebnisse aus Ergänzungsversuchen im Anschluss an das Forschungsvorhaben 
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Tabelle A.8: Serie HFH SSN KMW B 

Pk  Δσn 
[MPa] 

Nf 
[-] 

Rissausgang Behandlungs-
verfahren 

Bemerkung 

      1 171 879.488 Nahtübergang HiFIT - 

2 195 499.687 Nahtübergang HiFIT - 

3 150 2.031.987 Nahtübergang HiFIT - 

4 300 115.308 Nahtübergang HiFIT - 

5 230 291.050 Nahtübergang HiFIT Rastlinienversuch 

6 171 1.693.439 Grundwerkstoff PIT - 

7 300 294.841 Nahtübergang PIT - 

8 150 3.223.257 Grundwerkstoff PIT - 

9 195 1.103.218 Grundwerkstoff PIT - 

10 230 868.974 Grundwerkstoff PIT - 
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B Recherchierte Ermüdungsversuchsserien 

Diese Arbeit umfasst die Auswertung von Literaturergebnissen zu Ermüdungs- 
und Korrosionsermüdungsversuchen an unbehandelten und HFH-behandelten 
Probekörpern des Konstruktionsdetails Quersteife. Es wurden sowohl Versuchs-
serien betrachtet, deren Probekörper unter axialer Zugbelastung geprüft wurden, 
als auch Probekörper, die durch Vierpunktbiegung belastet wurden. Die Zusam-
menstellung der Serien basiert dabei auf folgenden Veröffentlichungen: 

• (Olivier und Ritter, 1980)  

• (HSE, 1994)  

• (Pedersen et al., 2010)  

• (Yildirim und Marquis, 2012b) 

• (Maddox, 2015)  

• (Shams-Hakimi et al., 2017)  

• (Kuhlmann et al., 2018) 

• (Feldmann et al., 2019)  

Zur Verbesserung der Übersichtlichkeit wird jeder Quelle, aus der die Versuchs-
ergebnisse hervorgehen, eine spezifische ID zugeordnet (s. Tabelle B.1).  

Tabelle B.1: ID-Zuordnung gemäß der jeweiligen Quelle, aus der die Versuchsergebnisse hervorgehen  

ID Quelle 

  Deg12 (Deguchi et al., 2012) 

Fer89 (Ferreira und Branco, 1989) 

G91 (Gurney, 1991) 

G97 (Gurney, 1997) 

GS04 (Galtier und Statnikov, 2004) 

Han09 (Han et al., 2009) 

Iwa16 (Iwata et al., 2016) 

KG09 (Kuhlmann und Günther, 2009) 

Kny18 (Knysh et al., 2018) 
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Tabelle B.1 (Fortsetzung) 

ID Quelle 

  Kny21 (Knysh et al., 2021) 

KS89 (Klippstein und Schilling, 1989) 

Kuhl06 (Kuhlmann et al., 2006) 

Kuhl18 (Kuhlmann et al., 2018) 

Lee81 (Leeuwen, 1981) 

Lei14 (Leitner et al., 2014) 

Schu20 (Schubnell et al., 2020) 

MK20 (Mecséri und Kövesdi, 2020) 

Oka13 (Okawa et al., 2013) 

Ott15 (Ottersböck et al., 2015) 

Sha18 (Shams-Hakimi et al., 2018) 

Tod78 (Todoroki et al., 1978) 

Yag91 (Yagi et al., 1991) 

Yek12 (Yekta, 2012) 

YW94 (Yuasa und Watanabe, 1994) 

   

Die betreffenden Versuchsserien und deren Versuchs- sowie Geometrieparameter 
sind in den Tabelle B.2 bis Tabelle B.5 aufgeführt. Anhand der nachfolgend aufge-
listeten Zusatzangaben werden diverse Spezifikationen hinsichtlich der Serien an-
gegeben: 

• A: Versuchsergebnisse grafisch aus Wöhlerdiagramm extrahiert 

• B: Nennstreckgrenze gemäß Angabe der Stahlgüte 

• C1: Geometrieparameter L gemäß Abbildung (Messung) 

• C2: Geometrieparameter L gemäß statistischen Messdaten (Mittelwert) 

• D: Fast ausschließlich Grundwerkstoffrisse, unabhängig von Durchläufern 

• E: Zyklisch wechselnde Atmosphäre mit 6 h in KMW und 6 h an Luft 
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Tabelle B.2: Versuche an unbehandelten Probekörpern unter axialer Zugbelastung (0 ≤ R ≤ 0,1)  

ID Werkstoff fy 

[MPa] 
Vorkorrosion / 
Prüfumgebung 

Steifen- 
anordnung 

L  
[mm] 

t 
[mm] 

Zusatz-
angabe 

        Deg12 KA36 355 - / Luft beidseitig 32 16 A 

Fer89 50E 413 - / Luft beidseitig 12 6 A 

Fer89 50E 381 - / Luft beidseitig 40 20 A 

G91 50D 317 - / Luft beidseitig 13 13  

G91 50B 362 - / Luft beidseitig 13 25  

G91 50D 290 - / Luft beidseitig 13 100  

G91 50D 313 - / Luft beidseitig 26 13  

G91 50D 323 - / Luft beidseitig 29 38  

G91 50D 400 - / Luft beidseitig 50 25  

G97 - 412 - / Luft beidseitig 13 6  

Han09 SM490B 352 - / Luft beidseitig 44 16 A 

Iwa16 SM490A 374 - / Luft beidseitig 26 10 C2 

Iwa16 SM490A 317 - / Luft beidseitig 47 22 C2 

KG09 S355J2 441 - / Luft beidseitig 26 12  

Kny18 10KhSND  390 - / Luft beidseitig 30 12 A 

Kny18 10KhSND  390 - / 3% NaCl (f = 5 Hz) beidseitig 30 12 A 

Kny18 15KhSND 400 - / 3% NaCl (f = 5 Hz) beidseitig 30 12 A 

Kny21 15KhSND 400 - / Luft beidseitig 30 12 A 

Kny21 15KhSND 400 SSN (50 d) / Luft beidseitig 30 12 A 

KS89 ASTM A572 Grade 50 345 - / Luft beidseitig 27 9,5  

Kuhl06 S355J2 398 - / Luft beidseitig 23 12  

Kuhl06 S460ML 504 - / Luft beidseitig 23 12  

Kuhl18 S355J2+N 447 - / Luft beidseitig 26 12  

Schu20 S355J2+N 420 - / Luft beidseitig 21 10 C1 

MK20 S235 235 - / Luft beidseitig 21 10  

MK20 S420 420 - / Luft beidseitig 29 10  

Oka13 AH36 392 - / Luft beidseitig 26 20  

Ott15 S355 355 - / Luft einseitig 17 5 A, B, C1 

Tod78 SM41B 300 - / Luft beidseitig 40 14 C1 

Tod78 SM41B 300 - / KMW (f = 0,17 Hz) beidseitig 40 14 C1 

Yag91 EH36 402-455 - / Luft beidseitig 13 10 A 

Yag91 EH36 402-455 - / Luft beidseitig 28 10 A 

Yag91 EH36 421-466 - / Luft beidseitig 28 22 A 

Yag91 EH36 392-471 - / Luft beidseitig 28 40 A 

Yag91 EH36 403-449 - / Luft beidseitig 28 80 A 
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Tabelle B.2 (Fortsetzung) 

ID Werkstoff fy 

[MPa] 
Vorkorrosion / 
Prüfumgebung 

Steifen- 
anordnung 

L  
[mm] 

t 
[mm] 

Zusatz-
angabe 

        Yek12 350W 350 - / Luft beidseitig 22 9,5  

YW94 AH36 401 - / Luft beidseitig 43 20  

YW94 AH36 401 KMW (3 M) / Luft beidseitig 43 20 E 

YW94 AH36 401 KMW (6 M) / Luft beidseitig 43 20 E 

        
 

Tabelle B.3: Versuche an HFH-behandelten Probekörpern unter axialer Zugbelastung (0 ≤ R ≤ 0,1)  

ID Werkstoff fy 

[MPa] 
Vorkorrosion /  
Prüfumgebung 

Steifen- 
anordnung 

L  
[mm] 

t  
[mm] 

Zusatz-
angabe 

        Deg12 KA36 355 - / Luft beidseitig 32 16 A 

Han09 SM490B 352 - / Luft beidseitig 44 16 A 

Iwa16 SM490A 374 - / Luft beidseitig 27 10 C2 

Iwa16 SM490A 317 - / Luft beidseitig 48 22 C2 

KG09 S355J2 441 - / Luft beidseitig 26 12  

Kny18 10KhSND  390 - / Luft beidseitig 30 12 A, D 

Kny18 10KhSND  390 - / 3% NaCl (f = 5 Hz) beidseitig 30 12 A, D 

Kny18 15KhSND 400 - / 3% NaCl (f = 5 Hz) beidseitig 30 12 A, D 

Kny21 15KhSND 400 - / Luft beidseitig 30 12 A, D 

Kny21 15KhSND 400 SSN (50 d) / Luft beidseitig 30 12 A, D 

Kuhl06 S355J2 398 - / Luft beidseitig 23 12  

Kuhl06 S355J2 398 - / Luft beidseitig 23 12  

Kuhl18 S355J2+N 447 - / Luft beidseitig 26 12  

Lei14 S355 355 - / Luft einseitig 17 5 B, C1 

Schu20 S355J2+N 420 - / Luft beidseitig 21 10 C1 

Oka13 AH36 392 - / Luft beidseitig 26 20  

Yek12 350W 350 - / Luft beidseitig 22 9,5 A 
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Tabelle B.4: Versuche an unbehandelten Probekörpern unter Biegebelastung (0 ≤ R ≤ 0,1)  

ID Werkstoff fy 

[MPa] 
Vorkorrosion /  
Prüfumgebung 

Steifen- 
anordnung 

L  
[mm] 

t  
[mm] 

Zusatz-
angabe 

        G91 50D 400 - / Luft einseitig 13 25  

G91 50D 327 - / Luft einseitig 13 50  

G91 50D 290 - / Luft einseitig 13 100  

G91 50D 290 - / Luft einseitig 29 100  

G97 - 412 - / Luft einseitig 13 6  

GS04 S355 355 - / Luft einseitig 19 6 B, C1 

Lee81 FeE 355 355 - / Luft einseitig 48 40 B 

Lee81 FeE 355 355 - / KMW (f = 0,20 Hz) einseitig 48 40 B 

Ott15 S355 355 - / Luft einseitig 17 5 A, B, C1 

Sha18 S460M 562 - / Luft einseitig 35 38 C2 

Sha18 S500G2M 471 - / Luft einseitig 34 60 C2 

        
 

Tabelle B.5: Versuche an HFH-behandelten Probekörpern unter Biegebelastung (0 ≤ R ≤ 0,1)  

ID Werkstoff fy 

[MPa] 
Vorkorrosion /  
Prüfumgebung 

Steifen- 
anordnung 

L  
[mm] 

t  
[mm] 

Zusatz-
angabe 

        GS04 S355 355 - / Luft einseitig 19 6 A, B, C1 

Ott15 S355 355 - / Luft einseitig 17 5 A, B, C1 

Sha18 S355K2+N 361 - / Luft einseitig 30 60 C2 

Sha18 S355K2+N 382 - / Luft einseitig 32 40 C2 
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C Analytische Berechnung von Kerbformzahlen  

In dieser Arbeit werden elastische Kerbformzahlen am Schweißnahtübergang des 
Konstruktionsdetails Quersteife mithilfe von analytischen Lösungen ermittelt, um 
numerische Ergebnisse zu verifizieren. Diese werden nachfolgend dargestellt. Die 
Variablen werden modifiziert, um den Definitionen dieser Arbeit zu entsprechen.  

C.1 Quersteife mit symmetrischer Steifenanordnung 

Analytische Lösungen nach (Molski et al., 2020) für θ = 45° 

Gültigkeitsbereich: 

0 < ρ/a ≤ 1,3;  0 < a/t ≤ 1,3;  1 < t′/a ≤ 4  

Normalisierende Parameter: 

X = ρ/(ρ + a); Y = a (a + t); ⁄ Z = t′/a 

Zugbeanspruchung: 

Kt,Ax = X−0,3264(A0t + A1tX + A2tX2 + A3tX3 + A4tX4)κt 

A0t = 1,495 + 0,116Y + 1,690Y2 − 12,878Y3 + 12,853Y4 

A1t = −0,405 + 0,553Y − 4,856Y2 + 12,410Y3 − 9,082Y4 

A2t = 0,505 − 0,881Y − 0,405Y2 + 3,533Y3 − 2,689Y4 

A3t = −0,826 + 1,654Y + 5,274Y2 − 35,138Y3 + 41,767Y4 

A4t = 0,374 + 0,061Y − 20,664Y2 + 79,757Y3 − 76,234Y4 

κt = 1 + (√Z − 1)[1 − (0,538 + 8,659Y2)X] ⋅ Exp [−(3,654Y)2,7 − 1,453] 

  



Anhang C  

294 

Biegebeanspruchung: 

Kt,B = X−0,3264(A0b + A1bX + A2bX2 + A3bX3 + A4bX4)κb 

A0b = 1,491 + 1,137Y − 14,897Y2 + 30,960Y3 − 21,195Y4 

A1b = −0,379 − 0,831Y + 5,195Y2 − 7,152Y3 + 3,924Y4 

A2b = 0,440 − 1,322Y + 2,031Y2 + 4,111Y3 − 1,144Y4 

A3b = −0,792 + 2,683Y − 12,341Y2 + 41,76Y3 − 55,767Y4 

A4b = 0,533 − 3,688Y + 25,247Y2 − 74,895Y3 + 75,845Y4 

κb = 1 + (√Z − 1)[1 − (0,600 + 20,148Y2)X] ⋅ Exp [−(6,899Y)2,0 − 1,492] 

C.2 Quersteife mit asymmetrischer Steifenanordnung 

Analytische Lösungen nach (Molski und Tarasiuk, 2021) für θ = 45° 

Gültigkeitsbereich: 

0 < ρ/a ≤ 1,3;  0 < a/t ≤ 1,3;  1 < t′/a ≤ 4  

Normalisierende Parameter: 

X = ρ/(ρ + a); Y = a (a + t);⁄  Z = t′/a 

Zugbeanspruchung: 

Kt,Ax = X−0,3264(A0t + A1tX + A2tX2 + A3tX3 + A4tX4)κt 

A0t = 1,490 + 0,523Y − 8,946Y2 + 14,813Y3 − 7,663Y4 

A1t = −0,352 − 0,177Y + 0,872Y2 + 5,466Y3 − 5,868Y4 

A2t = 0,167 + 1,0580Y − 4,115Y2 + 13,152Y3 − 17,032Y4 

A3t = −0,115 − 3,167Y + 10,737Y2 − 26,319Y3 + 27,302Y4 

A4t = −0,018 + 1,742Y − 5,021Y2 + 14,844Y3 − 16,359Y4 

κt = 1 + (√Z − 1)[1 − (0,568 + 16,296Y2)X] ⋅ Exp [−(6,044Y)2,4 − 1,554] 
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Biegebeanspruchung: 

Kt,B = X−0,3264(A0b + A1bX + A2bX2 + A3bX3 + A4bX4)κb 

A0b = 1,487 + 1,154Y − 7,529Y2 + 6,724Y3 − 0,075Y4 

A1b = −0,368 − 0,366Y + 1,236Y2 − 1,570Y3 + 2,524Y4 

A2b = 0,338 − 2,711Y − 1,982Y2 + 40,313Y3 − 50,359Y4 

A3b = −0,563 + 7,574Y − 11,045Y2 − 51,817Y3 + 92,375Y4 

A4b = 0,306 − 6,040Y + 5,853Y2 + 65,308Y3 − 107,060Y4 

κb = 1 + (√Z − 1)[1 − (0,499 + 13,350Y2)X] ⋅ Exp [−(4,962Y)26 − 1,476] 
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D Berechnung der Spannungsintensitätsfaktoren  

Im Rahmen dieser Arbeit wird für die Bewertung des Ermüdungsverhaltens ein 
bruchmechanisches Modell aufgebaut. Die für die Berechnung der Spannungsin-
tensitätsfaktoren verwendeten Korrekturfaktoren werden nachfolgend darge-
stellt. Die Lösungen gelten speziell für die Berechnung der Spannungsintensitäts-
faktoren an der tiefsten Stelle des Risses. Für detaillierte Informationen sei auf die 
zugehörige Quelle verwiesen.  

D.1 Halbelliptische Oberflächenrisse 

 

Abbildung D.1: Parameter für Riss- und Bauteilgeometrie, nach (Newman und Raju, 1981b) 

Die im Folgenden vorgestellten Lösungen zielen darauf ab, den Korrekturfaktor 
Q für elliptische Rissformen und den Korrekturfaktor Fs für Oberflächenrisse in 
einer endlichen Platte zu bestimmen. Um Konsistenz mit der etablierten Formel 
zur Berechnung des Spannungsintensitätsfaktors zu gewährleisten, basieren sie 
auf der folgenden Beziehung:  

Y = Fs
�Q

  

Zugbeanspruchung nach (Newman und Raju, 1981b):  

Gültigkeitsbereich: a/c ≤ 1 und c/b < 0,5 

2b

t
a

2c
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Q = 1 + 1,464 · �a
c
�

1,65
  

Fs = �M1 + M2  ·  �a
t
�

2
+ M3  · �a

t
�

4
� · g · fϕ · fw  

M1 = 1,13 − 0,09 · �a
c
�  

M2 = −0,54 + 0,89
0,2+a

c
  

M3 = 0,5 − 1
0,65+a

c
+ 14 · �1 − a

c
�

24
  

fw = �sec �πc
2b �a

t
��

1/2

  

Am tiefsten Punkt des Risses:  

g = 1 

fϕ = 1 

Biegebeanspruchung nach (Newman und Raju, 1984): 

Der Korrekturfaktor Q für elliptische Rissformen und der Korrekturfaktor Fs für 
Oberflächenrisse in einer endlichen Platte werden analog zur Lösung für Zugbe-
anspruchung berechnet.  

Der zusätzlich zu berücksichtigende Korrekturfaktor H für Biegung wird wie folgt 
ermittelt: 

H = 1 + G1 · �a
t
� + G2  · �a

t
�

2
  

G1 = −1,22 − 0,12 · �a
c
�  

G2 = 0,55 − 1,05 · �a
c
�

0,75
+ 0,47 · �a

c
�

1,5
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D.2 Durchgehende Risse nach (Rooke und Cartwright, 1976) 

Die Lösung wurde aus der Quelle BS 7910 entnommen. Zur Konsistenz mit den in 
dieser Arbeit verwendeten Bezeichnungen wurden die Variablen für Blechdicke 
und Blechbreite entsprechend angepasst. 

 

Abbildung D.2: Durchgehender Oberflächenriss in einer Platte, nach BS 7910 

Gültigkeitsbereich: a/t ≤ 0,6 

Zugbeanspruchung: 

Mm = 1,12 − 0,23 · �a
t
� + 10,6 · �a

t
�

2
− 21,7 · �a

t
�

3
+ 30,4 · �a

t
�

4
  

Biegebeanspruchung: 

Mb = 1,12 − 1,39 · �a
t
� + 7,32 · �a

t
�

2
− 13,1 · �a

t
�

3
+ 14 · �a

t
�

4
  

Anmerkungen: 

• Y = Mm bzw. Mb 

• fw = 1 

• Mb stellt bereits die Lösung für Biegung dar, daher ist kein zusätzlicher Kor-
rekturfaktor zur berücksichtigen 

2b

t

a

Achse für Biegeebene
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D.3 Korrekturfaktoren Mk nach (Maddox und Andrews, 1990) 

Die Lösung wurde aus der Quelle (Hobbacher, 2012) entnommen.  

 

Abbildung D.3: Relevante Geometrieparameter der Schweißverbindungen, nach (Hobbacher, 2012) 

Mk > 1 bei Zugbeanspruchung, wenn L/t ≤ 2: 

Mk = 0,51 · �L
t
�

0,27
· �a

t
�

−0,31
, wenn �a

t
� ≤ 0,05 · �L

t
�

0,55
 

Mk = 0,83 · �a
t
�

−0,15·�L
t�

0,46

, wenn �a
t
� > 0,05 · �L

t
�

0,55
 

Mk > 1 bei Biegebeanspruchung, wenn L/t ≤ 1: 

Mk = 0,45 · �L
t
�

0,21
· �a

t
�

−0,31
, wenn �a

t
� ≤ 0,03 · �L

t
�

0,55
 

Mk = 0,68 · �a
t
�

−0,19·�L
t �

0,21

, wenn �a
t
� > 0,03 · �L

t
�

0,55
 

 

  

t

L

L
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D.4 Gewichtsfunktion für halbelliptische Oberflächenrisse 
nach (Wang und Lambert, 1995) 

Gültigkeitsbereich: 0 < a/t ≤ 0,8  

 

Abbildung D.4: Geometrieparameter der Gewichtsfunktion für einen halbelliptischen Oberflächenriss in einer 
Platte, aus (Wang und Lambert, 1995) 

Koeffizienten der Gewichtsfunktion: 

M1 = π
�2Q

(4Y0 − 6Y1) − 24
5

  

M2 = 3 

M3 = 2 � π
�2Q

Y0 − M1 − 4�  
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Lösung für 0 < a/c < 1: 

Q = 1,0 + 1,464 �a
c
�

1,65
  

Y0 = B0 + B1 �a
t
�

2
+ B2 �a

t
�

4
+ B3 �a

t
�

6
  

B0 = 1,0929 + 0,2581 �a
c
� − 0,7703 �a

c
�

2
+ 0,4394 �a

c
�

3
  

B1 = 0,456 − 3,045 �a
c
� + 2,007 �a

c
�

2
+ 1,0

0,147+�a
c�

0,688  

B2 = 0,995 − 1,0

0,027+�a
c�

+ 22,0 �1 − a
c
�

0,953
  

B3 = −1,459 + 1,0
0,014+a

c
− 24,211 �1 − a

c
�

8,071
  

Y1 = A0 + A1 �a
t
�

2
+ A2 �a

t
�

4
+ A3 �a

t
�

6
  

A0 = 0,4537 + 0,1231 �a
c
� − 0,7412 �a

c
�

2
+ 0,4600 �a

c
�

3
  

A1 = −1,652 + 1,665 �a
c
� − 0,534 �a

c
�

2
+ 1,0

0,198+�a
c�

0,846  

A2 = 3,418 − 3,126 �a
c
� − 1,0

0,041+�a
c�

+ 17,259 �1,0 − a
c
�

9,286
  

A3 = −4,228 + 3,643 �a
c
� + 1,0

0,020+a
c

− 21,924 �1,0 − a
c
�

9,203
  

 

 



 

303 

E Abnahmeprüfzeugnis des Werkstoffs S355J2+N 
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F Schweißanweisung (WPS)  

 

 

  

Ort: Nordhausen Qualifikation nach: DIN EN ISO 15614 

Schweißverfahren des Herstellers: vMAG-M Art der Vorbereitung bzw. Reinigung: geschliffen 

Beleg Nr.: v135_P_FWa4_PB_sl Spezifikation des Grundwerkstoffs: S355J2+N 

WPQR Nr.: VP-FW  225 715 13 157- 3 Werkstoffgruppe nach CR ISO 15608: 1.2 

Hersteller: SCHACHTBAU NORDHAUSEN GmbH Werkstückdicke (mm): 12 / 25 

Schweißprozess nach EN ISO 4063: v135 Außendurchmesser (mm): - 

Nahtart: Kehlnaht, a = 4 mm Geltungsbereich (mm): ≥ 5 

Einzelheiten der Fugenvorbereitung  Schweißposition nach EN ISO 6947: PB 

Zeichnung:    

 

Gestaltung der Verbindung Schweißfolge 

  

 

Einzelheiten für das Schweißen 

Schweißraupe Prozess Durchmesser des 
Zusatzwerkstoffes 

[mm] 

Stromstärke 

 

[A] 

Spannung 

 

[V] 

Stromart/ 
Polung 

Draht-
vorschub 
[m/min] 

Vorschubge-
schwindigkeit*) 

[cm/ min] 

Wärmeein-
bringung*) 

[KJ/ cm] 

1 135 1,2 280 - 300 31 - 33 DC + 10 - 11 40 - 45 9 - 12 
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Zusatzwerkstoff  Wärmenachbehandlung  

 - Normbezeichnung: G 50 5 M G4Si1 EN ISO 14341 und/oder Aushärten: - 

 - Sondervorschriften für Trocknung: - Zeit, Temperatur, Verfahren: - 

Schutzgas/Schutzpulver  Erwärmungs- und Abkühlungsrate*): t8/5 = 5 – 25 s 

 - Schutzgas nach EN ISO 14175: M21 Weitere Informationen  

 - Wurzelschutz: -  - Pendeln: - 

Gasdurchflussmenge                    - maximale Raupenbreite - 

 - Schutzgas: 15 l/min                   - Amplitude - 

 - Wurzelschutz: -                   - Frequenz - 

Wolframelektrodenart/Durchmesser: -                   - Verweilzeit - 

Einzelheiten über  Einzelheiten für das Pulsschweißen: - 

Ausfugen/Schweißbadsicherung:  Kontaktdüsenabstand: 15 - 20  mm 

Vorwärmtemperatur:  Einzelheiten für das Plasmaschweißen: - 

Zwischenlagentemperatur: ≤ 230 °C Brenneranstellwinkel: neutral bis leicht stechend 

 

    

Hersteller  Prüfer oder Prüfstelle  

SCHACHTBAU NORDHAUSEN GmbH  Schweißaufsicht Burkhard Senk 

 

 

  
 

 

Romhardt, 27.05.2015   27.05.2015  

Name, Datum, Unterschrift  Datum, Unterschrift  
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